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 When the sintering process was conducted for 240 s (2 cycles) at a 

temperature of 1100°C, it appeared to promote the growth of the MnBi 
phase, as evidenced by SEM and EDS analysis results shown in Fig. 10. 
The light-coloured phase remained predominantly Bi, while the dark 

grey phase displayed the MnBi phase with a composition of 27:73 [% 

wt.], and the dark-coloured phase was primarily Mn. 
 Following the sintering process and subsequent annealing at 240°C 

for 4 or 24 hours, a significant increase in magnetic saturation was ob-
served, as illustrated in Fig. 11. Compared to the material sintered for 

only 1 cycle, the extended sintering duration resulted in a higher for-
mation of the MnBi phase, as indicated by the increased magnetic satu-

 

Fig. 10. The microstructure of alloy sintered at 1100°C for 240 s (2 cycles) be-
fore annealing (a) after annealing at 240°C in vacuum for 4 hours (b) and 24 

hours (c). 

 

Fig. 11. The effects of sintering on the alloy MnBi, which was sintered at 

1100°C for 240 s and then annealed at 240°C for 4 and 24 hours in vacuum. 



134 RIDWAN, AZWAR MANAF, ADEL FISLI, ARBI DIMYATI, IWAN SUMIRAT et al. 

ration values. EDS analysis of the material annealed for 24 hours re-
vealed a Mn:Bi composition of 21:79 [% wt.] in the MnBi phase. Con-
sistent with previous XRD observations, the detected phases were still 
predominantly associated with the Bi phase, as shown in Fig. 12. 
 To gain a deeper understanding of the impact of sintering at a tem-
perature slightly above the melting point of manganese, this study 

employed the arc-plasma method to sinter the MnBi alloy at 1250°C for 

120 s (1 cycle). This high-temperature approach aims to investigate its 

role in promoting phase growth and improving material properties. 
SEM analysis provides clear evidence that the MnBi phase (represented 

by the dark grey regions) exhibits significantly larger grain sizes com-
pared to its formation during the solidification process, as highlighted 

in Fig. 13. The increased grain size indicates enhanced phase develop-
ment, which is essential for optimizing the magnetic properties of the 

material. 
 Further insights were gathered from magnetic hysteresis curve 

measurements, which revealed a noticeable decrease in coercivity after 

sintering at 1250°C. This reduction is likely attributed to the intensive 

growth of the MnBi phase, with grain sizes surpassing 50 µm [24]. De-
spite this decrease in coercivity, the remanence value of the annealed 

material was observed to be comparable to that of material sintered at 

1100°C, suggesting that the remanent magnetization remains stable 

across the two sintering conditions. This stability in remanence, cou-
pled with the enhanced MnBi phase formation, highlights the effec-
tiveness of sintering at 1250°C in promoting phase growth without 

compromising key magnetic properties. 
 A closer examination of Fig. 13 further underscores the structural 

 

Fig. 12. XRD patterns of MnBi alloy sintered at 1100°C for 240 s, then an-
nealed at 240°C for 4 hours and 24 hours in vacuum. 
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benefits of the elevated sintering temperature. The MnBi phase grains 

are not only densely distributed throughout the alloy but also show 

signs of fusion, indicating a high degree of interconnectivity. This 

dense and cohesive grain distribution likely contributes to the im-
proved structural integrity and magnetic uniformity of the material. 
Overall, the findings suggest that sintering at 1250°C is a promising 

strategy for enhancing the MnBi phase while maintaining the magnet-
ic and structural performance required for advanced applications. 
 With the presence of heat, this will support the occurrence of diffu-
sion reactions at the grain boundaries, which will then generate the 

formation of the MnBi phase. The grain boundary was partially melted 

by reaction heat, inducing the growth of the reactant. Since there are 

some eutectic melting states at the boundary, this is considered similar 

to the semi-solid melting state [25]. Although the melted area was 

small, the formed ferromagnetic grain can move in the melted area, 
resulting in the closeness of the ferromagnetic grain. 
 As seen in Figure 14, magnetic saturation grows monotonically with 

annealing time. This is further verified by the x-ray diffraction data of 

MnBi alloy after sintering at 1250°C and followed by annealing proce-
dure at 240°C for 4 and 24 hours respectively, where the MnBi phase 

can be clearly detected, as shown in Fig. 15. The x-ray diffraction 

(XRD) data analysis, depicted in Figs. 9 and 12, indicates that bismuth 

is the predominant phase present in the system. This observation can 

be attributed to the significantly higher atomic number of bismuth, 
Z = 83, compared to manganese’s Z = 25. Moreover, the elevated sinter-
ing temperature utilized in this study surpasses the melting point of 

bismuth, facilitating the migration of bismuth atoms towards the al-
loy’s surface during the cooling stage. This process is expected to lead 

to the accumulation of bismuth-rich phases on the surface [26]. Addi-
tionally, the utilization of bulk materials in the sintering and anneal-
ing processes in this study may account for the predominant detection 

 

Fig. 13. The microstructure sintered at 1250°C (1 cycle) before annealing (a) 
after annealing at 240°C in a vacuum for 4 hours (b) and 24 hours (c). 
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of Bi diffraction patterns. It was only at a sintering temperature of 

1250°C that the α-MnBi phase was distinctly observed, as seen in Fig. 
15. With the sintering temperature exceeding the manganese melting 

point, the higher temperature offers advantages for the precipitation 

reaction between Mn and Bi. 
 Based on the VSM-measurement results, it is shown that the coerciv-
ity of MnBi after the sintering process in this study is consistently 

 

Fig. 14. The effects of sintering the MnBi alloy at 1250°C are presented, along 

with the subsequent annealing process conducted in a vacuum at 240°C for 

both 4 and 24 hours. 

 

Fig. 15. The XRD pattern of the MnBi alloy, which was sintered at 1250°C and 

subsequently annealed in a vacuum at 240°C for durations of 4 hours and 24 

hours, is presented. This analysis indicates the presence of the α-MnBi phase, 
while the unmarked peaks correspond to other phases, specifically, Bi or Mn. 



 FABRICATION OF MnBi MAGNETIC PHASES USING ARC-PLASMA SINTERING 137 

greater than that after annealing, as seen in Fig. 14. Since magnetic 

coercivity is significantly influenced by complex microstructural con-
ditions, the magnetic phase resulting from the sintering process in this 

case is likely isolated from other non-ferromagnetic phases like Mn, 
Bi, or MnO that form during the solidification of the liquid phase. 
 Conversely, during the annealing process, interdiffusion takes 

place, leading to the development of a ferromagnetic phase character-
ized by in-creased remanence but decreased coercivity, aligning with 

the findings of J. Cao et al. [26] on the impact of the intergranular 

phase on the magnetic properties of the MnBi system. Therefore, it is 

well documented that to boost the magnetic coercivity of the MnBi sys-
tem, grinding using the ball milling method followed by an extended 

annealing process is crucial. Ongoing research focusing on the produc-
tion of α-MnBi through the arc-plasma sintering technique followed by 

milling is underway, with the outcomes to be detailed in future publi-
cations. 

4. CONCLUSIONS 

This study demonstrates the viability of utilizing arc-plasma sintering 

as an alternative method for forming the ferromagnetic MnBi phase. 
The results highlight that the growth and formation of the MnBi phase 

are highly dependent on the sintering temperature and duration, with 

higher temperatures and extended sintering times promoting more ex-
tensive phase development. Post-annealing, the observed increase in 

magnetic remanence further confirms the enhancement of the ferro-
magnetic MnBi phase. 
 Even in the absence of an applied magnetic field during the sintering 

and annealing processes, XRD analysis indicates that the MnBi phase 

elongates at sintering temperatures exceeding 1100°C. This suggests 

that the method intrinsically supports the structural alignment neces-
sary for improved magnetic properties. 
 The use of the arc-plasma technique not only allows precise control 
over the sintering parameters but also opens the potential for conduct-
ing the sintering process in the presence of an external magnetic field. 

This could further promote magnetocrystalline anisotropy, paving the 

way for the efficient production of rare-earth free hard magnetic bulk 

materials. These findings underscore the promise of arc-plasma sinter-
ing as a scalable and innovative approach for developing advanced 

magnetic materials. 
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ite—4.0% powder mixture, is studied. Titanium carbide (TiC) is a reinforc-
ing phase, as it has high hardness (30 GPa), high melting point (≅ 3100°C), 
and low contact angle with iron (≅ 20°) that promotes the formation of a co-
herent bond at the phase boundary. The samples are fabricated by pressing 

under pressure up to 700 MPa, which reduces porosity to ≅ 6%, and sintered 

at Т = 1000–1050°C. As found out, a specific core–shell microstructure is 

formed in the material after sintering, where layers of TiC surround Ti 
grains in the composite. The thickness of the carbide layer is controlled by 

diffusion, and its growth at temperatures 1000 and 1050°C (from 5–10 mm 

to 10–15 mm, respectively) corresponds to the mechanism of diffusion along 

grain boundaries. The key stage of processing is hot forging of compacts at 

T = 1100°C. As determined, hot forging leads to significant microstructural 
changes: spherical TiC inclusions are deformed and elongated in the direction 

of metal flow that causes mechanical anisotropy of the properties. The forg-
ing affects significant deformation strengthening and the formation of ce-
mentite (Fe3C). The cementite is revealed by x-ray phase analysis. In the 

forged samples, the combined effect of these mechanisms increases their 

hardness and compressive strength by ≅ 65–70% (up to 630.3 MPa). The 

highest hardness values are of 104–109 HRB, when combining the forging 

and water quenching processes. As shown, the formed heterophase structure 

of the Fe–Ti–C system combines a coherent adhesion between the hardening 

phase (Fe3C) and the ductile steel matrix that contributes to increased wear 

resistance, while the hard Ti–TiC inclusions effectively localize the abrasive 

impact. 

Key words: metal–ceramic materials, titanium carbide, tool composites, 
thermal-deformation treatment. 

У роботі досліджено вплив термодеформаційного оброблення на структу-
ру та фізико-механічні властивості металокерамічного композиційного 

матеріялу системи Fe–Ti–C, який було синтезовано методою in situ з по-
рошкової суміші складу: Fe — 86,0%, Ti — 10,0%, графіт — 4,0%. Карбід 

Титану (TiC) є армованою фазою, оскільки він має високу твердість 

(30 ГПа), високу температуру топлення (≅ 3100°С та низьке значення кута 

змочування з залізом (≅ 20°), що сприяє формуванню когерентного 

зв’язку на межі поділу фаз. Зразки сформовано шляхом пресування під 

тиском до 700 МПа, що дає змогу понизити пористість до ≅ 6%. Спікання 

відбувалося за Т = 1000–1050°C. Встановлено, що після спікання в струк-
турі матеріялу формується характерна мікроструктура типу «ядро–
оболонка», де у композитній системі зерна Ti оточено шаром TiC. Товщи-
ну карбідного прошарку обмежено дифузійними процесами, а його зрос-
тання із підвищенням температури від 1000°C до 1050°C (з 5–10 мкм до 

10–15 мкм) відповідає механізму об’ємної дифузії вздовж меж зерен. 
Ключовим етапом оброблення є гаряче кування брикетів за Т = 1100°C. 
Визначено, що гаряче кування приводить до істотних мікроструктурних 

змін: сферичні включення TiC деформуються та витягуються в напрямку 

течії металу, що зумовлює виникнення механічної анізотропії властивос-
тей. Кування впливає на значне деформаційне зміцнення й утворення це-
ментиту (Fe3C). Наявність фази (Fe3C) підтверджується рентґенофазовою 

аналізою. Для кованих зразків спільний ефект зазначених механізмів 
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забезпечує підвищення твердости та міцности на стиск на ≅ 65–70%, до-
сягаючи 630,3 МПа. Найвищі показники твердости складають 104–109 

HRB за комбінації процесу кування та гартування у воду. Показано, що 

сформована гетерофазна структура системи Fe–Ti–C поєднує собою коге-
рентний зв’язок між твердою зміцненою фазою (Fe3C) та пластичною ме-
талевою матрицею із криці, що сприяє підвищенню зносостійкости, а 

тверді включення Ti–TiC ефективно локалізують абразивне навантажен-
ня. 

Ключові слова: металокерамічні матеріяли, карбід Титану, композити 

інструментального призначення, термодеформаційне оброблення. 

(Received 11 December, 2025; in final version, 12 December, 2025) 
  

1. INTRODUCTION 

The widespread use of metal-matrix composites (MMCs) for tools that 

operate under friction and are subject to intense wear requires con-
stant improvement of their properties [1–3]. Composite materials 

(CMs) are classified based on the morphological and structural parame-
ters of their reinforcing components, which have different configura-
tional features [4–6]. The CM group includes cermets or MMCs, in 

which the ceramic phase is a reinforcing component, and the metal 
phase (or alloy) is a matrix. The matrix material is aluminium, magne-
sium, iron, steel, or copper [7–10]. In the CMs, the metal matrix is a 

phase that provides ductility and strength. Therefore, the use of ce-
ramic reinforcing components contributes to higher hardness and wear 

resistance of the material [11–13]. 
 Titanium carbide (TiC) is a promising reinforcing component in a 

metal matrix, as it has beneficial physical and mechanical properties, 
including high melting point (≅ 3100°C), controlled thermal conductiv-
ity, low density (≅ 4.0 g/cm3), and high hardness (≅ 30 GPa) [14]. These 

properties are promising for modifying the mechanical parameters of 

the metal matrix. The formation of target properties in the metal ma-
trix composites (MMCs) is crucial for tool applications [15–18]. The 

low contact angle (≅ 20°) between titanium carbide (TiC) and iron pro-
motes the formation of a high-quality metallic bond at the phase 

boundary between the ceramic-metal layer and the matrix [19]. Due to 

this, TiC is widely used as a reinforcing component in the production of 

composites for tooling and tribology applications. The possibility of 

local reinforcement with fine TiC particles by synthesizing them in 

situ and then providing their homogeneous distribution in a cast iron 

matrix was shown in [17]. A mixture of titanium and graphite powders 

was used to synthesize the reinforcing component; the molar ratio of Ti 
and C components was 1:1 (50 at.% Ti and 50 at.% C). The addition of 

the TiC ceramic phase led to an increase in CM hardness of more than 
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300% relative to the pure matrix alloy. In Refs. [20–23], the general 
properties of CMs reinforced with TiC particles and the optimization of 

their formation were discussed. 
 The use of in situ synthesis for producing CMs provides the possibil-
ity of forming gradient microstructures and core–shell structures 

with high hardness. 
 The aim of the work was to determine the effect of thermal defor-
mation treatment and the mechanism of synthesis of the Fe–Ti–C ma-
terials for tooling on their mechanical properties and structure. 

2. EXPERIMENTAL TECHNIQUES 

According to the literature, the amount of graphite during the com-
paction of iron-based powder materials (PM) determined the composi-
tion of the mixture (wt.%): Fe—86.0%, Ti—10.0%, and graphite—
4.0%. 
 Samples of 8.0 g were compacted in a cylindrical mold with a diame-
ter of 10.0 mm. The compaction was carried out in a hydraulic press at 

variable pressures ranging from 200 to 700 MPa (Fig. 1). 
 In order to compact the samples, single- and two-stage pressing were 

performed [24]. With an increase in pressure from 200 to 700 MPa, the 

porosity of the samples decreased from 26 to 7%, respectively. Addi-
tional pressing at a pressure of 700 MPa reduced porosity to ≅ 6%, 

which indicated high mixture compaction. This effect is explained by 

 

Fig. 1. Dependence of porosity of Fe–Ti–C-based compacts on pressure: 1—
after pressing, 2—after pressing and post-pressing at 700 MPa. 
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the high graphite content, which reduced interparticle friction. 
 Sintering was carried out in a non-hermetic container at 1000–
1050°C for 1 hour. After sintering, the porosity increased by 2–3%. 
This effect is associated with the features of titanium carbide (TiC) 
formation during in situ solid-phase synthesis. 
 In order to prevent oxidation, the thermal deformation treatment 

was carried out by hot forging the compacts at 1100°C with holding 

them in a charcoal bed for 15–20 minutes [25]. Charcoal is most often 

used as a solid carburizer in the cementation of steel products [26]. In 

this case, charcoal performs a dual function: protection against oxida-
tion, and carbon saturation of compacts. An important feature of Fe–
Ti–C system forging is the exothermic nature of the reaction of titani-
um carbide formation. During the synthesis, a significant amount of 

heat is released, which allows the sample to be kept at a high tempera-
ture for a longer time that facilitates the deformation during forging. 

3. DISCUSSION 

The CM material comprised of a steel matrix with uniformly distribut-
ed titanium carbide (TiC) inclusions. During solidification, titanium 

carbide formed, so the in situ synthesis occurred under stable condi-
tions (Fig. 2). 
 Under particular conditions of solidification, a specific microstruc-
ture forms in the Fe (86%)–Ti (10%)–C (4%) alloy. It corresponds to 

the core–shell model, where each titanium grain is surrounded by a 

layer of titanium carbide (TiC). The formation of this microstructure 

is typical for materials synthesized by the reaction. This process is not 

equilibrium from a thermodynamic viewpoint, as it depends on two key 

  
a b 

Fig. 2. Microstructure of Fe (86%)–Ti (10%)–C (4%) alloy after: sintering at 

1050°С (a), sintering and hot forging at 1100°С (b). 
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factors: annealing temperature and time. 
 The thickness of the TiC coating is determined by the diffusion 

along the grain boundaries. Over time, carbon atoms slower permeate 

through the formed layer of titanium carbide to the titanium grains. 
This slows down further growth of the TiC shell, being a key factor 

that determines the final microstructure (Fig. 3, Table 1). 
 With increasing temperature, the thickness of the titanium carbide 

(TiC) layer forming a shell around titanium grains increased from 5–
10 to 10–15 µm. This corresponded to the features of volumetric diffu-
sion, which intensifies at higher temperatures. 
 The thickness of the TiC carbide layer significantly increased after 

hot forging at 1100°C (up to 25–30 µm, Fig. 4, c). The abovementioned 

data show that the temperature of forging allows effective control of 

both the diffusion rate and the completeness of the titanium carbide 

formation, which is critical for optimizing the properties of the material. 
 The heterophase structure of the material, formed by the developed 

technology, allowed for the effective distribution of mechanical loads. 
The main part of the impact and abrasive load was localized in the hard 

Ti–TiC inclusions, which ensured high wear resistance. At the same 

 

Fig. 3. Microstructure and local x-ray spectral analysis of forged sample. 

TABLE 1. Results of local x-ray spectral analysis. 

Spectrum Ti, % Fe, % 

1 99.66 0.34 

2 99.11 0.89 

3 0.26 99.74 
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time, the ductile steel matrix was an effective damper, absorbing and 

dissipating mechanical stresses caused by friction. 
 The investigation of the physical and mechanical properties of the 

CMs showed that the hardness of the samples largely depended on 

thermal and mechanical treatment (Table 2). After loose sintering, the 

material had a hardness of 60–65 HRB. The hardness increased to 80–
87 HRB after free hot forging, which emphasizes the effectiveness of 

plastic deformation. The hardness reached maximum values after wa-
ter quenching (104–109 HRB), which demonstrated the key role of the 

combination of mechanical and thermal treatment in optimizing the 

physical and mechanical properties of the CM. 
 After free forging, the samples had significantly higher strength 

and a sufficient ductility (Fig. 5, Table 3). 
 The forged samples had higher hardness due to the formation of ce-
mentite (Fe3C), caused by the diffusion of carbon from charcoal used as 

a filling. This was confirmed by x-ray phase analysis (see Fig. 6). 
 The significant increase (by 65–70%) in the strength of forged sam-
ples was caused by strain hardening, that led to a considerable increase 

in the microstresses, which correlated with the known values of physi-
cal and mechanical properties. Analysis of microstresses (Table 4) in 

individual phases of the material showed that they are compressive. 
After forging, the values of these compressive stresses increased by 

 

Fig. 4. Microstructure of Fe (86%)–Ti (10%)–C (4%) alloy after: sintering at 

1000°C (a), sintering at 1050°C (b), sintering and hot forging at 1100°C (c). 

TABLE 2. Hardness after loose sintering and hot forging. 

No. Treatment Hardness, HRB 

1 Sintered at Т = 1000°С 60–61 

2 Sintered at Т = 1050°С 63–65 

3 Sintered at Т = 1050°С and forged at Т = 1100°С 85–87 

4 
Sintered at Т = 1050°С and forged at Т = 1100°С, 

then water quenched 104–109 
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several orders of magnitude compared to as-sintered state. The signifi-
cant increase in microstresses is a result of the complex physical and 

mechanical action of deformation that occurred during free forging. 

4. CONCLUSIONS 

The effect of thermal deformation treatment of the Fe (86%)–Ti 
(10%)–C (4%) composite system, which was produced by in situ reac-
tion at 1100°C, led to a significant increase in the mechanical proper-
ties of the material after hot forging: hardness—104–109 HRB, com-
pressive strength—720.8 MPa, and longitudinal relative defor-
mation—0.05. 
 As shown, iron-based CM reinforced with TiC inclusions had a core-
shell structure and a gradient microstructure of the matrix. The pre-
cipitation of TiC in the TiC–Fe ceramic layer is controlled by carbon 

diffusion with further formation of cementite. The high volume frac-
tion of TiC carbide inclusions increased the wear resistance of the com-
posite material, while the gradient structure of the TiC–Fe layer of the 

 

Fig. 5. Stress–strain curves of pressureless sintered and hot-forged samples 

of Fe (86%)–Ti (10%)–C (4%) alloy: 1—sintered, 2—sintered and forged. 

TABLE 3. Mechanical properties of different samples of Fe–Ti–C system. 

Treatment No. YS, MPa UTS, MPa ε, % 

Sintering 1 179.0 467.3 0.07 

Sintering and forging 2 364.2 720.8 0.05 
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cermet improved the ductility of the interface. 
 The feasibility of using the thermal deformation technique for man-
ufacturing Fe–Ti–C carbide steel and the relevance of using the ob-
tained results for producing metal–ceramic materials for tooling and 

tribotechnical applications are shown. 
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Given the increasing requirements for durability and reliability of metal 
structures under the atmospheric and industrial corrosion, the search for 

effective and economically viable anticorrosion solutions becomes especially 

relevant. Traditional hot dip galvanizing remains a primary method for pro-
tecting steel elements. At the same time, the use of continuously zinc-coated 

steel products (or coatings based on zinc) is promising for low-corrosivity en-
vironments. Recently, there has been growing interest in zinc alloys with 

magnesium and aluminium due to the manufacturers’ claims of improved 

anticorrosion properties with thinner coating layers. Often, this interest is 

also driven by the regional localization of production of such coatings. How-
ever, for the correct comparison of the service life of all types of zinc coatings 

and their derivatives, it is critically important to perform comparative evalu-
ations of coating behaviour in aggressive environments for systematic analy-
sis of quality, durability, and verification according to international stand-
ards. The aim of this work is to conduct a comparative assessment of the cor-
rosion resistance of zinc coatings and their derivatives applied by various 

methods under accelerated climatic testing conditions, as well as to analyse 

the effect of coating thickness on the effectiveness of steel protection against 
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atmospheric corrosion. As a result of the experimental studies, the prerequi-
sites for the formation of approaches to optimising protective coatings for 

steels, depending on the operating conditions and their required service life, 
are established. 

Key words: steel, zinc coating, corrosion, passivation, protection, anode, 
cathode. 

З огляду на зростаючі вимоги до довговічности та надійности металоконс-
трукцій в умовах дії атмосферної та промислової корозії особливо актуа-
льним є пошук ефективних та економічно доцільних антикорозійних рі-
шень. Традиційні гарячеоцинковані покриття залишаються основним 

засобом захисту крицевих елементів поряд із застосуванням крицевого 

прокату з цинковим покриттям (або покриттям на основі цинку), нанесені 
неперервною методою, є перспективними у випадках низького рівня атмо-
сферної корозії. Останнім часом зростає інтерес до леґованих цинкових 

стопів з додаванням Маґнію й Алюмінію через заявлені виробниками по-
ліпшені антикорозійні властивості за меншої товщини шару покриття. 
Часто це викликано в тому числі й локалізацією виробництв таких пок-
риттів у певних реґіонах. Разом із тим, вкрай важливим і єдиним для ко-
ректного порівняння терміну служби всіх цинкових покриттів та їхніх 

похідних є проведення порівняльних оцінок поведінки таких покриттів в 

аґресивному середовищі для системної аналізи якости покриттів, їх довго-
вічности та верифікації цих покриттів відповідно до міжнародних станда-
ртів. Метою даної роботи є порівняльна оцінка корозійної стійкости цин-
кових покриттів і їхніх похідних, нанесених різними методами, в умовах 

пришвидшених кліматичних випробувань, а також аналіза впливу тов-
щини шару покриття на ефективність захисту криці від атмосферної коро-
зії. В результаті проведених експериментальних досліджень з'ясовано 

передумови для формування підходів щодо оптимізації захисних покрит-
тів криць в залежності від умов експлуатації та необхідного терміну їхньої 
служби. 

Ключові слова: криця, цинкове покриття, корозія, пасивація, захист, 
анода, катода. 
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1. INTRODUCTION 

Zinc coatings are anodic ones; this means that the electrochemical po-
tential of the coating metal, namely, zinc, is lower than that of the pro-
tected metal—steel. Accordingly, the zinc coating protects the base 

metal from corrosion through electrochemical action. 
 An anodic coating provides not only electrochemical but also me-
chanical protection. During the service life of a structure, zinc dis-
solves as a covering anode, thereby protecting the steel. 
 When zinc is applied to steel, environmental factors trigger zinc 
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corrosion (zinc loss), while the underlying steel becomes partially or 

fully protected from corrosion. 
 The level of protection depends on the reactivity of the coating met-
al: the less prone it is to corrosion, the better it protects the base metal, 

even those steel areas, where the zinc coating has been damaged or lost. 
 One crucial factor for effective protection is the reliability of the 

bond between the coating and the substrate (adhesion) [1, 2]. 
 Corrosion that begins at a through-pore or scratch will remain local-
ized if the adhesion is strong. However, with weak adhesion, corrosion 

products can cause the coating to peel off, leading to underfilm corro-
sion and blister formation. 
 Although zinc itself creates a protective layer over cut edges or 

scratches, it begins to oxidize rapidly when exposed to moisture and 

oxygen, forming a white deposit known as ‘white rust’ (Zn(OH)2, 
ZnCO3) [1]. 
 As corrosion products accumulate and partially fill the pores, the 

rate of zinc loss significantly decreases, and the resulting corrosion 

film provides additional protection. 
 Importantly, zinc retains its protective properties even at low coat-
ing thicknesses and in the presence of pores or uncoated areas. This 

allows for continued protection even if scratches expose the steel base. 
 Zinc also provides protection for edges, threads of bolts and nuts, 
wires, and other products, justifying the use of zinc-coated or zinc-
based coated steel, including material coated by continuous methods 

[1, 3]. However, while the formation of corrosion products adds pro-
tection, it negatively affects visual appearance. Frequent washing or 

mechanical abrasion of these products can prevent the formation of 

stable protective compounds, reducing coating thickness. To minimize 

these negative effects, hot dip galvanized metal structures that are 

passivated after cooling to form a several nanometres thick stable bar-
rier film. 
 A passive film (e.g., based on Cr³+

 or Si/Zr) preserves the properties 

of the zinc coating by limiting contact with oxygen and water, thereby 

reducing white rust formation, stabilizing gloss, and improving com-
patibility with paints or lacquers (Table 1). 

2. EXPERIMENTAL DETAILS 

2.1. Corrosion Resistance Studies 

It is well known that, in atmospheric environments, various zinc pro-
tective coatings deteriorate at different rates [1, 3]. For this study, 
comparative testing was conducted using steel samples coated in ac-
cordance with Refs. [4] and [5]. 
 To ensure the highest relevance in comparing the durability of dif-
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ferent structural steel coatings under environmental exposure, the 

tests were conducted according to Refs. [6, 7]. The total test duration 

was 630 hours, with one time interval representing 70 hours. 
 Steel plates, measuring 150×50 mm with different protective coat-
ings, were used as accelerated weathering test samples. The list of 

samples is provided below (Table 2). 

2.2. Methodology of Studies 

Solution Preparation. The solution was prepared by dissolving sodium 

chloride in distilled water with conductivity not exceeding 20 µS/cm at 

25°C ± 2°C to achieve a concentration of 50 g/l ± 5 g/l [7, 8]. 
 The sodium chloride contained less than 0.001% copper and less 

than 0.001% nickel by mass. The sodium iodide content ranged from 

0.1% to 0.5% of total impurities, based on dry salt mass. 

TABLE 1. Effect of passivation on performance of zinc coatings and deriva-
tives. 

No. Parameter Without passivation With passivation 

1. Resistance to white rust 

(salt spray chamber) 24–72 hours > 270 hours depending 

on passivator 

2. Surface oxidation  

and dullness 
Rapid oxidation,  

loss of gloss 
Gloss retention,  

slower oxidation 

3. Protection in humid 

environments Temporary (zinc only) Barrier film + zinc = 

longer protection 

4. Appearance stability Uneven patina,  

white spots 
Uniform appearance, 

often decorative 

TABLE 2. Types of samples for accelerated weathering tests. 

No. Coating type Test sample thickness, µm Control sample thickness, µm 

1. HDG 50 64 65.2 
2. HDG 70 92.5 94 
3. HDG 90 108.2 108.4 
4. Zn350 25 24.6 
5. Zn350PosMAC 20.6 21.2 
6. Zn450 28 28.4 
7. Zn600 35 35.6 
8. ZM120 9.9 10 
9. ZM310 18.7 18.4 
10. ZM310MA 19.9 20.4 
11. ZM430 31.1 30.6 
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 The pH of the prepared solution was maintained between 6.0 and 7.0 

at 25°C ± 2°C. 
Sample Preparation. Before testing, sample surfaces were cleaned with 

organic solvent using a soft brush. After cleaning, they were rinsed 

with fresh solvent and dried. 
 Sample edges and the backside were masked with adhesive tape. 
Sample Placement. Samples were placed in the test chamber so as not to 

be directly exposed to the spray nozzle stream. They were arranged 

with the unprotected side facing upward at an angle between 15° and 

25°. Samples did not contact the chamber and were exposed to unre-
stricted spray circulation. The sample support was made from inert 

non-metallic material. 
Test Conditions. Chamber temperature was maintained at 35°C ± 2°C 

throughout the test. Average solution condensate collection rate is of 

1.5 ml/hour ± 0.5 ml/hour. Condensate sodium chloride concentration 

is of 50 g/l ± 5 g/l; pH—6.5 to 7.1. 
Post-Test Sample Processing. After testing, samples were removed and 

dried for 0.5 to 1 hour to minimize removal of corrosion products. Be-
fore inspection, any remaining solution was carefully rinsed off the 

surface. 

2.3. Evaluation of Test Results 

The appearance of rust on the sample covering an area of more than 

10% terminated the test for the specific sample, and the test comple-
tion time was recorded separately for it. All indicators were evaluated 

after the end of each test cycle. 
 The condition of metal structure coatings was assessed using two 

ratings in accordance with [9] based on the ability of the coating to pro-
tect the base metal from corrosion and thus prevent degradation of the 

base metal; based on the ability of the coating to maintain integrity 

and thus maintain a satisfactory appearance. 
 Although the functions of these two ratings overlap, they can be 

used separately to assess the degree of corrosion protection of the base 

metal (protection rating RP) and to assess the appearance (appearance 

rating RA). 
 The protection rating RP was calculated using formula (1): 

 RP=3·(2−logA), (1) 

where A [%]—corrosion coverage (in %) of the sample under consider-
ation. 
 The appearance rating was assigned using three components: 
1) area affected by a specific defect on a scale from 10 to 0 (where 10 is 

the least affected); 
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2) subjective assessment of the degree of deterioration of the coating 

(vs = very insignificant amount, s = small amount, m = moderate 

amount, x = excessive amount); 
3) classification of types of coating damage RA (Table 3). 

3. EXPERIMENTAL RESULTS 

The results of the conducted studies, in accordance with Ref. [9], are 

summarized below (Table 4). 
 At equivalent coating thicknesses, ZM-type coatings proved to be 

clearly more resistant to aggressive atmospheric environments com-
pared to standard zinc coatings [10]. ZM coatings also exhibited better 

aesthetic appearance in the atmosphere during the initial period of 

operation. 
 As for the samples with hot dip galvanized (HDG) coatings, their 

high resistance to aggressive environments can be confirmed [10]. 
However, a characteristic of these samples is the early formation of 

hydroxide compounds (Zn(OH)2, ZnCO3), commonly referred to as 

‘white rust’, which negatively affected the visual appearance of the 

sample. 
 After removing the loose ‘white rust’ deposits from the HDG sam-
ples to measure the residual coating thickness, noticeable dulling and 

localized wear of the zinc coating were recorded. 
 Additionally, for all sample types, which were cleaned during the 

test cycles, there was a trend of increased coating loss rate with in-
creased initial coating thickness. 
 At the same time, control samples of all materials, which remained 

in the salt spray chamber and were not cleaned after each test cycle, 
showed partially opposite results: in some cases, the rate of coating 

loss was higher for thinner coatings [2]. A comparison of the coating 

TABLE 3. Classification of coating damage types RA. 

A Staining or discoloration reducing coating quality (excluding visible cor-
rosion products of the base metal) 

B Dulling with little or no visible corrosion 
C Corrosion products of anodic coatings 
D Corrosion products of cathodic coatings 
E Pitting on the surface (possibly not reaching the base metal) 
F Delamination, flaking, chipping 
G Blistering (subsurface corrosion) 
H Cracking 
I Crevice corrosion 
J Cavity formation 
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loss rates for control and test samples is shown in Fig. 1. 
 Based on the results, it can be stated that the coating loss rate for 

control samples (which were not cleaned from hydroxide compounds 

TABLE 4. Results of corrosion studies. 

Indicators 
 
 
 
 
Type  

of coating 

Thickness 

of zinc 

coating 

before 

testing, 

µm 

Thickness 

of zinc 

coating 

after 630 

hours 

testing, 

µm 

Rate of 

zinc coat-
ing loss 

on test 

samples 

µm/100 

hours 

% of zinc 

coating 

thickness 

remaining 

after 630 

hours test-
ing, µm 

Time of 

testing, 

hours 

Defect 

area, 

A%* 

RP/RA 

rating 

HDG50 64 28.1 4.5 56% 630 0% 10/10 vs C 
HDG70 92.5 46.6 7.4 50% 630 5% 9/9.5 
HDG90 108.2 56.1 8.9 48% 630 0% 10/10 vs C 
Zn350 25 24.2 4.9 3% 490 25% 7/7.5 x F,C 
Zn450 28 26.4 5.4 6% 490 30% 7/7 m F,C 
Zn600 35 31.7 5.7 9% 560 30% 7/7 m F,C 
ZM120 9.9 9.9 2.4 0% 420 60% 6/4 x F 
ZM310 18.7 17.6 3.6 6% 490 10% 8/9 m F 
ZM310MA 19.9 19.9 4.1 0% 490 40% 6/6 x F 
Zn350 

PosMAC 
20.6 18.2 3.7 12% 490 15% 7/8.5 s F,C 

ZM430 31.1 26.2 4.2 16% 630 10% 8/9 m F 

*
 These rating indicators were compared at the end of the full cycle lasting 630 

hours or when rust appeared on more than 10% of the sample. 

 

Fig. 1. Coating loss rate for test and control samples. 
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formed on their surfaces) was significantly lower than that for test 

samples. 
 In the case of HDG-coated samples, a correlation was observed be-
tween coating loss rate and coating thickness: 
• for cleaned samples, an increase in thickness led to higher loss rates; 
• for uncleaned samples, the opposite was true: the thicker the coat-
ing, the lower the loss rate, up to 4.5 times lower for HDG 90. 
 A similar trend was observed for the ZM-group coatings, though the 

effect was less pronounced. 
 For samples from hot dip galvanized coil, the data was more ambig-
uous: Zn350, Zn450, and Zn600 followed the same trend for both test 

and control groups. However, Zn350 PosMAC behaved more similarly 

to the ZM group. This may be attributed to differences in the quality of 

passivation by different manufacturers. 
 In general, based on structural heterogeneity and the electrochemi-
cal activity variations due to coating thickness, thicker coatings (re-
gardless of the application method) tend to wear faster than thinner 

ones under identical conditions. 
 From the comparison of test and control samples (Fig. 1), it can be 

concluded that actual resistance of test samples in real-life conditions 

could be up to 2 times higher than the lab test results suggest. 
 Figures 2–4 show photographic images of the sample surfaces after 

630 hours in the salt spray chamber. Some samples had already failed 

earlier, but were kept in the chamber to allow visual comparison. 

 

Fig. 2. Surface of HDG-type coated samples after 630 hours in the salt spray 

chamber. 
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 In general, the HDG-coated samples (Fig. 2) show widespread signs 

of white rust, uneven coloration of the zinc surface, but the coating 

remained intact, indicating high resistance of this type of coating to 

aggressive environmental exposure. As seen in Fig. 3, some samples 

exhibit significant corrosion damage, including a continuous layer of 

red rust. However, ZM310, Zn350 PosMAC, and ZM430 were among 

the most resistant samples in terms of appearance. Despite having 

thicker coatings, Zn-type samples (Fig. 4) showed lower resistance un-
der salt spray conditions. The likely reason is poor passivation or low 

quality of the base coating. 
 Figures 5−7 present graphical representations of accelerated weath-

 

Fig. 3. Surface of ZM-type coated samples after 630 hours in the salt spray 

chamber. 
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ering tests, showing coating thickness loss over time for samples that 

were cleaned after each test stage. 
 In general, these results confirm similar trends in zinc coating wear, 
regardless of coating thickness or application method. 
 Laboratory test results based on Ref. [8] cannot serve as a direct in-
dicator of zinc coating lifespan, but according to Refs. [4, 5], it is pos-
sible to estimate wear rates and approximate service life for various 

coatings. 
 The lifecycle of zinc coatings, according to reliability theory, can be 

described by a failure intensity curve and divided into three stages 

(Fig. 8): adaptation period (0…t1) with formation of corrosion products 

(white rust), often washed off by rain [1, 8]; normal operation (t1…t2) 
with formation of a dense protective layer from corrosion products [8]; 

ageing period (t > t2), when protective layer thins, coating begins to 

flake or peel. 
 The segment 0…t1 is primarily characterized by a reduction in the 

thickness of the zinc coating due to the appearance of ‘white rust’ and 

its cyclical washing away by rain. 
 In the segment t2…t1, coating defects may occur and are determined 

by random factors that affect a local area, for example, mechanical 
damage during installation, continuous-cyclic moisture exposure (e.g., 

water droplets falling from PV modules onto the structure), or poor 

grounding of PV modules (leakage current from PV modules to the 

 

Fig. 4. Surface of Zn-type coated samples after 630 hours in the salt spray 

chamber. 
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structure), resulting in zinc coating damage in the area, where leakage 

currents flow. 

 

Fig. 5. Time-dependent coating wear for HDG-type samples in the salt spray 

chamber. 

 

Fig. 6. Time-dependent coating wear for ZM-type samples in the salt spray 

chamber. 

 

Fig. 7. Time-dependent coating wear for Zn-type samples in the salt spray 

chamber. 
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 From the period t > t2 onward, the frequency of coating defects in-
creases due to long-term exposure to external factors. The mechanism 

of coating degradation at this stage is explained by wear and ageing 

models [3]. 
 Steel structures are exposed to a combination of external factors, 
and corrosion-induced degradation of the coating is one of them. 
 In general, all types of corrosion damage follow the same principle, 

namely, the mechanism of corrosion is electrochemical in nature and 

identical for all types. The specific type of corrosion depends on fac-
tors, which accelerate the process and typically occur under abnormal 
operating conditions, for example, the presence of leakage currents, 
continuous-cyclic moisture exposure, mechanical damage, chemical 
irritants, etc. It is sufficient to generalize all of these under the um-
brella of electrochemical corrosion without classifying them into sub-
types. 
 Due to the heterogeneity in the structure and composition of metals, 
and the uneven distribution of the electrolyte (which is the moisture 

film containing dissolved chemicals on the metal surface), different 

areas of galvanized steel surfaces can have varying electrochemical 
potentials even in the absence of external electric fields. As a result, an 

electrical corrosion current flows within a closed loop of the galvanic 

couple, as shown in Fig. 9. In this situation, the more electrochemical-
ly active element (with a lower electrode potential) becomes the anode, 
and the less active one becomes the cathode. In this case, the zinc coat-
ing acts as the anode, and the steel substrate is the cathode. Corrosion 

occurs on the anode side of the galvanic couple, while the steel remains 

protected from corrosion (Fig. 9, b). 
 The presence of external currents can significantly accelerate corro-
sion. However, regardless of these factors, corrosion will still occur on 

 

Fig. 8. Life cycle of zinc coating. 
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the anode side, that is why zinc coatings and their derivatives are suit-
able for steel protection. 
 Thus, the phenomenon, in which galvanized steel samples with un-
protected edges or damaged coatings do not exhibit corrosion, can be 

explained by the action of the zinc coating on the main part of the sam-
ple. The zinc coating provides not only electrochemical protection for 

the substrate, but also mechanical protection (see Fig. 9). 
 For structures located in corrosive soils and/or exposed to stray cur-
rents, additional corrosion protection measures may be used: passive 

protective anodes (Fig. 10, a) or active cathodic-protection systems 

(Fig. 10, b). 
 Cathodic protection involves creating a galvanic corrosion cell, 

where the anode corrodes instead of the protected structure, which 

becomes the cathode [7, 11−13] (Fig. 10, a). The anode and cathode are 

electrically connected. 
 The protective anode may be made of magnesium, zinc, aluminium, 
or other metals, which are more active (less noble) than the base metal. 
Due to the galvanic reaction, the steel does not corrode; instead, the 

anode dissolves. Another option is to use impressed current cathodic 

protection from an external DC power source (Fig. 10, b). 
 An additional factor contributing to the degradation of zinc coat-
ings is leakage currents originating from photovoltaic modules. Under 

normal operation, the permissible leakage current is up to 1 mA. The 

dissolution of the zinc coating intensifies at the points, where the 

structure is in local contact with the ground. Even at such low current 

levels, the impact on the rate of zinc loss can be significant. 

 

Fig. 9. Protection of the substrate (steel) with zinc coating: a) after produc-
tion; b) during service. 
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4. CONCLUSIONS 

1. The conducted tests confirmed that all zinc coatings and their deriv-
atives generally exhibit similar behaviour under comparative condi-
tions. 
2. HDG-type coatings demonstrated the highest resistance to aggres-
sive environments, despite the fact that they also exhibited the highest 

rate of coating thickness loss. 
3. Among the ZR- and Zn-coating groups, the ZM coatings showed 

greater resistance, primarily due to the high quality of passivation. 
4. The application of HDG-type coatings is strongly recommended for 

environments with corrosivity categories C3 and C4. 
5. The application of ZM and Zn coatings is recommended for environ-
ments with corrosivity categories C1 and C2. 
6. To increase the service life of zinc coatings and structures, it is ad-
visable to implement high-quality equipotential bonding of structures. 

 

Fig. 10. Cathodic protection of metal structures: a) passive anode protection; 
b) active cathodic protection. 
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7. It is necessary to optimize the selection of protective coating types 

for steel, based on operating conditions and required service life. 
8. The impact of leakage currents on the rate of zinc coating loss re-
quires further research at solar energy facilities.  
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математичного моделю для управління параметрами якости 

поверхневих шарів крицевих деталів під час азотування 
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186 О. П. ГАПОНОВА, Н. В. ТАРЕЛЬНИК, О. В. СЕМЕРНЯ 

щини зміцненого шару криці 20 і криці 40 та їхньої мікротвердости від 

технологічних параметрів електроіскрового леґування (ЕІЛ) за азотуван-
ня з використанням спеціяльних технологічних насичувальних середо-
вищ (СТНС). Встановлено, що за наявної технології зі збільшенням енер-
гії розряду підвищується товщина зміцненого шару, яка складається з 

«білого» шару та дифузійної зони, а також мікротвердість поверхні. Ці 
параметри також зростають зі збільшенням часу оброблення певної пло-
щини (трудомісткости ЕІЛ) і зменшенням її оберненої величини, тобто 

кількости обробленої площини за одиницю часу (продуктивности леґу-
вання). В результаті проведених досліджень розроблено математичні мо-
делі залежности параметрів якости поверхонь за азотування методом ЕІЛ 

з використанням СТНС (рівняння товщини зміцненого шару та рівняння 

мікротвердости поверхні) від енергетичних і технологічних параметрів 

обладнання ЕІЛ, а саме, енергії розряду та трудомісткости, що уможлив-
лює визначати основні технологічні параметри сформованого шару: тов-
щину зміцненого шару та мікротвердість поверхні. 

Ключові слова: електроіскрове леґування, покриття, азотування, криця, 
товщина шару, мікротвердість, математичний модель. 

The article discusses the importance and relevance of the problem of control-
ling the quality of surface layers of parts. An analysis of the dependences of 

the thickness of the hardened layer of steel 20 and steel 40 and their micro-
hardness on the technological parameters of electric-spark alloying (ESA) 
during nitriding using special technological saturating media (STSM) is pre-
sented. As established, with the existing technology, the thickness of the 

hardened layer consisting of the ‘white’ layer and the diffusion zone, as well 
as the microhardness of the surface, increase with increasing discharge ener-
gy. These parameters also increase with an increase in the processing time of a 

certain plane (ESA labour intensity) and a decrease in its reciprocal value, i.e., 
the area treated per unit time (alloying productivity). As a result of the re-
search, mathematical models of the dependence of surface quality parameters 

during ESA nitriding using STSM (equation of hardened layer thickness and 

equation of surface microhardness) on the energy and technological parame-
ters of ESA equipment, namely, discharge energy and labour intensity are de-
veloped that allows determining the main technological parameters of the 

formed layer: hardened layer thickness and surface microhardness. 

Key words: electrospark alloying, coating, nitridation, steel, layer thickness, 
microhardness, mathematical model. 

(Отримано 28 лютого 2024 р.; остаточн. варіянт — 20 червня 2024 р.) 
  

1. ВСТУП 

В [1] обґрунтовано важливість і актуальність проблеми підвищення 

параметрів якости [2–6] поверхневих шарів відповідальних деталів 

динамічного обладнання: насосних і компресорних аґреґатів, тур-
бін, центрифуґ, відцентрових розсіювальних апаратів [3, 4], ґраві-
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таційного або самопливного транспорту [5], ущільнень [6] і таке 

інше, які лімітують їхню надійність і довговічність. Також зазна-
чено, що нині є велика кількість технологій, які здатні поліпшити 

параметри якости поверхонь: підвищити твердість і зносостійкість 

шляхом нанесення металокерамічних покриттів [7–9], натоплен-
ням покриттів з композиційних матеріялів [10, 11]. Відмічено, що 

перспективним шляхом підвищення зносостійкости поверхонь пар 

тертя можуть бути багатошарові покриття, які поєднують у собі 
змащувальні й антизношувальні властивості [12–14], комбіновані 
покриття, сформовані методом електроіскрового леґування (ЕІЛ), 

що складаються з твердих зносостійких і м’яких антифрикційних 

матеріялів [15–18]. З появою нових технологій підвищення пара-
метрів якости поверхонь деталів машин методом ЕІЛ із застосуван-
ням спеціяльних технологічних насичувальних середовищ (СТНС) 

з’явилася можливість формувати поверхневі шари не тільки з од-
нокомпонентних покриттів (алітуванням [19], цементацією [20], 
азотуванням [21]), а й багатокомпонентних [22–24]. 
 В [1] підкреслено, що під час дослідження параметрів якости по-
верхневих шарів, сформованих технологіями ЕІЛ, для визначенні 
впливу енергетичних параметрів обладнання на їхнє структуроут-
ворення, основну увагу приділяли енергії розряду Wр, а величину 

продуктивности оброблення Q, тобто кількість 100% обробленої 
площини за одиницю часу [см2/хв.] практично не враховували. 
 Щоб оцінити вплив продуктивности на параметри якости одер-
жаних покриттів, в дослідженнях використовували продуктив-
ність, ≅ в два, три та чотири рази меншу за традиційну, тобто час 

оброблення τ одиниці площини (трудомісткість процесу ЕІЛ) збі-
льшувався в два, три та чотири рази. 
 В результаті мікроструктурної аналізи поверхневих шарів після 

азотування криці 20 і криці 40 методом ЕІЛ з використанням азото-
вмісного СТНС встановлено, що для всіх варіянтів τ структура пок-
риття складається з трьох ділянок: «білого шару», дифузійної зони, 

основного металу. Водночас, зі збільшенням Wр і τ збільшується то-
вщина «білого» шару та дифузійної (перехідної) зони, зростають 

мікротвердість, шерсткість і суцільність поверхні. Із заміною криці 
20 на крицю 40 незначно збільшуються товщини «білого» шару й 

дифузійної зони та мікротвердість поверхні. 
 Проведені в [1] дослідження дають змогу нам встановити кореля-
ційні залежності між енергетичними та технологічними парамет-
рами обладнання ЕІЛ, а саме, енергією розряду Wр і трудомісткістю 

τ й основними параметрами якости поверхневих шарів: товщиною 

зміцненого шару hз.ш. і мікротвердістю поверхні Нµ. Наявність цих 

залежностей уможливить нам значною мірою реалізувати методику 

керування якістю поверхневих шарів деталів і таким чином поліп-
шити технології виготовлення та ремонту динамічного обладнання 



188 О. П. ГАПОНОВА, Н. В. ТАРЕЛЬНИК, О. В. СЕМЕРНЯ 

залежно від вимог, що до них висуваються. 
 Таким чином, метою роботи є розроблення математичних моде-
лів залежности якости поверхневих шарів від енергетичних і тех-
нологічних параметрів обладнання ЕІЛ, а саме, енергії розряду Wр і 
трудомісткости τ, що дасть змогу визначати основні технологічні 
параметри якости сформованого шару: товщину зміцненого шару 

hз.ш. і його мікротвердість Нµ. 

2. РЕЗУЛЬТАТИ ДОСЛІДЖЕНЬ 

В результаті аналізи таблиць 4 і 6 [1] встановлено, що за наявної те-
хнології як для криці 20, так і для криці 40 зі збільшенням енергії 
розряду Wр підвищується товщина зміцненого шару hз.ш., яка скла-
дається з «білого» шару та дифузійної зони, а також мікротвердість 

Нµ поверхні (табл. 1). 
 Крім цього, в табл. 1 показано, що ці параметри також збільшу-

ТАБЛИЦЯ 1. Залежність товщини зміцненого шару криць 20 і 40 та їх-
ньої мікротвердости від параметрів ЕІЛ за азотування з використанням 

СТНС. 

TABLE 1. Dependence of the thickness of the strengthened layer of steel 20 

and steel 40 and their microhardness on the parameters of ESA during nitrid-
ing using STSM. 

Енергія 

розряду 

Wр, Дж 

Продуктивність 

Q, см2/хв. 
Трудомісткість 

τ, хв./см2 

Товщина  

зміцненого шару 

hз.ш., мкм 

Мікротвердість 

зміцненого шару 

Hµз.ш., МПа 
криця 20 криця 40 криця 20 криця 40 

Наявна технологія 
0,13 0,6 1,7 150,0 155 6350 6650 
0,52 1,2 0,8 160,0 165 9421 9850 
3,40 2,0 0,5 225,0 230 9721 9910 

 Перший варіянт  
0,13 0,3 3,3 165,0 170 6490 7100 
0,52 0,6 1,7 175,0 180 9530 9980 
3,40 1,0 1,0 240,0 245 9850 10080 

 Другий варіянт  
0,13 0,2 5,0 172,5 180 6520 720 
0,52 0,3 3,3 185,0 190 9590 9990 
3,40 0,5 2,0 250,0 255 9896 10100 

 Третій варіянт  
0,13 0,1 10,0 177,5 185 6560 7140 
0,52 0,2 5,0 190,0 195 9610 10010 
3,40 0,3 3,3 255,0 260 9920 10110 
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ються за тривалости оброблення певної площини (трудомісткости 

ЕІЛ) і зменшення її оберненої величини, тобто кількости обробленої 
площини за одиницю часу (продуктивности леґування). 
 Розглянемо вплив енергії розряду на товщину зміцненого шару, 
тобто hз.ш. = f(Wр). 
 На рисунках 1 і 2 представлено залежності товщини зміцненого 

шару 
рз.ш.Wh  криці 20 і криці 40, відповідно, від енергії розряду 

Wр = 0,13, 0,52, 3,4 Дж і величини оберненої енергії розряду 

−1
рW  = 7,7, 1,9, 0,3 Дж−1

 за наявної технології азотування. 

 На рисунку 3 представлено залежності логаритму товщини зміц-
неного шару 

рз.ш.ln Wh  криці 20 і криці 40 від величини оберненої 

енергії розряду 
−1

рW . 

 Аналіза рисунку 1 дає можливість зробити висновок, що між збі-
льшенням товщини зміцненого шару й енергією розряду Wр є екс-
поненційний зв’язок. Так, відмічено, що збільшення товщини змі-
цненого шару зростає зі збільшенням енергії активації процесу азо-
тування Е. 
 З кореляційної залежности збільшення товщини зміцненого ша-
ру від величини оберненої енергії розряду (див. рис. 2) слідує, що 

логаритм товщини зміцненого шару 
р

1
з.ш. рln Wh W −∝  й енергії акти-

вації Е (рис. 3): 

 

Рис. 1. Залежність товщини зміцненого шару криці 20 (1) і криці 40 (2) від 

енергії розряду Wp. 

Fig. 1. The dependence of the thickness of the hardened layer of steel 20 (1) 
and steel 40 (2) on the discharge energy Wp. 
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p

1
рз.ш.ln ,W W Eh −∝ . (1) 

Переходячи від наближеної рівности до точної, маємо 

 

Рис. 2. Залежність товщини зміцненого шару криці 20 (1) і криці 40 (2) від 

величини оберненої енергії розряду Wp
−1. 

Fig. 2. The dependence of the thickness of the hardened layer of steel 20 (1) 
and steel 40 (2) on the reciprocal discharge energy Wp

−1. 

 

Рис. 3. Залежність логаритму товщини зміцненого шару криці 20 (1) і 
криці 40 (2) від величини оберненої енергії розряду Wp

−1. 

Fig. 3. The dependence of the thickness logarithm of the hardened layer of 

steel 20 (1) and steel 40 (2) on the reciprocal discharge energy Wp
−1. 
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 −∆ = р

pз.

/

ш.W
E WCeh , (2) 

де 
pз.ш. maxWC h= ∆ , а 

pз.ш. maxWh∆  — найбільша товщина зміцненого 

шару. Тоді 

 
p

р

pз.ш. з.ш. max
/E

W W
Weh h −∆ = ∆ . (3) 

Залежність (3) можна враховувати як вираз для товщини зміцнено-
го шару залежно від енергії розряду. Якщо в (3) 

 Е = Wр, (4) 

маємо 

 
p pз.ш. з .

1
.ш maxW Wh eh −∆ = ∆ . (5) 

Таким чином, енергія активації Е — це фізична величина, яка до-
рівнює такій енергії розряду Wр, за якої товщина зміцненого шару у 

e разів менша за максимальну її величину. 
 Величину Е можна визначити константою рівняння для товщини 

зміцненого шару залежно від енергії розряду. Її розмірністю є [Дж]. 
Другою константою цього рівняння є 

pз.ш. maxWh∆  — найбільша тов-

щина зміцненого шару. 
 Найбільшу товщину зміцненого шару 

pз.ш. maxWh∆ , — константу 

рівняння товщини зміцненого шару, — можна визначити за вели-
чиною відрізка, що відтинається на осі ординат точкою перетину 

продовженої прямої графіка залежности логаритму товщини зміц-
неного шару 

pз.ш.ln Wh  криці 20 і криці 40 від величини оберненої 

енергії розряду Wр (рис. 3). 
 Друга константа рівняння товщини зміцненого шару, — енергія 

активації Е, — визначається, як E = tgα, де α — кут нахилу прямих 

залежностей 
pз.ш.ln Wh  від 

−1
рW . 

 Розглянемо вплив трудомісткости τ на зміну товщини зміцненого 

шару за традиційної трудомісткости ЕІЛ і досліджуваної, тобто 

∆hз.ш. = f(τ). 
 В таблиці 2 і на рисунку 4 представлено залежності приросту то-
вщини зміцненого шару ∆hз.ш.τ криці 20 і криці 40 від трудомісткос-
ти τ за наявної технології та першого, другого та третього варіянтів 

ЕІЛ. 
 В таблиці 3 і на рисунку 5 представлено залежності приросту то-
вщини зміцненого шару ∆hз.ш.τ криці 20 і криці 40 від величини обе-
рненої трудомісткости τ−1

 за наявної технології та першого, другого 
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та третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52 і 3,4 Дж. 
 В таблиці 4 і на рисунку 6 представлено залежності логаритму 

приросту товщини зміцненого шару ln∆hз.ш.τ криці 20 і криці 40 від 

ТАБЛИЦЯ 2. Залежність приросту товщини зміцненого шару криці 20 і 
криці 40 від трудомісткости τ за наявної технології та першого, другого й 

третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52 і 3,4 Дж. 

TABLE 2. The dependence of the increase in the thickness of the hardened lay-
er of steel 20 and steel 40 on the labour intensity τ with the existing technology 

and the first, second and third ESA-variants for Wр = 0.13, 0.52 and 3.4 J. 

Трудомісткість  
τ, хв./см2 

∆hз.ш.τ, 

мкм 
Трудомісткість  

τ, хв./см2 
∆hз.ш.τ, 

мкм 
Трудомісткість  

τ, хв./см2 
∆hз.ш.τ, 

мкм 

Wр = 0,13 Дж Wр = 0,52 Дж Wр = 3,4 Дж 
Криця 20 

1,7 0 0,8 0 0,5 0 
3,3 15,0 1,7 15,0 1,0 15,0 
5,0 22,5 3,3 25,0 2,0 25,0 
10 27,5 5,0 30,0 3,3 30,0 

Криця 40 
1,7 0 0,8 0 0,5 0 
3,3 15 1,7 15 1,0 15 
5,0 25 3,3 25 2,0 25 
10 30 5,0 30 3,3 30 

  
а б 

Рис. 4. Залежність приросту товщини зміцненого шару для криці 20 (а) і 
криці 40 (б) від трудомісткости τ за наявної технології та першого, другого 

й третього варіянтів ЕІЛ для Wр: 1 — 0,13, 2 — 0,52 і 3 — 3,4 Дж. 

Fig. 4. The dependence of the increase in the thickness of the hardened layer 

for steel 20 (а) and steel 40 (б) on the labour intensity τ under the existing 

technology and the first, second, and third ESA-variants for Wр: 1—0.13, 2–
0.52 and 3—3.4 J. 
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величини оберненої трудомісткости τ−1. 
 Аналіза рисунку 4 уможливлює зробити висновок, що між збі-
льшенням приросту товщини зміцненого шару та трудомісткістю τ 

відбувається експоненційний зв’язок. Так, відмічено, що приріст 

товщини зміцненого шару зростає зі збільшенням трудомісткости. 
 З кореляційної залежности приросту товщини зміцненого шару 

від величини оберненої трудомісткости (див. рис. 5) слідує, що ло-
гаритм приросту товщини зміцненого шару (рис. 6) — 

 1
з.ш.ln ( )h −

τ∆ ∝ −τ . (6) 

Переходячи від наближеної рівности до точної, маємо 

 − τ
τ∆ = 1/

з.ш.h Ce , (7) 

де С = ∆hз.ш.τ max (∆hз.ш.τ max — найбільший приріст товщини зміцнено-
го шару). Тоді 

 1/
з.ш. з.ш. maxh h e− τ

τ τ∆ = ∆ . (8) 

Залежність (8) можна розглядати як рівняння приросту товщини 

ТАБЛИЦЯ 3. Залежність приросту товщини зміцненого шару криці 20 і 
криці 40 від величини оберненої трудомісткости τ−1

 за наявної технології 
та першого, другого й третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52 і 3,4 Дж. 

TABLE 3. The dependence of the growth of the thickness of the hardened lay-
er of steel 20 and steel 40 on the value of the reciprocal labour intensity τ−1

 

with the existing technology and the first, second and third variants of ESA 

for Wр = 0.13, 0.52 and 3.4 J. 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 

∆hз.ш.τ, 

мкм 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 

∆hз.ш.τ, 

мкм 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 

∆hз.ш.τ, 

мкм 

Wр = 0,13 Дж Wр = 0,52 Дж Wр = 3,4 Дж 
Криця 20 

0,6 0 1,2 0 2,0 0 
0,3 15,0 0,6 15,0 1,0 15,0 
0,2 22,5 0,3 25,0 0,5 25,0 
0,1 27,5 0,2 30,0 0,3 30,0 

Криця 40 
0,6 0 1,2 0 2,0 0 
0,3 15 0,6 15 1,0 15 
0,2 25 0,3 25 0,5 25 
0,1 30 0,2 30 0,3 30 
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зміцненого шару залежно від трудомісткости. Найбільшу товщину 

зміцненого шару ∆hз.ш.τ max, — константу рівняння приросту товщи-
ни зміцненого шару, — залежну від трудомісткости, можна визна-
чити за величиною відрізка, що відтинається на осі ординат точкою 

перетину продовженої прямої графіка залежности логаритму при-
росту товщини зміцненого шару (ln∆hз.ш.τ) криці 20 і криці 40 від 

величини оберненої трудомісткости τ−1
 (рис. 6). 

 Враховуючи, що загальний приріст товщини зміцненого шару 

залежить від енергії розряду та трудомісткости, тобто 

∆ = τ∑ з.ш. p( , )h f W , 

після проведених вище досліджень можна зробити висновок, що 

 p

p

/ 1/
з.ш. з.ш.W max з.ш. max

E Wh h e h e− − τ
τ∆ = ∆ + ∆∑ . (9) 

Залежність (9) можна розглядати як рівняння загального приросту 

товщини зміцненого шару. 
 Розглянемо вплив енергії розряду на мікротвердість зміцненого 

шару, тобто 
рз.ш. р( )WH f Wµ ≅ . 

 На рисунках 7 і 8 представлено залежності мікротвердости зміц-
неного шару µ рз.ш.WH  криці 20 і криці 40, відповідно, від енергії ро-
зряду Wр = 0,13, 0,52, 3,4 Дж (а) та величини оберненої енергії роз-
ряду 

−1
рW  = 7,7, 1,9, 0,3 Дж−1

 за наявної технології азотування. 
 На рисунку 9 представлено залежності логаритму мікротвердос-

  
а б 

Рис. 5. Залежність приросту товщини зміцненого шару для криці 20 (а) і 
криці 40 (б) від величини оберненої трудомісткости τ−1

 за наявної техноло-
гії та варіянтів ЕІЛ для Wр: 1 — 0,13, 2 — 0,52 і 3 — 3,4 Дж. 

Fig. 5. The dependence of the growth in the thickness of the hardened layer 

for steel 20 (а) and steel 40 (б) on the value of the reciprocal labour intensity 

τ−1
 with the existing technology and ESA variants for Wр: 1—0.13, 2—0.52 

and 3—3.4 J. 



ДОСЛІДЖЕННЯ ВПЛИВУ ПРОДУКТИВНОСТИ НА СТРУКТУРОУТВОРЕННЯ 195 

ти зміцненого шару µ рз.ш.ln WH  криці 20 і криці 40 від величини, 

оберненої енергії розряду 
−1

рW . 

 Розглянемо вплив трудомісткости τ на приріст мікротвердости 

зміцненого шару, тобто ∆Hµз.ш. = f(τ). 

ТАБЛИЦЯ 4. Залежність логаритму приросту товщини зміцненого шару 

криці 20 і криці 40 від величини оберненої трудомісткости τ−1
 за наявної 

технології та першого, другого й третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 
0,52 і 3,4 Дж. 

TABLE 4. The dependence of the logarithm of the growth of the thickness of 

the hardened layer of steel 20 and steel 40 on the value of the reciprocal labour 

intensity τ−1
 with the existing technology and the first, second and third vari-

ants of ESA for Wр = 0.13, 0.52 and 3.4 J. 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 
ln∆hз.ш.τ 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 
ln∆hз.ш.τ 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 
ln∆hз.ш.τ 

Wр = 0,13 Дж Wр = 0,52 Дж Wр = 3,4 Дж 
Криця 20 

0,3 2,7 0,6 2,7 2 2,7 
0,2 3,1 0,3 3,2 1 3,2 
0,1 3,3 0,2 3,4 0,5 3,4 

Криця 40 
0,3 2,7 0,6 2,7 2 2,7 
0,2 3,2 0,3 3,2 1 3,2 
0,1 3,4 0,2 3,4 0,5 3,4 

  
а б 

Рис. 6. Залежність ln∆hз.ш.τ для криці 20 (а) і криці 40 (б) від τ−1
 за наявної 

технології та варіянтів ЕІЛ для Wр: 1 — 0,13, 2 — 0,52 і 3 — 3,4 Дж. 

Fig. 6. The dependence ln∆hз.ш.τ of steel 20 (а) and steel 40 (б) on τ−1
 with the 

existing technology and ESA variants for Wр: 1—0.13, 2—0.52 and 3—3.4 J. 
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 В таблиці 5 і на рисунку 10 представлено залежності приросту 

мікротвердости зміцненого шару ∆Hµз.ш.τ для криці 20 і криці 40 від 

трудомісткости τ за наявної технології та першого, другого й тре-
тього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52, 3,4 Дж. 
 В таблиці 6 і на рисунку 11 представлено залежності приросту 

 

Рис. 7. Залежність мікротвердости зміцненого шару криці 20 (1) і криці 40 

(2) від енергії розряду Wр. 

Fig. 7. The dependence of the microhardness of the hardened layer of steel 20 

(1) and steel 40 (2) on the discharge energy Wр. 

 

Рис. 8. Залежність мікротвердости зміцненого шару криці 20 (1) і криці 40 

(2) від величини оберненої енергії розряду Wp
−1. 

Fig. 8. The dependence of the hardened layer microhardness of steel 20 (1) and 

steel 40 (2) on the reciprocal discharge energy Wp
−1. 
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мікротвердости зміцненого шару ∆Hµз.ш.τ криці 20 і криці 40 від ве-
личини оберненої трудомісткости τ−1

 за наявної технології та пер-
шого, другого й третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52, 3,4 Дж. 
 В таблиці 7 і на рисунку 12 представлено залежності логаритму 

приросту мікротвердости зміцненого шару ln∆Hµз.ш.τ криці 20 і кри-
ці 40 від величини оберненої трудомісткости τ−1. 
 Аналіза рисунку 10 дає можливість зробити висновок, що між 

збільшенням приросту мікротвердости зміцненого шару ∆Hµз.ш.τ і 
трудомісткістю τ є експоненційний зв’язок. Так, відмічено, що збі-
льшення приросту мікротвердости зміцненого шару ∆Hµз.ш.τ зростає 

зі збільшенням трудомісткости. 
 З кореляційної залежности збільшення приросту мікротвердости 

зміцненого шару від величини оберненої трудомісткости (див. рис. 
11) слідує, що логаритм приросту мікротвердости зміцненого шару 

ln∆Hµз.ш.τ (рис. 12) — 

 ln∆Hµз.ш.τ ∝ τ−1. (10) 

Переходячи від наближеної рівности до точної, маємо 

 1/
з.ш.H Ce− τ

µ τ∆ = , (11) 

де з.ш. maxC Hµ τ= ∆  ( з.ш. maxHµ τ∆  — найбільший приріст мікротвердос-

 

Рис. 9. Залежність логаритму мікротвердости зміцненого шару криці 20 

(1) і криці 40 (2) від величини оберненої енергії розряду Wp
−1. 

Fig. 9. The dependence of the logarithm of microhardness of the strengthened 

layer for steel 20 (1) and steel 40 (2) on the value of reciprocal discharge ener-
gy Wp

−1. 
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ти зміцненого шару). Тоді 

 − τ
µ τ µ τ∆ = ∆ 1/

з.ш. з.ш. maxH H e , (12) 

ТАБЛИЦЯ 5. Залежність приросту мікротвердости зміцненого шару кри-
ці 20 і криці 40 від трудомісткости τ за наявної технології та першого, дру-
гого й третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52 і 3,4 Дж. 

TABLE 5. The dependence of the growth of the microhardness of the hardened 

layer of steel 20 and steel 40 on the labour intensity τ with the existing tech-
nology and the first, second and third variants of ESA for Wр = 0.13, 0.52 and 

3.4 J. 

Трудомісткість  
τ, хв./см2 

∆Hµз.ш.τ, 

МПа 
Трудомісткість  

τ, хв./см2 
∆Hµз.ш.τ, 

МПа 
Трудомісткість  

τ, хв./см2 
∆Hµз.ш.τ, 

МПа 

Wр = 0,13 Дж Wр = 0,52 Дж Wр = 3,4 Дж 

Криця 20 
1,7 0 0,8 0 0,5 0 
3,3 140 1,7 109 1,0 149 
5,0 190 3,3 169 2,0 189 
10 210 5,0 189 3,3 199 

Криця 40 
1,7 0 0,8 0 0,5 0 
3,3 450 1,7 130 1,0 170 
5,0 480 3,3 140 2,0 190 
10 490 5,0 160 3,3 200 

  
а б 

Рис. 10. Залежність приросту мікротвердости зміцненого шару для криці 
20 (а) і криці 40 (б) від трудомісткости τ за наявної технології та варіянтів 

ЕІЛ для Wр: 1 — 0,13, 2 — 0,52 і 3 — 3,4 Дж. 

Fig. 10. The dependence of the increase in the hardened layer microhardness 

for steel 20 (а) and steel 40 (б) on the labour intensity τ under the existing 

technology and ESA variants for Wр: 1—0.13, 2—0.52, 3—3.4 J. 
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Залежність (12) можна розглядати як рівняння приросту мікротве-
рдости зміцненого шару залежно від трудомісткости. 
 Найбільший приріст мікротвердости зміцненого шару з.ш. maxHµ τ∆  

(константу рівняння приросту мікротвердости зміцненого шару) 
залежно від трудомісткости можна визначити за величиною відріз-
ка, що відтинається на осі ординат точкою перетину продовженої 
прямої графіка залежности логаритму приросту мікротвердости 

зміцненого шару ln∆Hµз.ш τ криці 20 і криці 40 від величини оберне-
ної трудомісткости τ−1

 (рис. 12). 
 Враховуючи, що загальний приріст мікротвердости зміцненого 

шару залежить від енергії розряду та трудомісткости, тобто 

µ∆ = τ∑ з.ш. p( , )H f W , 

після проведених вище досліджень можна зробити висновок, що 

 
p

/ 1/
з.ш. з.ш. max з.ш. max

pE W
WH H e H e− − τ

µ µ µ τ∆ = ∆ + ∆∑ . (13) 

Залежність (13) можна розглядати як рівняння приросту мікротве-
рдости зміцненого шару залежно від параметрів ЕІЛ. 

ТАБЛИЦЯ 6. Залежність приросту мікротвердости зміцненого шару кри-
ці 20 і криці 40 від величини оберненої трудомісткости τ−1

 за наявної тех-
нології та першого, другого й третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52 і 
3,4 Дж. 

TABLE 6. The dependence of the increase in hardened layer microhardness of 

steel 20 and steel 40 on the value of the reciprocal labour intensity τ−1
 with the 

existing technology and the first, second and third variants of ESA for 

Wр = 0.13, 0.52, 3.4 J. 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 

∆Hµз.ш.τ, 

МПа 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 

∆Hµз.ш.τ, 

МПа 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 

∆Hµз.ш.τ, 

МПа 

Wр = 0,13 Дж Wр = 0,52 Дж Wр = 3,4 Дж 
Криця 20 

0,6 0 1,2 0 2,0 0 
0,3 140 0,6 109 1,0 129 
0,2 170 0,3 169 0,5 175 
0,1 210 0,2 189 0,3 199 

Криця 40 
0,6 0 1,2 0 2,0 0 
0,3 150 0,6 130 1,0 170 
0,2 170 0,3 140 0,5 190 
0,1 190 0,2 160 0,3 200 
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3. ВИСНОВКИ 

1. Розроблено математичні моделі залежности якости поверхонь за 

азотування методом ЕІЛ з використанням СТНС (рівняння прирос-
ту товщини зміцненого шару та рівняння приросту мікротвердости 

поверхні) від енергетичних і технологічних параметрів обладнання 

ЕІЛ, а саме, енергії розряду Wр і трудомісткости τ, що уможливлює 

визначати основні технологічні параметри сформованого шару: то-
вщину зміцненого шару hз.ш. і його мікротвердість Hµз.ш.. 
2. Встановлено методику визначення констант рівняння приросту 

товщини зміцненого шару (найбільший приріст товщини зміцнено-
го шару в залежності від енергії розряду 

pз.ш. maxWh∆ , енергію акти-

вації Е та найбільший приріст товщини зміцненого шару залежно 

від трудомісткости оброблення ЕІЛ ∆hз.ш.τ max), а також рівняння 

приросту мікротвердости поверхні (найбільший приріст мікротвер-
дости зміцненого шару залежно від енергії розряду 

pз.ш.WHµ∆ , енер-

гію активації Е та найбільший приріст мікротвердости зміцненого 

шару залежно від трудомісткости оброблення ЕІЛ ∆Hµз.ш. τ). 

 Результати одержано за підтримки Міністерства освіти і науки 

України (номери державної реєстрації НДР: №0124U000539, 
№0125U001429), а також Національного фонду досліджень Украї-
ни (проєкт №2025.07/0115). 

  
а б 

Рис. 11. Залежність приросту мікротвердости зміцненого шару для криці 
20 (а) і криці 40 (б) від величини оберненої трудомісткости τ−1

 за наявної 
технології та варіянтів ЕІЛ для Wр: 1 — 0,13, 2 — 0,52 і 3 — 3,4 Дж. 

Fig. 11. The dependence of the growth of the microhardness of the hardened 

layer for steel 20 (а) and steel 40 (б) on the value of the reciprocal labour in-
tensity τ−1

 with the existing technology and ESA variants for Wр: 1—0.13, 
2—0.52, 3—3.4 J. 
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ВНЕСОК АВТОРІВ 

О. П. Гапонова розробила концепцію дослідження, розробила мето-
дологію, проаналізувала результати та підготувала рукопис. 
Н. В. Тарельник провела дослідження, обробила дані та зробила 

ТАБЛИЦЯ 7. Залежність логаритму приросту мікротвердости зміцненого 

шару криці 20 і криці 40 від величини оберненої трудомісткости τ−1
 за наявної 

технології та першого, другого й третього варіянтів ЕІЛ для Wр = 0,13, 0,52, 
3,4 Дж. 

TABLE 7. The dependence of the logarithm of the growth of the hardened lay-
er microhardness of steel 20 and steel 40 on the value of the reciprocal labour 

intensity τ−1
 with the existing technology and the first, second and third vari-

ants of ESA for Wр = 0.13, 0.52, 3.4 J. 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 
ln∆Hµз.ш.τ 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 
ln∆Hµз.ш.τ 

Обернена  

трудомісткість 

τ−1, см2/хв. 
ln∆Hµз.ш.τ 

Wр = 0,13 Дж Wр = 0,52 Дж Wр = 3,4 Дж 
Криця 20 

0,3 4,94 0,6 5,34 1 4,86 
0,2 5,25 0,3 5,59 0,5 5,16 
0,1 5,35 0,2 5,67 0,3 5,29 

Криця 40 
0,3 6,11 0,6 4,87 1 5,14 
0,2 6,17 0,3 4,94 0,5 5,25 
0,1 6,19 0,2 5,08 0,3 5,3 

  
а б 

Рис. 12. Залежність з.ш.ln Hµ τ∆  для криці 20 (а) і криці 40 (б) від τ−1
 за ная-

вної технології та варіянтів ЕІЛ для Wр: 1 — 0,13, 2 — 0,52 і 3 — 3,4 Дж. 

Fig. 12. The dependence з.ш.ln Hµ τ∆  of steel 20 (а) and steel 40 (б) on τ−1
 with 

the existing technology and ESA variants for Wр: 1—0.13, 2—0.52, 3—3.4 J. 
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свій внесок у написання рукопису. О. В. Семерня виконала візуалі-
зацію та брала участь у проведенні дослідження. Усі автори схва-
лили остаточну версію рукопису. 
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Створення рівняння щодо визначення міжремонтного часу 

експлуатації стрілових кранів за теорією континуальної 
пошкоджености 

О. М. Хорошилов*, О. С. Подоляк*, К. К. Аненко*, Ж. С. Староста*, 

І. П. Смирнов**  

*Українська інженерно-педагогічна академія,  
 вул. Університетська, 16,  
 61003 Харків, Україна 
**Харківський механіко-технологічний фаховий коледж ім. О. О. Морозова,  
  вул. Морозова, 4/1,  
  61036 Харків, Україна 

На даний час для визначення міжремонтного часу експлуатації (МЧЕ) 
підйомних стрілових кранів (ПСК) є рівняння, створені за теорією надій-
ности (ТН). В даній статті розглядається спроба створити рівняння для 

визначення МЧЕ за теорією континуальної пошкоджуваности (ТКП). 
Переваги рівняння, що створюється за ТКП, полягають в тому, що для 

нього потрібна невелика кількість вихідних даних для розрахунку МЧЕ в 

порівнянні з вихідними даними, які вміщуються в два рівняння за ТН. Є 

прототип до рівняння, що створюється за ТКП, яке має такі вихідні дані 
для визначення МЧЕ: температура (T) та напруження ( ∗σ ) в конструк-
ційному матеріялі, причому t∗ ∗σ  = Kexp(kT), де K, k — коефіцієнти, t∗ — 

МЧЕ, T — температура [К], ∗σ — напруження в конструкційному матері-
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ялі [МПа], за якого за час t∗  закінчується МЧЕ. Із застосуванням МЧЕ 

для ПСК мають значення як напруження в конструкційному матеріялі ∗σ
, так і пришвидшення a, з яким рухається вантаж на підйомному крані. 
Оскільки пришвидшення впливає на коефіцієнт динамічности (КД), який 

далі позначимо як І, то нове рівняння буде мати вигляд: β0ехр( )mt kI∗ ∗σ = , 
де m, β0 , k — емпіричні коефіцієнти, І = 1 + а/g — коефіцієнт динамічнос-
ти. Визначено, що в результаті порівняння розрахунків МЧЕ за ТКП 

створене рівняння має похибку від 4,3% до 4,7% відносно результатів 

МЧЕ за ТН. Таким чином, нове рівняння уможливить, з одного боку, зме-
ншити в деяких випадках кількість вихідних даних для визначення 

МЧЕ, а з іншого боку, навести концепцію щодо визначення МЧЕ за екс-
плуатації ПСК. 

Ключові слова: міжремонтний час експлуатації (МЧЕ), коефіцієнт дина-
мічности (І), теорія надійности (ТН), теорія континуальної пошкоджува-
ности (ТКП). 

Currently, there are equations created according to the reliability theory 

(RT) to determine the interrepair operation time (IROT) of lifting jib cranes 

(LJC). This article considers an attempt to create an equation for determin-
ing the IROT according to the theory of continuous damage (ТCD). The ad-
vantages of the equation created according to ТCD is that it requires a small 
amount of initial data to calculate the IROT compared to the initial data, 
which are included in two equations according to RT. There is a prototype of 

the equation that is created according to ТCD, which has the following output 

data for determining the IROT: temperature (T) and stress in the structural 
material ( ∗σ ); it being known that t∗ ∗σ  = Kexp(kT), where K, k—coefficients, 
t∗ —IROT, T—temperature [K], ∗σ —stress in the structural material [MPa], 
at which the IROT ends in time. Since both the stress in the structural mate-
rial and the inertia coefficient І = 1 + а/g are important for LJC for IROT, 
then, we create a new equation for ТCD: β0ехр( )mt kI∗ ∗σ = , where m, β0 , k are 

empirical coefficients, and I—the inertia coefficient. The coefficient of iner-
tia І = 1 + а/g, which depends on the speeding up of movement (a), with which 

the load moves on the lifting crane. As shown by the results of the compari-
son of calculations, the IROT for ТCD has an error of 4.3%–4.7% relative to 

the results of IROT for RT. Thus, this attempt will allow, on the one hand, to 

evaluate the process of fatigue of the structural material and to compare the 

results of the calculation of the IROT according to the equations from the 

reliability theory (RT) according to the ТCD; on the other hand, the concept 

of creating new scientific data in the field of RT, which does not change the 

essence of the problem, is given. 

Key words: interrepair operation time (IROT), dynamism coefficient (I), reli-
ability theory (RT), theory of continuous damage (TCD). 

(Отримано 4 липня 2024 р.; остаточн. варіянт — 16 липня 2025 р.) 
  

1. ВСТУП 

Дослідники постійно працюють над питанням підвищення трива-
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лости міжремонтного часу експлуатації (МЧЕ) підйомних кранів. 
Особливе місце серед кранів займають стрілові підйомні крани 

(СПК). Найменш надійним конструкційним елементом самохідних 

стрілових кранів є стріла. 
 Над проблемою підвищення надійности роботи кранів (тобто під-
вищення МЧЕ стріли СПК) працювали, зокрема, науковці як нашої 
країни [1–5], так і закордоном [6–9]. 
 На основі теорії надійности (ТН) у більшості робіт переважно до-
сліджувався вплив коефіцієнта динамічности (КД) на конструкції 
кранів без застосування гасителя коливань [1]. Досліджувався та-
кож вплив гасителя коливань підйомного крана (ПК) на зменшення 

динамічного навантаження [4–6].  
 В технічній літературі для розрахунку тривалости МЧЕ, в тому 

числі стрілових кранів, у заданих режимах роботи є теорія надійно-
сти (ТН) [7]. 
 В роботах [8–11] наведено методику, яка дає змогу оцінити вплив 

на МЧЕ двох параметрів: сумарного числа циклів навантаження до 

виникнення деякої кількости мікротріщин Nсум, що відповідає три-
валості МЧЕ для стрілового крана (R). 
 За ТН задля визначення МЧЕ все, що пов’язане з пришвидшен-
ням і масою вантажу, перетворюють у широкий ряд показників; 

тому МЧЕ розраховують за двома рівняннями (1) і (2) [7]: 

 аj 1

а max

1

j

j
сум б

а а а( )m

n

N
N N

f d

−

−

σ >σ

σ

σ

=

σ σ σ

∑

∫
, (1) 

де аσ  — амплітудне значення напруження в елементі, а maxσ  — мак-
симальне амплітудне значення напруження в елементі; 1−σ  — межа 

витривалости матеріялу, jn  — число повторів амплітуди аσ  за три-
валість МЧЕ, jN  — число циклів по кривій втомлюваности, що від-
повідає аjσ , а( )f σ  — густина розподілу амплітуд напружень, m — 

показник ступеня кривої втомлюваности [7], бN  — базове число 

циклів навантаження. 
 МЧЕ стріли визначається через сумарне число циклів наванта-
ження Nсум та середнє значення числа циклів цсрµ : 

 сум

n сер

N
R =

η µ
, (2) 

де nη  — коефіцієнт перерахунку мотогодин у роки, серµ  — середнє 

значення числа циклів за годину. Для розрахунку число циклів в се-
кунду серµ  визначено як відношення кількости екстремумів у перехі-
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дному процесі підіймання вантажу з основи до його тривалости. 
 Поряд з цим у технічній літературі є рівняння коефіцієнта дина-
мічности (КД) I. Так, в роботі [12] коефіцієнт, що враховує сумарну 

статичну та динамічну силу в залежності від пришвидшення (a) 
вантажу, має наступний вигляд: 

 1
а

І
g

= + , (3) 

де I — KД, a — пришвидшення, з яким здійснюється підйом ваги 

стріловим краном [м/с2], g — пришвидшення сили тяжіння Землі 
[м/c2]. 
 В теорії континуальної пошкоджуваности [13–16] є рівняння, за 

яким визначається МЧЕ деталів машин і механізмів (ДММ); тільки 

арґументом для цієї функції є температура (T): 

 exp( )mt K kT∗ ∗σ = , (4) 

де множник 
mt∗ ∗σ  за умов const∗σ =  є деякою функцією температу-

ри (T) МЧЕ для ДММ, ∗σ  — витривала міцність конструкційного 

матеріялу ДММ, що являє собою напруження в поперечному пере-
різі заготівки, яку можливо тримати у ДММ впродовж часу t∗ , T — 

температура експлуатації ДММ [°С]; t∗  — тривалість міжремонтно-
го часу експлуатації ДММ за ТКП [годин], K, k, m — емпіричні кое-
фіцієнти. 
 Звідси випливає, що множник 

mt∗ ∗σ  є деякою функцією темпера-
тури, оскільки за рівнянням (4) температура та витривала міцність 

∗σ  впливає на МЧЕ: 

 ( )mt В T∗ ∗σ = , (5) 

де В(Т) — деяка функція температури. 
 В роботі [8] зазначено, що серед стрілових кранів є як крани без 

застосування гасителя коливань, так і крани із застосуванням гаси-
теля коливань. Нашим завданням є визначення МЧЕ стрілових 

кранів. Виходячи з цього, для подальших досліджень і визначення 

МЧЕ обрано: 
- стрілову систему гусеничного крана типорозміру КГ-25 (ГОСТ 

22827-85) ДЕК-251 (рис. 1) із застосуванням гасителя коливань, з 

максимальною вантажопідйомністю у 25 тон; 
- стрілову систему крана типорозміру КГ-25 (ГОСТ 22827-85) ДЕК-
251 (рис. 1) без застосування гасителя коливань, з максимальною 

вантажопідйомністю у 25 тон. 
 За теорією надійности для визначення МЧЕ металоконструкції 
стрілового крана необхідно розробити наступне: 
- створити тримасову еквівалентну схему стрілової системи самохі-
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дного крана для піднімання вантажу без застосування гасителя ко-
ливань; 
- провести натурні експериментальні дослідження інерційного 

впливу на механічні властивості та МЧЕ за жорсткого підйому ван-
тажу та за наявности гасителів коливань у стріловій системі та сис-
темі підвіски вантажу. 
 За умов ТКП визначення МЧЕ стрілового крана залежить від ме-
ханічних властивостей матеріялу стріли (σ [МПа]), від наванта-
ження, яке циклічно діє на конструкційний матеріял стріли (КМС), 
і часу, впродовж якого здійснюється навантаження на КМС.  
 На основі робіт [13–16] розраховано орієнтовну втомну довговіч-
ність криці ВСт3сп5, обмежену МЧЕ металоконструкції стріли від 

впливу коефіцієнта динамічности (КД), як без застосування гасите-
ля коливань (І = 1,3), так і з гасителями коливань (І = 1,0). 
 З’явилася необхідність визначити МЧЕ за допомогою рівнянь 

ТКП, тому що за ТКП подібні розрахунки можна виконати тільки 

за одним рівнянням. Тим паче, в ТКП є рівняння щодо визначення 

тривалости працездатности механізму за двома арґументами — те-
мпературою (Т) експлуатації механізмів і межею витривалости ма-
теріялу, тобто базовим напруженням ∗σ  у поперечному перерізі 
елементів стрілового крана. 
 У випадку зі стріловим краном температура його експлуатації 

приймається за сталу величину (Т = const). 
 Для стрілового крана за теорією надійности (ТН) МЧЕ визнача-
ють за допомогою декількох арґументів — кількістю циклів підйо-
му вантажу за весь термін МЧЕ, амплітудним значенням напру-

 

Рис. 1. Гусеничний кран із застосуванням гасителя коливань вантажу. 

Fig. 1. A crawler crane using a load vibration damper. 
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ження в елементі, межею витривалости матеріялу та максималь-
ним амплітудним значенням напруження в елементі. 
 В технічній літературі не знайдено рівняння, яке змогло б визна-
чити МЧЕ конструкційних матеріялів стрілових кранів в залежно-
сті від КД за підйому вантажу з пришвидшенням. Тому в даній 

статті необхідно створити рівняння щодо визначення МЧЕ за ТКП 

найбільш чутливих до руйнації (конструкційних елементів) стріло-
вого крана за КД за підйому вантажу з пришвидшенням. Основу 

ТКП було започатковано в роботах авторів [13–16]. 
 1. За ТКП подібна проблематика є у визначенні МЧЕ конструк-
ційних матеріялів в залежності від температури експлуатації (рів-
няння (5)). 
 2. За ТН підйомні крани працюють за малозмінної температури, 

яку ми приймаємо за сталу (T = const); але змінною величиною (ар-
ґументом функції МЧЕ) є інерційна сила, яка залежить від швид-
кости руху вантажу.  
 В технічній літературі не знайдено рівняння, за яким можна ви-
значити МЧЕ в залежності від КД за функцією 

mt∗ ∗σ . В такому ви-
падку необхідно створити рівняння, яке може застосовувати КД 

для визначення МЧЕ за умов рівняння (5). В рівнянні КД позначи-
мо індексом І: 

 ( )mt В∗ ∗σ = І , (6) 

де добуток 
mt∗ ∗σ  є деякою функцією реологічних властивостей криці 

ВСт3сп5, що залежить від арґументу В(І) (В(І) — деяка функція І, 
t∗  — МЧЕ [години (роки)], ∗σ  — напруження в конструкційному 

матеріялі, за якого після тривалости часу t∗  має закінчитися МЧЕ 

[Н/м2]. Для того щоб обидві частини рівняння (6) були узгоджені 
між собою, необхідно функцію В(І) навести у вигляді 

 0( ) ехр( )В І kI= β , (7) 

де І — КД; для визначення даних 0,  kβ  експериментальних коефі-
цієнтів буде створено «Методику визначення коефіцієнтів …». 
 Крім того, необхідно визначити адекватність рівняння (6) за одна-
кових умов навантаження елементів СПК для рівнянь (2) та (6). 
 Мета статті: 
1. провести визначення МЧЕ стрілових кранів на основі ТН, для 

чого: 
a. розробити математичний модель руху стрілової системи підйом-

ного крана; 
b. теоретично й експериментально визначити коефіцієнти для ма-

тематичного моделю стрілової системи за різних режимів підйо-
му та провести дослідження впливу їх на тривалість МЧЕ; 
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c. розрахувати МЧЕ за ТН, як із застосуванням КД, який позначи-
мо як І, без застосування гасителя коливань (І = 1,3), так і з за-
стосуванням гасителя коливань (І = 1,0); 

2. провести обґрунтування можливости створення нового рівняння 

за ТКП щодо визначення МЧЕ стрілових кранів з урахуванням 

КД за підйому вантажу з пришвидшенням, для чого: 
a. розробити методику для визначення МЧЕ на основі рівняння (5), 

діючого за ТКП; 
b. створити рівняння щодо визначення МЧЕ для конструкційного 

матеріялу стрілового крана за урахуванням КД в рівняннях (3) 
та (4); 

c. розробити методику для визначення коефіцієнтів у рівнянні (6);  
d. розрахувати МЧЕ за ТКП, як із застосуванням коефіцієнта дина-

мічности І = 1,3, так і з застосуванням І = 1,0. 
 Визначити похибку розрахункових даних МЧЕ на основі рівнянь 

(2)–(7) за ТКП відносно рівняння (2) за ТН. 

2. ЕКСПЕРИМЕНТАЛЬНІ ТА ТЕОРЕТИЧНІ МЕТОДИКИ ДОСЛІ-
ДЖЕННЯ 

В розділі теоретичної методики необхідно розробити наступне: 
- методику щодо визначення МЧЕ підйомних кранів з гасителем 

коливань і без нього за теорією надійности (ТН); 
- створити рівняння щодо визначення МЧЕ стрілових кранів за 

ТКП на основі впливу на МЧЕ пришвидшення руху вантажу, за-
стосувавши КД з рівняння (3) в інтервалі 1,3 < І< 1,0. 

2.1. Методика щодо визначення МЧЕ підйомних кранів з гасителем 

коливань і без нього за теорією надійности 

2.1.1. Математичний модель для трьох етапів руху частин 

приводу стрілового крана [1, 5] 

Для складання математичного моделю розглянуто процес підні-
мання вантажу «з підхватом», що включає три етапи: перший — 

етап холостого ходу, коли маса обертових частин приводу mп під 

впливом зведеної сили двигуна Рdq вибирає сумарний зазор ∆k у ка-
натах і приводі; другий етап — розвиток навантаження в канатах 

до зусилля в них, рівного вазі вантажу Q, причому маса mв упро-
довж другого етапу перебуває в стані спокою; третій етап — спіль-
ний рух всіх пружньозв’язаних мас системи [1, 5]. 
 На першому етапі вибирається зазор ∆k у канатах і приводі, а ди-
намічні навантаження в металоконструкції і в канатах відсутні. 
 Другий етап руху описується рівняннями 



212 О. М. ХОРОШИЛОВ, О. С. ПОДОЛЯК, К. К. АНЕНКО, Ж. С. СТАРОСТА та ін. 

 
2 2

п в в
п K2 dq в K2 Dk в с в2 2

d d d
0,  ( ) 0

d d d

y y y
m P P m P k c y

t t t
+ − = − + + ψ + = . (8) 

 Закінчується другий етап руху за натягу вантажних канатів 

K2 с п в Dk в п в( ) ( )( )P c y y k y y= − + + ψ −  . 

 Третій етап руху описується рівняннями 

 

2 2
п k

п K3 dq k K3 k2 2

2
в в

в K3 Dk в с в2

d d
0,  0,

d d

d d
( ) 0,

d d

y y
m P P m P m g

t t

y y
m P k c y

t t

+ − = − + =

− + + ψ + =
  (9) 

де K3 с п в k Dk k п в k( ) ( )( )P с y y y k y y y= − − + + ψ − −    — натяг у канатах на 

третьому етапі руху. Слід зазначити, що коефіцієнт жорсткости 

стріли сс визначається як сумісна жорсткість металоконструкції 
стріли см і стрілової підвіски ссп, а коефіцієнт жорсткости вантаж-
ного поліспаста св визначається як сума послідовно з’єднаних жор-
сткости вантажного канату на ділянці від барабана до підвіски ван-
тажу ск і жорсткости підвіски вантажу свп. 
 Методику визначення коефіцієнтів і розв’язання диференційних 

рівнянь руху представлено в роботі [5]. 

2.1.2. Визначення коефіцієнтів подібности моделю експеримен-
тальній установці стрілового крана для проведення експериме-
нтів 

Розроблено фізичний модель і проведено експериментальні дослі-
дження. 
 Дослідження проводилися спочатку для випадків піднімання 

вантажу без гасителя коливань, потім з гасителем, включеним у 

систему підвіски стріли та систему підвіски вантажу. 
 Під час проведення фізичного моделювання в якості натурного 

був обраний стріловий самохідний гусеничний кран КГ-25 (ГОСТ 

22827-85) з довжиною основної стріли Lc = 14 м, ґратчастої конс-
трукції з масою Mc = 2 тони, загальною конструкційною масою кра-
на у 36 тон, висотою підіймання у 7,0–13,5 м. 
 Порівняльну характеристику геометричних, масових і силових 

параметрів натури та моделю стрілової системи гусеничного крана 

показано в табл. 1. 
 З таблиці 1 випливає, що основні параметри моделю є подібними 

до параметрів натурного зразка. Отже, результати досліджень на 

фізичному моделю можна вважати достовірними. 
 На рисунку 2 показано схему та фото натурного зразка експери-
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ментальної установки. 
 Експериментальний модель (рис. 2, б) складається з приводу ме-
ханізму піднімання вантажу 1, приводу механізму піднімання 

стріли 2, ґратчастої стріли 3, вантажної підвіски 4, стрілової підві-
ски 5; в силовий ланцюг підвіски вантажу та підвіски стріли послі-
довно включено гідравлічні гасителі коливань 6, 9 і датчики мірян-
ня зусиль 7, 8. Міряння та реєстрація величин, що досліджувалися, 

проводилися за допомогою вимірювально-реєструвальної апарату-

 

Рис. 2. Експериментальна установка для дослідження динамічних наван-
тажень, що виникають у стріловій системі під час піднімання вантажу, а 

також для перевірки ефективности застосування гідравлічних гасителів 

коливань. 

Fig. 2. Experimental setup for studying dynamic loads arising in the boom sys-
tem, when lifting a load, as well as for checking the effectiveness of the use of 

hydraulic vibration dampers. 

ТАБЛИЦЯ 1. Порівняльна характеристика параметрів системи щодо екс-
периментальних досліджень (рис. 2). 

TABLE 1. Comparative characteristics of system parameters in relation to 

experimental studies (Fig. 2). 

Параметри 
Натуральні 

показники 
Модель 

Коефіцієнт 

подібности 
Умови теорії 

подібности 
Довжина стріли, мм 14000 1400 kl = 10  

Маса стріли, кг 2000 2,0 Kм = 1000 Kм = kl
3=103 

Зведена маса стріли, кг 700 0,7 1000 1000 
Жорсткість системи 

стріла–стрілова підвіска, 

Н/м 
0,69·107 0,66·106 10,4 10 

Жорсткість вантажної 

підвіски, Н/м 
0,26·107 0,245·106 10,6 10 
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ри (рис. 1, а) [9]. 

2.1.3. Визначення впливу гасителя коливань на зміну формуван-
ня зусиль під час піднімання вантажу стріловим краном 

За допомогою експериментальної установки було одержано записи 

формування зусиль під час піднімання вантажу з основи [9]. Так, на 

рисунку 3 представлено копії осцилограм, що описують зміну зу-
силля F(t) у підвісці стріли та вантажних канатах під час підніман-
ня вантажу вагою, еквівалентною 5 тонам. 
 З рисунку 3 видно, що застосування гідравлічного гасителя у ва-
нтажній підвісці дає змогу зменшити КД майже до одиниці. Очеви-
дно, що таке зменшення динамічних навантажень досягається за 

рахунок збільшення терміну розгону механізму піднімання з 0,2 

секунди (рис. 3, а) до 0,9 секунди (рис. 3, в), попереднього натягу 

вантажних канатів, а також вбирання кінетичної енергії дросель-
ною системою гасителя. 
 За результатами експериментальних досліджень було показано, 
що застосування гасителя коливань сприяє зменшенню коливань, 

тобто за рахунок вбирання кінетичної енергії дросельною системою 

гасителя здійснюється наступне: 
- без гасителя коливань (рис. 3, а, поз. 2) маємо максимальний КД 

(І = 1,3), як за максимального напруження ( ∗σ ) у поперечному пе-
рерізі елементу стріли ∗σ  = 12,12 МПа, так і за мінімального 

∗σ  = 8,08 МПа; 
- з гасителем коливань, встановленим у підвіску стріли (рис. 3, б, 
поз. 2); 
- застосування гідравлічного гасителя у вантажній підвісці умож-
ливлює зменшити КД майже до одиниці (І = 1,0) (рис. 3, в, поз. 1), 
як за максимального, так і за мінімального напруження ( ∗σ ) у по-
перечному перерізі елементу стріли. 
 Отже, в подальших дослідженнях приймаємо, що КД буде змі-
нюватися в інтервалі 1,0 < І < 1,3, а напруження ∗σ  в поперечному 

перерізі елементу стріли — в інтервалі 8,08 МПа < ∗σ  < 12,12 МПа. 

2.2. Концепція рівняння, створеного за ТКП, щодо визначення 

МЧЕ стрілового крана за допомогою коефіцієнта динамічности (І) 

2.2.1. Методика заміни арґументу (Т) в рівнянні (5) на арґу-
мент (І) в рівнянні (6) для створення рівняння щодо визначен-
ня МЧЕ стрілових кранів за умов ТКП 

Згідно з ТКП, витривалу міцність ∗σ  конструкційного матеріялу 

(КМ) в залежності від температури його експлуатації визначають за 
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рівнянням (4). До терміну витривала міцність у ТКП відноситься 

тривалість МЧЕ, тобто t∗  деталів машин і механізмів за постійно 

діючого напруження ∗σ  і температури Т (рівняння (4)). 
 Для стрілового крана важливим параметром, що впливає на t∗ , є 

динамічна характеристика підйому ваги (I), яка залежить від при-
швидшення вантажу. Зв’язок пришвидшення вантажу з КД (І) на-
ведено в рівнянні (3). Тому для визначення показника t∗  за ТКП 

приймаємо арґумент І з рівняння (3) у рівняннях (4) та (5). 
 На основі ТКП-рівняння (5) для визначення МЧЕ стрілових кра-
нів перетворимо рівняння (5) у рівняння (6): вставимо В(І) із рів-

 

Рис. 3. Копії осцилограм формування зусиль під час піднімання вантажу, 
еквівалентного п’яти тонам, експериментальною установкою: а — без га-
сителя коливань, б — з гасителем коливань, встановленим у підвіску стрі-
ли; в — з гасителем коливань, встановленим у вантажну підвіску. 

Fig. 3. Copies of oscillograms of force formation, when lifting a load equivalent 

to five tons with an experimental setup: a—without a vibration damper, b—with 

a vibration damper installed in the boom suspension, c—with a vibration damper 

installed in the cargo suspension. 
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няння (7) в рівняння (6) й одержимо 

 0ехр( )mt kI∗ ∗σ = β  (10) 

або 

 * 0 *ехр( )mt kI= β σ . (11) 

 Таким чином, за ТКП одержали рівняння щодо впливу КД на 

МЧЕ найбільш слабкого елементу конструкції стрілового крана. 
 В рівнянні (11) є два показники ∗σ та І, які впливають на результати 

розрахунків t∗ , а решта показників це є експериментальні коефіцієнти 

β0 і k. В рівнянні (11) коефіцієнт m за законом квадратного кореня згла-
джує вплив циклічних експериментальних навантажень, які вплива-
ють на показник МЧЕ, але не є присутніми в рівнянні (11). 
 Таким чином, в даній роботі наведено нове рівняння, яке розши-
рює теоретичні положення ТН для визначення МЧЕ без зміни її суті. 
 За умов 1,0 < І < 1,3 та 8,08 МПа < ∗σ  < 12,12 МПа потрібно пере-
вірити адекватність рівняння (11). Для цього необхідно розробити 

методику для визначення коефіцієнтів у рівнянні (11). 

2.2.2. Методика визначення коефіцієнтів для рівняння (11) 

стосовно визначення МЧЕ стрілових кранів за зміни І в інтер-
валі 1,0 < І < 1,3 та σ* — в інтервалі 8,08 МПa < σ* < 12,12 МПа 

За вихідними даними рівняння (11) визначимо коефіцієнт m. Для 

цього логаритмуємо рівняння (5) для значень рядків 1 і 2 в табл. 2: 

 * *ln ln ln ( )m t В Iσ + = . (12) 

Задамо умову, що значення функції КД В(І) рівняння (12) для ряд-
ків 1 і 2 табл. 2 будуть однаковими. Одержимо 

 1 1 2 1 1 2 1 2 2 1
* * * *ln( ) ln ln ( ),  ln( ) ln ln ( )і і j і і jm t В I m t В I= − = = = − = =σ = σ = , (13) 

ТАБЛИЦЯ 2. Таблиця вихідних даних для визначення коефіцієнтів для 

рівняння (11). 

TABLE 2. Table of input data for determining coefficients for equation (11). 

№ з/п Іj σ*, МПа lnσ* t* lnt* 
1 1,3 12,12 2,495 105120 11,563 
2 1,3 8,08 2,089 123534 11,724 
3 1,0 12,12 2,495 147468 11,90 
4 1,0 8,08 2,089 173570 12,060 
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де і = 12,12, 8,08, j =1,3, 1,0. 
 Для визначення коефіцієнта 

1 2m −
 з рівняння (13) задамо умову, 

що для першого та другого рядків будуть однакові показники 
1 2ln ( ) ln ( )j jВ I В I= ; тоді від рівняння для першого рядка табл. 2 

віднімаємо рівняння зі значеннями другого рядка табл. 1: 

 1 2 1 2 1 2
* * * *(ln ) (ln ) (ln ln ) 0i i i im t t= = − = =σ − σ + − = . (14) 

З рівняння (14) за допомогою табл. 1 визначимо коефіцієнт 
1 2m − : 

 
2 1

1 2 * *
1 2
* *

(ln ) (ln ) 2,089 2,495 0,406
2,52

ln ln 11,563 11,724 0,161

i i

m
t t

− σ − σ − −
= = = =

− − −
. (15) 

З рівняння (14) за допомогою табл. 1 визначимо й коефіцієнт 
3 4m − : 

 
i 4 i 3

3 4 * *
i 3 i 4
* *

(ln ) (ln ) 2,089 2,495 0,406
2,54

11,900 12,06 0,160ln ln
m

t t

= =
−

= =

σ − σ − −
= = = =

− −−
. (16) 

 Одержуємо середнє значення коефіцієнта для рівняння: 

 ( )1 2 3 4
сер 2 2,53m m m− −= + = . (17) 

 Визначимо середні значення 
1 1 2ln ( )jВ І = −

 та 
2 3 4ln ( )jВ І = −

 за рів-
нянням (4): 

 1 1 2 1 1
ln ( ) ln ln 31,865j i i

В І m t= −
∗ ∗

= =
= σ + = , (18) 

 2 3 4 2 2
ln ( ) ln ln 32,721j i i

В І m t= −
∗ ∗

= =
= σ + = . (19) 

 Визначимо коефіцієнт k: 

 1 1 2 1
0ln ( ) lnj jВ I kI= − == β + , (20) 

 2 3 4 2
0ln ( ) lnj jВ I kI= − == β + , (21) 

де β0 і k — коефіцієнти. 
 Для коефіцієнта k за умов, що ще невідомий коефіцієнт β0 = const, 
одержуємо формулу і значення 

 
1 1 2 2 3 4

1 2

ln ( ) ln ( ) 31,986 32,840
2,85

0,3

j j

j j

В І В І
k

І І

= − = −

= =

− −
= = = −

−
. (22) 

 З рівняння (20) визначимо коефіцієнт β0: 

 0ln ( ) ln +В І kІ= β . (23) 

 За умови, що 0lnβ  визначений для показників будь-якого рядка, 
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 1 1
0ln ln ( ) ( ) 31,865 ( 2,85) 1,3 35,57j jВ І kІ= =β = − = − − ⋅ =  (24) 

або 

 15
0 exp(35,57) 2,81 10β = = ⋅ . (25) 

 Таким чином, запишемо формулу (5) у вигляді 

 2,53 152,81 10 ехр( 2,85 )i jt I∗ ∗σ = ⋅ −  (26) 

або 

 152,53 2,81 10 ехр( 2,85 )j it I∗ ∗= ⋅ − σ , (27) 

де j = 1 відповідає КД за відсутности гасіння коливань, що дорівнює 

І = 1,3, а j = 2 відповідає КД за застосування гасіння коливань, що до-
рівнює І = 1,0; і = 1 відповідає напруженню в поперечному перерізі 
конструкційного елементу для першого випадку випробувань 

σ* = 12,12 МПа, а і = 2 — напруженню в поперечному перерізі констру-
кційного елементу σ* = 8,08 МПа. Таким чином, на основі визначення 

коефіцієнтів до (11) одержали рівняння (27) для визначення МЧЕ. 

3. РЕЗУЛЬТАТИ Й ОБГОВОРЕННЯ 

3.1. Результати розрахунку МЧЕ стрілових кранів за зміни І в інте-
рвалі 1,0 < І < 1,3, а σ* — в інтервалі 8,08 МПа < σ* < 12,12 МПа за 

ТН з урахуванням кількости циклів 

У таблиці 3 наведено параметри, які необхідно враховувати під час 

розрахунку міжремонтного часу експлуатації конструкційного ма-
теріялу стріли з криці ВСт3сп5 за ТН. За рівняннями (1) і (2) було 

визначено тривалість R МЧЕ за ТН згідно з показниками конструк-
ційного матеріялу (механічних властивостей КМ стрілового крана). 
Результати розрахунків наведено у табл. 4. Таким чином, одержали 

чисельні значення МЧЕ за ТН для порівняння їхніх значень зі зна-
ченнями показників МЧЕ, розрахованих за ТКП. 

3.2. Перевірка адекватности рівняння (27) відносно рівняння (2) за 

рівних умов навантаження, швидкости руху вантажу та кількости 

циклів його підйому 

Для перевірки адекватности рівняння (27) щодо точности розраху-
нку показників МЧЕ за зміни І в інтервалі від 1,0 до 1,3 зробимо 

наступне. В таблиці 5 порівняємо показники МЧЕ, одержані за рів-
няннями ТН і ТКП для зміни КД в інтервалі 1,0 < І < 1,3, а σ∗ в інте-
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рвалі 8,08 МПа < σ∗ < 12,12 МПа. 
 З таблиці 5 випливає, що визначення МЧЕ за допомогою рівняння 

(27), що ґрунтується на ТКП, має похибку від 4,3% до 4,7% за визна-
чення показників МЧЕ за рівняннями, що ґрунтуються на теорії на-

ТАБЛИЦЯ 3. Параметри, які необхідно враховувати під час розрахунку 

міжремонтного часу експлуатації конструкційного матеріялу стріли з 

криці ВСт3сп5 за ТН. 

TABLE 3. Parameters, which must be taken into account, when calculating 

the service life of the structural material of the boom made of steel VSt3sp5 

according to RT. 

Показник Величина 
Матеріял з криці ВСт3сп5 

Межа міцности σв, МПа 380–490 
Межа плинности  σm, МПа 230–250 
Межа витривалості  σ−1, МПа 160 
Базове число циклів Nб, цикли 2⋅106 

Група режиму роботи 3К 
Встановлений термін МЧЕ R, роки 12 
Нормоване число циклів навантаження N0 2,5⋅105 

ТАБЛИЦЯ 4. Результати визначення МЧЕ за базовими показниками які 
рекомендовані в ТН. 

TABLE 4. Results of determining the IROT according to the basic indicators 

recommended in the RT. 

Показники 

Величина напруження 

в поперечному перерізі 

конструкційного ма-
теріялу стріли 

МЧЕ t*
  

[мотогодини (роки)] 

Базова кіль-
кість циклів 

за ТН 

σ*
max σ*

min І = 1,3 І = 1,0 Nб 

Орієнтовний 

МЧЕ R [мотого-
дини], розрахо-
ваний за ТН-
рівнянням (2) 

12,12 МПа – 
105120 

(12 років) 
– 2,50⋅106 

– 8,08 МПа 
123534 

(14,1 років) 
– 2,94⋅106 

12,12 МПа – – 
147468 

(16,8 років) 
3,51⋅106 

– 8,08 МПа – 
173570 

(19,8 років) 
4,13⋅106 

Орієнтовна дов-
говічність Rр з 

урахуванням 

усіх факторів (із 

K = 1,7), [роки] 

12,12 МПа 8,08 МПа 12,0 19,8 3,51⋅106 
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дійности. 
 Таким чином, концепція щодо створення рівняння (27) для ви-
значення МЧЕ для стрілових кранів не змінює суті проблеми щодо 

визначення МЧЕ, але зменшує кількість вихідних даних для роз-
рахунку. 

4. ВИСНОВКИ 

В результаті проведення теоретичних і практичних експеримента-
льних досліджень в даній статті було зроблено наступне: 
- визначено тривалість МЧЕ за рівнянням (2) та (27) за умов підні-
мання вантажу стріловим краном, як без застосування гасителя 

коливань, так і з застосуванням гасителя коливань; 
- для визначення адекватности рівняння (27) було здійснено порів-
няння значення показника МЧЕ, розрахованого за ТН-рівняннями 

(1) і (2); 
- за результатами порівняння розрахунків показано, що МЧЕ за 

ТКП має похибку від 4,3% до 4,7% відносно розрахованих результа-
тів МЧЕ за ТН. 
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