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Abstract

Topic of this thesis is the investigation of thermally sprayed hybrid deep drawing tools made of poly-

mers for forming high strength steels, which are used in small to medium batch size productions. The

focus is on the development of cost-effective deep drawing tools, ready in short-time for operation.

The tools are realized in a differential construction. A body material made of polymer is wrapped

with a thermally sprayed coating, which is a protection against wear. The stiffness and the strength

of the tool can be increased by the use of fillers and fiber reinforcements. This results in a higher

reliability of the tool against failure during forming of high strength materials. In addition, a reduction

of stresses in the thermally sprayed tool surfaces is realized. An indirect coating process is developed

in order to manufacture these coatings. This process leads to a suitable adhesion between the body

material and the coating itself. The coatings are adequate for a direct use in forming processes

without mechanical finishing. With these coatings the wear resistance of the tools is increased

significantly compared to common polymer deep drawing tools. The aspired piece number of sheet

metal parts can be manufactured.

The hybrid deep drawing tool is adequate to form mild as well as high strength steels. Here, a

comparable geometrical accuracy of parts formed by the hybrid tool with the accuracy of parts formed

by conventional tools is possible. The higher elasticity of the hybrid tools compared to conventional

tools made of steel reduces local contact peaks. This provides a potential of shorter try-out times

of the hybrid tools in the press shop.
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vrel mm
s Relativgeschwindigkeit

vArb mm
s Arbeitsgeschwindigkeit

vEil mm
s Eilgeschwindigkeit

vS mm
s Verfahrgeschwindigkeit Spritzpistole

vz mm
s Ziehgeschwindigkeit

W J Energie, Arbeit

WBeschl J Beschleunigungsenergie

WBrems J Bremsenergie

Wkin J kinetische Energie

Wpot J potenzielle Energie

WP J Pressenenergie

WU J Umformarbeit

WV J Verlustenergie

x, y, z mm Koordinaten

x̃, ỹ, z̃ mm Koordinaten mit Ursprung S̃
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Formelzeichen und Abkürzungen

Formelzeichen Einheiten Begriffe

zG mm Abstand SG von S

zr mm Resultierende Koordinate

zS mm Abstand SS von S

zt mm Ziehtiefe

αW K−1 Ausdehnungskoeffizient

αW,G K−1 Ausdehnungskoeffizient des Grundwerkstoffs

αW,S K−1 Ausdehnungskoeffizient der Spritzschicht

β Ziehverhältnis

βmax Grenzziehverhältnis

χFKV,Polymer Verhältnis zwischen dem Einfluss des FKV und dem Polymer

χHyb,St Massenverhältnis zwischen mW,Hyb und mW,St

χSt,Stö Massenverhältnis zwischen mW,St und mStö

δWV ,WP
Verhältnis zwischen WV zu WP

δWU ,St Verhältnis zwischen Wt3 zu WP

∆amax mm Maximale Formabweichung

∆z mm Verschiebung unter Last

∆z′ Bezogene Verschiebung unter Last (∆z zu lZk)

∆lA mm Abstand Auflager

∆lF mm Abstand Finnen

∆lH mm Länge der Einflusszone der Haftung

∆lS mm Spritzabstand

∆RZk mm Ziehkantenradiusvergrößerung

∆T K Temperaturdifferenz

ηWG
Gesamtenergiebilanz Vergleich hyb. zu konv. Tiefziehwerkzeug

ηWU
Prozentuale Erhöhung der Pressenenergie

ηWV
Prozentuale Reduzierung der Verlustenergie

γS
◦ Spritzwinkel

γZk
◦ Umschlingungswinkel an der Ziehkante

ΓS N
mm Steigung zwischen Kraft und Verschiebung Spritzschicht

κS,Zk Verhältnis zwischen σV,S zu σp,Zk
λS Verhältnis hS zu ∆lH

µ Reibungskoeffizient

XI
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Formelzeichen Einheiten Begriffe

ν Poissonzahl

ϕ Umformgrad

ΦS % Porosität der Spritzschicht

ρ kg
dm3 Dichte

σEig MPa Eigenspannung

σEig,B MPa Biegeeigenspannung

σEig,D MPa Druckeigenspannung

σEig,N MPa Eigenspannung aufgrund der Normalkraft

σEig,pri MPa Eigenspannung aufgrund des primären Abkühlens

σEig,S MPa Eigenspannungen in der Spritzschicht

σEig,sek MPa Eigenspannung aufgrund des sekundären Abkühlens

σEig,Z MPa Zugeigenspannung

σB,Zk MPa Biegespannung an der Ziehkante

σFl MPa Spannung im Flanschbereich

σm,D MPa Druckfestigkeit

σm,S MPa Festigkeit Spritzschicht

σm,Z MPa Zugfestigkeit

σn MPa Normalspannungen

σp,Zk MPa Kontaktspannungen im Ziehkantenbereich

σr MPa Radialspannungen

σr,id MPa Ideelle Radialspannungen

σr,1 MPa Radialspannung am Ziehkantenauslauf

σR,F l MPa Reibspannung im Flanschbereich

σR,Zk MPa Reibspannung im Ziehkantenbereich

σt MPa Tangentialspannungen

σV MPa Vergleichsspannung nach von Mises

σV,F MPa Vergleichsspannung nach von Mises Faser-Kunststoff-Verbund

σV,P MPa Vergleichsspannung nach von Mises Polymerhinterguss

σV,S MPa Vergleichsspannung nach von Mises Spritzschicht

σy,D MPa Druckfließspannung Kunststoffe

σZ MPa Zugspannungen

τH MPa Haftscherfestigkeit

τm MPa Scherfestigkeit
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Formelzeichen und Abkürzungen

Formelzeichen Einheiten Begriffe

σ̃ MPa Ideelle Spannung

ϑG,0
◦C Vorerwärmung des Grundwerkstoffs

ϑm,S
◦C Schmelztemperatur der Spritzschicht

ϑRT
◦C Raumtemperatur

ϑG
◦C Temperatur des Grundwerkstoffs

ϑm
◦C Schmelztemperatur

ϑP
◦C Temperatur der Spritzpartikel

ϑS
◦C Temperatur der Spritzschicht

ϑV
◦C Temperatur des Verbundes Spritzschicht und Grundwerkstoff

ξ relativer Faservolumenanteil

XIII



Formelzeichen und Abkürzungen

Abkürzungen

AiF Arbeitsgemeinschaft industrieller Forschungsvereinigungen „Otto von Guericke“ e.V.

APS Atmospheric Plasma Spraying deutsch: Atmosphärisches Plasmaspritzen

AS Arc Spraying deutsch: Lichtbogenspritzen

BMBF Bundesministerium für Bildung und Forschung

BMWi Bundesministerium für Wirtschaft und Technologie

CAD Computer Aided Design deutsch: Computergestützte Konstruktion

CAM Computer Aided Manufacturing deutsch: Computergestützte Fertigung

CFK Carbonfaserverstärkter Kunststoff Kohlenfaserkunststoff

CNC Computerized Numerical Control

CrN Chrom(III)-nitrid

CVD Chemical Vapour Deposition deutsch: Chemische Gasphasenabscheidung

DFG Deutsche Forschungsgemeinschaft

DIN Deutsches Institut für Normung e.V.

DLC Diamond-like-carbon deutsch: Diamantähnliche Kohlenstoffschichten

DMS Dehnungsmessstreifen

EFB Europäische Forschungsgesellschaft für Blechverarbeitung e.V.

EFDS Europäische Forschungsgesellschaft Dünne Schichten e.V.

FEM Finite-Elemente-Methode

FKV Faser-Kunststoff-Verbund

GFK Glasfaserverstärkter Kunststoff

H320LA Mikrolegierter Stahl Rm ≥ 400 MPa

H380LA Mikrolegierter Stahl Rm ≥ 440 MPa

HBU Hochdruckblechumformung

HCT600X Dualphasenstahl (DP600) Rm ≥ 600 MPa

HCT690T TRIP-Stahl englisch: Transformation Induced Plasticity, Rm ≥ 690 MPa

HPC High Performance Concrete deutsch: Hochfester Beton (σm,D ≥ 50 MPa)

HVOF High Velocity Oxygen Fuel deutsch: Hochgeschwindigkeits-Flammspritzen

IGES Initial Graphics Exchange Specification

IUL Institut für Umformtechnik und Leichtbau der Technischen Universität Dortmund

LLM Layer Laminate Manufacturing

MoS2 Molybdänsulfid

MPA Materialprüfungsanstalt Universität Stuttgart

XIV



Formelzeichen und Abkürzungen

MSV Mehrschichten-Verbund

NVD Nickel-Vapour-Deposition

OT Oberer Totpunkt

PA Polyamide

PAN Polyacrylnitril

PTFE Polytetrafluorethylen

PUR Polyurethan

PVA Polyvinylalkohol

PVD Physical Vapour Deposition deutsch: Physikalische Gasphasenabscheidung

SFK Synthesefaserverstärkter Kunststoff Aramid

SLA Stereolithografie

SLS Selective Laser Sintering deutsch: Selektives Lasersintern

TiAlN Titanaluminiumnitrid

TiCN Titancarbonitrid

TiN Titannitrid

UHPC Ultra High Performance Concrete deutsch: Ultrahochfester Beton (σm,D ≥ 150 MPa)

UT Unterer Totpunkt

VDI Verein Deutscher Ingenieure

WC Wolframcarbid

WC-C Wolframcarbid-Kohlenstoff

WC-Co Wolframcarbid-Kobalt

WSC Wolframschmelzcarbid
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1 Einleitung

In dieser Arbeit werden thermisch beschichtete Tiefziehwerkzeuge auf Polymerbasis für die Um-

formung höherfester Blechwerkstoffe im Bereich der Klein- bis Mittelserienproduktion untersucht.

Der Schwerpunkt liegt hierbei in der Entwicklung kosteneffizienter und in kürzester Zeit einsatz-

bereiter Tiefziehwerkzeuge.

Die Motivation für solche Tiefziehwerkzeuge liegt in der gestiegenen Diversität der Modell- und

Variantenvielfalt, insbesondere im Bereich der Automobilindustrie [1, 2]. So weist die Fa. Daimler

AG in den Neunzigern ein Portfolio von fünf unterschiedlichen Modellen auf, Abbildung 1.1. Im

Jahr 2008 steigert sich die Anzahl auf 17 Modelle, wobei die Losgröße für die einzelnen Modelle

nach einer Anlaufphase jeweils nahezu konstant bleibt. Insbesondere bei Nischenfahrzeugen liegen so

die Losgrößen nicht im Stückzahlbereich der Großserienproduktion, sondern umfassen den Bereich

der Klein- bis Mittelserien.

Neue Modelle
und 
Varianten

Jährliche Wachstumsrate
(1995-2008): 6,2 %

Traditionelle
ModelleP

ro
d

u
z
ie

rt
e

 E
in

h
e

ite
n

1996 1998 2000 2002 2004 2006 2008

0

55x10

510x10

515x10

Jahreszahl

C-Klasse

E-Klasse

S-Klasse

SL

G-Klasse

SLK

CL

CLK

A-Klasse
M-Klasse

Vito

G-Klasse

V-Klasse

C-Klasse Sportcoupé Vaneo
Viano

SLR CLS

R-KlasseMLV B-Klasse

Abbildung 1.1: Entwicklung der Produktionsstückzahl der Daimler AG nach [2]

Konventionelle Tiefziehwerkzeuge aus Stahl und Gusseisen weisen i.d.R. Herstellkosten auf, deren

wirtschaftlichster Einsatzbereich in der Großserienproduktion liegt. Sowohl die Herstellung solcher

Werkzeuge als auch die Einarbeitungszeit ist zeit- und kostenintensiv. Die Dauer der Herstellung

widerspricht einer flexiblen Fertigung und damit der Wirtschaftlichkeit. So zeigen Analysen, dass

Produkte, die aufgrund von Verzögerungen zu einem späteren als dem geplanten Zeitpunkt auf den
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1 Einleitung

Markt kommen, einen Verlust im mehrprozentigen Bereich verursachen können [3, 4]. Einarbeitungs-

zeiten der Werkzeuge können bis zu 30% der Gesamtwerkzeugkosten ausmachen [5, 6].

Für weiche Tiefziehstähle existiert daher eine Reihe von Tiefziehwerkzeugen aus alternativen Werk-

stoffen oder Fertigungstechniken, die das Spektrum der Klein- bis Mittelserienproduktion wirtschaft-

lich abdecken können. Neben niedrigen Werkstoffkosten stehen hierbei auch kurze Herstellzeiten der

Werkzeuge zur Realisierung flexibler Fertigungsprozesse im Vordergrund.

Insbesondere zur Reduzierung des Fahrzeugsgewichts und einer Erhöhung der Crashsicherheit wer-

den im Automobilsektor verstärkt höherfeste Stahlwerkstoffe eingesetzt. Diese führen allerdings zu

höheren Werkzeugbelastungen bei der Umformung. Tiefziehwerkzeuge aus alternativen Werkstoffen

– wie z.B. Polymere und niedrigschmelzende Legierungen – haben eine geringe Verschleißbeständig-

keit und Festigkeit, sodass diese für die Umformung höherfester Werkstoffe nur bedingt geeignet sind.

Zur Steigerung der Verschleißbeständigkeit alternativer Werkzeugwerkstoffe existieren daher ver-

schiedene Ansätze, dies durch den Einsatz von Beschichtungen zu erzielen. In bisherigen Untersu-

chungen konnte jedoch keine ausreichende Haftung der Beschichtung am Werkzeug realisiert werden

oder die Herstellung der Werkzeuge ist zeitintensiv.

Im Rahmen dieser Forschungsarbeit soll daher ein hybrides Tiefziehwerkzeug auf Polymerbasis

entwickelt werden, welches die Vorteile alternativer Werkzeuge – wie geringere Herstellkosten, kurze

Prozesszeiten und verkürzte Einarbeitungszeiten – mit einer ausreichenden Verschleißbeständigkeit

für die Umformung höherfester Blechwerkstoffe kombiniert. Der Ansatz liegt hierbei in der Verwen-

dung thermischer Beschichtungsverfahren und Faser-Kunststoff-Verbunde, sodass die Umformung

höherfester Blechwerkstoffe ermöglicht wird.
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2 Stand der Kenntnisse

2.1 Grundlagen des Tiefziehens

Der Fertigungsprozess Tiefziehen gehört nach DIN 8584-3 [7] zu den Zugdruckumformverfahren,

wobei die Krafteinwirkung in die Umformzone nicht direkt, sondern nur mittelbar eingeleitet wird

[8]. Der Prozess Tiefziehen stellt das wichtigste Blechumformverfahren dar. Das Verfahren wird

hierbei insbesondere im Bereich der Automobil-, Verpackungs- und Flugzeugindustrie sowie wei-

ßer Waren angewendet [9].

2.1.1 Verfahrensprinzip

Beim Tiefziehen wird ein ebener Blechzuschnitt mittels eines Stempels über eine Matrize zu einem

Hohlkörper umgeformt, wobei eine Änderung der Blechdicke nicht bezweckt ist [9], Abbildung 2.1.

Neben den formgebenden Werkzeugen Stempel und Matrize wird i.d.R. ein Niederhalter im Tiefzieh-

prozess verwendet. Die Aufgaben des Niederhalters sind hierbei die Steuerung des Werkstoffflusses

und die Verhinderung einer Faltenbildung im Flansch (Falten 1. Art) [8].

Stempel Zarge

Flansch

s
0

Niederhalter

Stempeldurchmesser

Rondendurchmesser

Niederhalterkraft

Stempelkraft

Stempelradius

Ziehkantenradius

Ausgangsblechdicke

Matrize

F
Nh

F
St

Platine
(Ronde)

d
0

D
0

R Z
k

R S
t

s
0

R
Zk

R
St

D
0

F
Nh

F
st

d
0

Abbildung 2.1: Tiefziehprozess. Darstellung in Anlehnung an [8]

Zur Herstellung einer Napfgeometrie wird zunächst eine Ronde1 mit dem Ausgangsdurchmesser

D0 und -dicke s0 zwischen dem Niederhalter und der Matrize platziert und die Niederhalterkraft

1allgemein: Blechzuschnitt oder Platine
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2 Stand der Kenntnisse Grundlagen des Tiefziehens

FNh aufgebracht, Abbildung 2.1. Anschließend wird über eine Verfahrbewegung des Stempels oder

der Matrize mittels der Stempelkraft FSt das Blech zu einem Blechformteil umgeformt. Während

der Umformung fließt der Blechwerkstoff aus dem Flansch nach, wodurch sich eine Verkleinerung

des äußeren Durchmessers ergibt [8, 9].

2.1.2 Versagensarten und Einflussgrößen auf den Prozess

Die wichtigsten Versagensarten beim Tiefziehen sind Falten 1. und 2. Art, Reißer und Rückfederung,

Abbildung 2.2 [8, 10]. Falten 1. Art entstehen im Flanschbereich bei nicht ausreichender Druckbe-

aufschlagung durch den Niederhalter. Entstandene Falten 1. Art können sich unter Umständen beim

Ziehen über den Ziehkantenradius RZk wieder einglätten. Falten 2. Art können in Bereichen frei-

er Umformzonen auftreten, in denen der Blechwerkstoff zumindest zeitweise keinen Kontakt mit

den Wirkflächen des Werkzeugs hat [8]. Sofern das Umformvermögen des Blechwerkstoffs über-

schritten wird, kommt es zu Reißern im Blech [11]. Rückfederungen sind unerwünschte Form- und

Maßabweichungen von der Soll-Geometrie nach dem Entfernen äußerer Lasten, die auf elastische

Dehnungsanteile bei der Umformung zurückzuführen sind [8].

Falten 1. Art Falten 2. Art Reißer Rückfederung

Abbildung 2.2: Die wichtigsten Versagensarten beim Tiefziehen [12]

Der Tiefziehprozess und die Güte des Blechformteils werden im Wesentlichen durch den eingesetz-

ten Blechwerkstoff und -zuschnitt, die herzustellende Geometrie, die Prozessgrößen wie Kraft und

Geschwindigkeit, die tribologischen Konditionen, die Werkzeugkonstruktion und das Zusammenwir-

ken zwischen der Umformpresse und dem Tiefziehwerkzeug bestimmt [8–11].

Zur Charakterisierung und Beurteilung der Umformung von Napfgeometrien stellt das Grenzzieh-

verhältnis βmax ein geeignetes Mittel dar [11]. Dieses beschreibt das maximale Ziehverhältnis β,

welches ohne Reißer des Bleches erzielbar ist. Das Ziehverhältnis ist dabei als Verhältnis Ronden-

durchmesser D0 zum Stempeldurchmesser d0 definiert:

β =
D0

d0

|nach [11] (2.1)

Der Einfluss der Niederhalterkraft FNh auf das Ziehverhältnis β und damit auf den Tiefziehpro-

zess generell ist schematisch in Abbildung 2.3 dargestellt. Verkleinert wird das Prozessfenster unter
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Grundlagen des Tiefziehens 2 Stand der Kenntnisse

anderem durch den Einsatz höherfester Stahlwerkstoffe (Zugfestigkeiten RM >300 MPa), die ein

geringeres Umformvermögen als weiche Tiefziehstähle (RM <300 MPa) aufweisen [9].

Reißer

Falten

Arbeitsbereich
(Gutteil)

Ziehverhältnis � �
max

N
ie

d
e

rh
a

lte
rk

ra
ft

F
N

h

Abbildung 2.3: Prozessfenster beim Tiefziehen. Darstellung in Anlehnung an [8]

2.1.3 Spannungszustände

Typische Spannungszustände beim Tiefziehen sind in Abbildung 2.4 am Beispiel eines Napfes dar-

gestellt. Im Flanschbereich liegt hierbei eine Zug-/Druckbelastung vor [8]. Die Zugbelastung tritt

dabei in radialer Richtung (σr) auf. In tangentialer Richtung (σt) liegt eine Druckbelastung vor,

die sich durch die Stauchung des sich verkleinernden Außendurchmessers ergibt. Des Weiteren wird

das Blech in diesem Bereich in Dickenrichtung durch den Niederhalter durch Normalspannungen

σn belastet. Der Spannungszustand im Ziehteilboden ist durch zweiachsigen Zug in tangentialer

und radialer Richtung gekennzeichnet. Im Bereich der Zarge liegen radiale Zugspannungen und in

Abhängigkeit der Position tangentiale Druck- oder Zugspannungen vor [11].

Zur Berechnung von Stempelkräften beim Tiefziehen eines kreiszylindrischen Napfes ist die Be-

trachtung der Spannungen im Flanschbereich und im Bereich des Ziehkantenradius RZk erforder-

lich. Hierzu existieren verschiedene Ansätze, wie z.B. von Siebel [13] und Panknin [14] sowie

Marciniak und Duncan [15], die sich allerdings nur unwesentlich voneinander unterscheiden.

Die ideelle Radialspannung im Flanschbereich ergibt sich zu:

σr,id = 1,1 · kfm · ln
D′0
d0

|nach Siebel und Panknin (2.2)

σr,id = kfm · ln
D′0

d0 + s0

|nach Marciniak und Duncan (2.3)
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Abbildung 2.4: Spannungszustände beim Tiefziehen nach [9, 12]

Hierbei istD′0 der aktuelle Außendurchmesser und kfm die mittlere Fließspannung im Flanschbereich.

Durch den Faktor 1,1 wird nach Panknin der Unterschied der beiden Spannungshypothesen von

Mises und Tresca berücksichtigt. Im Flanschbereich wirkt die Reibspannung σR,F l:

σR,F l =
2µFNh
πD′0s

(2.4)

Hierbei wird vereinfacht angenommen, dass eine Reibungskraft im Flanschbereich nur am äußeren

Rand der Ronde D′0 angreift. Im Bereich des Ziehkantenradius wird der Blechwerkstoff zunächst

am Einlauf entsprechend dem Ziehkantenradius hingebogen und am Auslauf wieder zurückgebogen,

Abbildung 2.5. Die Biegespannung σB,Zk für einen Biegevorgang ergibt sich zu:

σB,Zk = s · kf,1
4 · rZk

|nach Siebel und Panknin (2.5)

σB,Zk = s · kf,1

4 ·
(
rZk + 1

2
s
) |nach Marciniak und Duncan (2.6)

Am Ziehkantenradius wird i.d.R. zur Abschätzung der Reibspannungen am Matrizenradius während

der Umlenkung des Bleches die Eytelwein-Gleichung2 verwendet, Abbildung 2.5. Lokale Span-

nungsspitzen können durch die Verwendung der Eytelwein-Gleichung in diesem Bereich nicht

abgebildet werden [16]. Es ergibt sich für die radiale Spannung σr,1 am Ziehkantenauslauf:

σr,1 (γZk) = σFl · eµγZk

σr,1

(π
2

)
= σFl · eµ

π
2 (2.7)

Hierbei ist µ der Reibungskoeffizient zwischen Blech und Ziehkantenradius, γZk der Umschlingungs-

winkel und σFl die Spannung im Flanschbereich. Bei der Höhe der Spannung σFl im Flanschbe-
2Die Eytelwein-Gleichung gilt eigentlich nur für biegeschlaffe Bänder, sodass dies eine Vereinfachung darstellt
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Abbildung 2.5: Reibung im Bereich des Ziehkantenradius in Anlehnung an [15]

reich unterscheiden sich die Ansätze von Marciniak und Duncan bzw. Siebel und Panknin.

Marciniak und Duncan addieren die Biegespannung zweimal zur Spannung σFl im Flansch-

bereich (Hin- und Rückbiegen). Bei den Ansätzen von Siebel und Panknin wird hier nur die

Biegespannung beim Hinbiegen zur Spannung σFl addiert.

σFl =

σr,id︷ ︸︸ ︷
1,1 · kfm · ln

D′0
d0

+

σR,Fl︷ ︸︸ ︷
2µFNh
πD′0s

+

σB,Zk︷ ︸︸ ︷
s · kf,1

4 · rZk
|nach Siebel und Panknin (2.8)

σFl = kfm · ln
D′0

d0 + s0︸ ︷︷ ︸
σr,id

+
2µFNh
πD′0s︸ ︷︷ ︸
σR,Fl

+ s · kf,1
2 · rZk + s︸ ︷︷ ︸
2·σB,Zk

|nach Marciniak und Duncan (2.9)

Unter Berücksichtigung von Gleichung 2.7 und der aufgeführten Anmerkungen zu Biegespannungen

ergibt sich somit für die mittlere Zugspannung in Ziehrichtung σZ :

σZ =

(
1,1 · kfm · ln

D′0
d0

+
2µFNh
πD′0s

+ s · kf,1
4 · rZk

)
· eµ

π
2 + s · kf,1

4 · rZk
(2.10)

|nach Siebel und Panknin

σZ =

(
kfm · ln

D′0
d0 + s0

+
2µFNh
πD′0s

+ s · kf,1
2 · rZk + s

)
· eµ

π
2 (2.11)

|nach Marciniak und Duncan

Die Multiplikation der mittleren Zugspannung σZ mit der zugehörigen Schnittfläche führt zur er-

forderlichen Stempelkraft FSt:

FSt = A · σZ
= 2 · π · (d0 + s0) · σZ (2.12)

Die mittels dieser Gleichung 2.12 ermittelten Stempelkraftverläufe weichen aufgrund der vereinfa-

chenden Annahmen quantitativ bis 20% von experimentell bestimmten Verläufen ab [8]. Weiterfüh-

rende Methoden basieren z.B. auf dem Prinzip der virtuellen Arbeit und können so die Genauigkeit
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der ermittelten Stempelkraftverläufe erhöhen [16]. Allerdings sind diese Ansätze semianalytisch und

können daher nur iterativ gelöst werden.

Hortig untersuchte in seiner Dissertation das Beanspruchungskollektiv gerader Ziehkanten mit-

tels angepasster analytischer Ansätze von Siebel sowie unter Verwendung der Finite-Element-

Methode [17]. Nur mittels der Simulationen konnte gezeigt werden, dass sich zwei Spannungsspitzen

über dem Ziehkantenradius ausbilden, welche auf die Biegung des Bleches unter Zug zurückzuführen

sind. Bei der Umlenkung legt sich das Blech aufgrund seiner Biegesteifigkeit nicht vollständig an

die Ziehkante an. Das globale Maximum wird im Bereich des Einlaufs an der Ziehkante erreicht

(γZk=0◦), das lokale Maximum in etwa bei 60◦. Mit steigendem Reibungskoeffizienten erhöhen

sich die Kontaktspannungen insbesondere im Bereich des lokalen Maximums. Ebenso führen ei-

ne Verkleinerung des Ziehkantenradius sowie eine Erhöhung der Niederhalterkraft, Fließspannung

und Blechdicke zu höheren Kontaktspannungen. Letzteres bewirkt eine Verschiebung des lokalen

Maximums zu kleineren Winkeln. Eine Reduktion des E-Moduls des Werkzeugwerkstoffs führt zu

kleineren Spannungsspitzen, da sich durch elastische Verformung der Matrize die Kontaktfläche

zwischen Blech und Matrize vergrößert. In [18] wird insbesondere der zeitliche Verlauf der Aus-

prägung der Spannungsspitzen mittels der Finite-Element-Methode untersucht. Hier konnten drei

charakteristische Phasen extrahiert werden. Der Initialzustand ist durch eine einzelne hohe Kon-

taktspannung charakterisiert. Als Zwischenzustand wird in [18] der Zeitraum gekennzeichnet, bei

dem der Blechwerkstoff bereits zum Ziehradius hin-, aber noch nicht zurückgebogen ist. In diesem

Zustand liegen zwei Spannungsspitzen vor, wobei höhere Werte im Bereich des Ziehkantenauslau-

fes erreicht werden. Der Gleichgewichtszustand mit zwei ausgeprägten Spannungsspitzen tritt ein,

sobald der Blechwerkstoff zurückgebogen wird.

2.1.4 Tribologie

Tribologie umfasst die Wissensgebiete Reibung und Verschleiß. Gegenstand ist hierbei die Wissen-

schaft aufeinander wirkender Oberflächen in Relativbewegung zueinander [19]. Reibung stellt dabei

die Wechselwirkung zwischen zwei berührenden Oberflächen dar. Verschleiß wird definiert als der

fortschreitende Werkstoffverlust aus der Oberfläche eines festen Körpers [19].

Reibung spielt insbesondere in der Blechumformung eine große Rolle, da hier das Verhältnis von

Oberfläche zum umgeformten Volumen groß ist [8]. So zeigt sich z.B. beim Tiefziehen von Näp-

fen, dass mit steigendem Stempeldurchmesser d0 sich auch das Verhältnis von Reibkraft zur Um-

formkraft erhöht [21]. Im Tiefziehprozess treten die Reibungszustände Flüssigkeits-, Grenz- sowie

Grenzschicht-, Festkörper- und Mischreibung auf [20], Abbildung 2.6. Bei der Flüssigkeitsreibung

ist die Blechoberfläche vollständig durch einen Schmierfilm von der Werkzeugoberfläche getrennt
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Abbildung 2.6: Reibungsmechanismen zwischen Blech und Werkzeug [20]

[22]. Der Gegensatz hierzu ist Festkörperreibung, bei dem das Blech und die Werkzeugoberfläche

im direkten Kontakt aufeinander abgleiten [23]. Als Grenzreibung wird nach [19] die Reibung zwi-

schen festen Grenzschichten mit molekularer Schichtdicke verstanden. Bei Mischreibung treten all

diese Reibungszustände gleichzeitig an lokal unterschiedlichen Stellen auf. Dieser Zustand domi-

niert im Bereich der Blechumformung [22]. Zur Beschreibung der Reibung wird auf dem Gebiet der

Blechumformung vor allem das Reibgesetz nach Coulomb verwendet [8]:

FR = µ · FN (2.13)

Hierbei ist µ der Reibungskoeffizient, FR die Reibkraft und FN die Normalkraft. Mit zunehmender

Ziehgeschwindigkeit nimmt die Reibung zwischen Blech und Werkzeug signifikant aufgrund hydro-

dynamischer Effekte ab [21]. Ebenso fällt mit steigender Flächenpressung der Reibkoeffizient nach

Überschreiten eines bestimmten Limits aufgrund von Einglättungseffekten im Blech und der Abhän-

gigkeit der Viskosität des Schmiermittels vom wirkenden Druck ab [21, 23]. In der Praxis wird aller-

dings i.d.R. ein zeitlich und örtlich konstanter Mittelwert des Reibungskoeffizienten angenommen [8].

Im Bereich der Tribologie werden vier verschiedene Verschleißmechanismen unterschieden [19],

Abbildung 2.6:

• Adhäsion

• Abrasion

• Oberflächenzerrüttung

• Tribochemische Reaktionen

Unter Adhäsion wird die Ausbildung von Grenzflächen-Haftverbindungen und die anschließende Tren-

nung der Haftverbindungen, welche die ursprüngliche Oberflächengestaltung zerstörten, verstanden

9
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(z.B. Kaltverschweißungen). Bei der Abrasion erfolgt ein spanender Materialabtrag z.B. durch Parti-

kel. Oberflächenzerrüttung beschreibt Materialermüdung und Rissbildung in Oberflächenbereichen.

Tribochemische Reaktionen beschreiben chemische Reaktionen im tribologischen System, welche

hierdurch zu einem Materialabtrag führen [19]. Die Standmenge von Tiefziehwerkzeugen wird signi-

fikant – neben Werkzeugversagen aufgrund von Überlastungen – durch den Werkzeugverschleiß

bestimmt [9].

Einflüsse auf das Tribosystem sind im Bereich der Blechumformung insbesondere durch die vorlie-

gende Flächenpressung, den Spannungs- und Dehnungszustand des Blechs, die Umformtemperatur

und -geschwindigkeit, die Schmierung, den Blech- und Werkzeugwerkstoff sowie die Oberflächen-

beschaffenheit gegeben [9, 23]. So wird z.B. die Verschleißbeständigkeit von Werkzeugen vor allem

durch das Zusammenwirken von Härte, Festigkeit und Zähigkeit bestimmt [24]. Dies zeigt sich

auch beim Einsatz alternativer Werkzeugwerkstoffe. Liegt die Härte des Blechwerkstoffs oberhalb

der des Werkzeugs, dominiert abrasiver Verschleiß. Im anderen Fall überwiegen Adhäsionseffekte

[25]. Neben der Werkstoffkombination werden Adhäsionseffekte durch die Oberflächenrauheit des

Werkzeugs bestimmt. So können harte und raue Oberflächen (Rz > 1,5 µm) zu Sekundäradhäsi-

onseffekten führen [26]. Hierbei wird der Blechwerkstoff bei ausreichend hoher Flächenpressung in

Vertiefungen der Werkzeugoberfläche gepresst und abgeschert. Anschließend bilden diese Bereiche

den Ausgangspunkt für Adhäsion.

Bei Rauheitswerten unterhalb Rz < 0,25 µm kann es zu Festkörperreibung kommen, da der

Schmierfilm sich abschiebt. Oberflächenstrukturierung sowohl der Bleche (z.B. [22, 27, 28]) als auch

der Werkzeuge (z.B. [29, 30]) können sich je nach Art reibungsmindernd und -erhöhend auswirken.

2.1.5 Prozesssimulation

Der Tiefziehprozess kann insbesondere bei komplexen Geometrien und Blechwerkstoffen nicht voll-

ständig analytisch beschrieben werden [31]. Daher wird der Umformprozess mittels der Finite-

Element-Methode (FEM) virtuell abgebildet [32]. Hierbei stehen insbesondere Aussagen zur Mach-

barkeit der Blechformteile, zur Prozess- und Werkzeuggestaltung sowie die Prozessoptimierung im

Vordergrund [31].

Die Finite-Element-Methode basiert auf Ansätzen der höheren Plastizitätstheorie und ermöglicht

die Vorhersage von Dehnungen, von Spannungen, des Werkstoffflusses und des Versagens [33]. Gute

Vorhersagen können dabei in Bezug auf Versagen durch Reißer, Faltenbildung im freien Umformbe-

reich, Blechdicken- und Dehnungsverteilung sowie Werkstofffluss und Niederhalterpressung getroffen

werden [31]. Nach Roll ist durch die FEM eine eher durchschnittliche Vorhersagegüte, u.a. zur
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Bestimmung von Umformkräften, des Blecheinzugs, der Spannungsverteilung und rückfederungsbe-

dingten Formänderungen gegeben [31].

Im Bereich der Blechumformsimulation werden ausschließlich elastisch-plastische Werkstoffmo-

delle verwendet [32]. Deren Komplexität hängt dabei vom abzubildenden Blechwerkstoff und den

verfügbaren Werkstoffkennwerten ab. Für die Elementformulierung der Bleche kommen hauptsäch-

lich Schalenelemente bzw. erweiterte Membranelemente mit Biegeanteil zum Einsatz [33]. Für die

Beschreibung der Werkzeuge werden i.d.R. Schalenelemente als Starrkörperformulierung eingesetzt.

Eine Modellierung der Werkzeugelastizität wird aufgrund des Aufwandes seltener durchgeführt. Hier-

für werden üblicherweise Tetraeder- oder Hexaederelemente verwendet [31].

2.2 Werkstoffe für Tiefziehwerkzeuge

Die Auswahl des Werkzeugwerkstoffs bei Tiefziehwerkzeugen wird in erster Linie durch die Stück-

zahl, die Abmessungen und den Werkstoff der herzustellenden Blechformteile bestimmt [11]. Die

VDI-Richtlinie 3388 [34] unterteilt die Werkstoffe in die vier Gruppen: Gusswerkstoffe, gewalzte und

geschmiedete Stähle, Nichteisenmetalle und Kunststoffe. Im konventionellen Werkzeugbau werden

hauptsächlich Gusswerkstoffe wie Gusseisen und Stahlguss sowie Werkzeugstähle unterschiedlicher

Legierungen verwendet. Bei der Umformung von weichen Tiefziehstählen (Rm < 400 MPa) werden

die Werkzeuge i.d.R. in Monoblock-Bauweise ausgeführt. Werkzeuge für die Umformung höherfester

Werkstoffe (400 MPa < Rm < 650 MPa) können sowohl als Monoblock-Bauweise realisiert werden

oder in segmentierter Bauweise, wobei in hochbeanspruchten Bereichen entsprechend ausgelegte

Stahleinsätze verwendet werden. Für höchstfeste Blechwerkstoffe (Rm > 650 MPa) werden im All-

gemeinen nur segmentierte Werkzeuge eingesetzt [8]. Hochbelastete Werkzeugoberflächen können

des Weiteren mit Hartmetallen und keramischen Werkstoffen oder Laserhärten und Auftragsschwei-

ßen verstärkt werden [9, 35]. Niedrigschmelzende Legierungen, Kunststoffe und Sonderwerkstoffe

wie z.B. Schichtholz oder Beton dienen für die Herstellung von Tiefziehwerkzeugen im Bereich der

Prototypen- und Kleinserienfertigung [10, 34, 36]. Limitierender Faktor ist hierbei in der Regel die

im Vergleich zu konventionellen Werkzeugwerkstoffen geringere Härte [25].

2.2.1 Stahl- und Eisenwerkstoffe

Der Standardwerkstoff für gegossene Werkzeugteile bei normaler Beanspruchung ist EN-GJL-250,

welcher zu der Gruppe Gusseisen mit Lamellengrafit gehört [34]. Hierbei liegt der Grafit haupt-

sächlich lamellar im Werkzeug vor und wirkt wie Hohlräume, was zu einer verminderten Festigkeit

und einem verminderten E-Modul führt. Höhere Werte werden bei der Verwendung von Gussei-
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sen mit Kugelgrafit erzielt, welches jedoch ein niedrigeres Dämpfungsvermögen aufweist. Der Gra-

fit liegt hierbei kugelig im Gefüge vor und führt somit zu einer verminderten inneren Kerbwirkung

[37]. Standardwerkstoffe für Klein- oder Mittelserien und für hochbeanspruchte Großserienwerkzeuge

sind EN-GJS-HB230 und EN-GJS-700-2 bzw. EN-GJS-HB265 [34]. Teilweise werden die hochbean-

spruchten Werkzeuge aus Gusseisen armiert und/oder die hochbeanspruchten Bereiche mit Einsätzen

z.B. aus Stahlwerkstoffen wie 1.2379 ausgeführt [8, 38]. Die Härte von Werkzeugen aus Gusseisen

kann durch Plasmanitrieren oder Hartverchromen erhöht werden [8]. Teilweise sind die Werkstof-

fe auch thermisch randschichthärtbar, sodass insgesamt je nach Werkstoff Rockwellhärten bis zu

50–65HRC erreicht werden können [34].

Stahlguss wie GE240+N ist ein Standardwerkstoff für höher belastete, dünnwandige und defor-

mationsgefährdete Niederhalter [34]. Aufgrund der nur unwesentlich höheren Dauerfestigkeit von

normalem Stahlguss gegenüber Gusseisen ist Stahlguss ansonsten im Werkzeugbau nur wenig ver-

breitet [10].

Werkzeugstähle für Tiefziehwerkzeuge werden in Abhängigkeit von der Werkzeuggröße als Guss

oder in geschmiedeter sowie gewalzter Form verwendet [34]. Eingesetzt werden Werkzeugstähle vor-

wiegend im Bereich von Prägewerkzeugen und verschleißgefährdeten Werkzeugen bzw. als Einsätze in

hochbeanspruchten Bereichen von Gusseisenwerkzeugen [8, 10]. Ein wichtiger Vertreter dieser Werk-

stoffe ist X155CrVMo12-1 (1.2379, entspricht 1.2382 gegossen). Die Eigenschaften von legierten

Kaltarbeitsstählen werden neben Kohlenstoff vor allem durch Zusätze von Wolfram, Chrom, Kobalt,

Nickel, Molybdän und Vanadium eingestellt [10]. Diese wirken sich auf die Abkühlgeschwindigkeiten

und das Temperaturniveau der Umwandlungspunkte aus und führen somit zu einer besseren Durch-

härtbarkeit sowie zur Bildung von Karbiden, welche die Verschleißbeständigkeit der Werkzeuge erhö-

hen können [9, 10]. Werkzeugstähle weisen i.d.R. eine gute bis hohe Zähigkeit bei gleichzeitig hohen

Festigkeiten auf und sind schweißbar. Übliche Werte für die Arbeitshärte liegen bei 58±2 HRC [8].

2.2.2 Niedrigschmelzende Legierungen

Niedrigschmelzende Legierungen werden vorwiegend im Prototypen- und Nullserienbereich verwen-

det, wobei hauptsächlich Zinn-Bismut Bi57Sn43 oder Feinzink Z340 (ZnAl4Cu3) zum Einsatz kom-

men [1, 10]. Gebräuchliche Handelsnamen sind hierbei Cerrotru bzw. Zamak®. Niedrigschmelzende

Legierungen zeichnen sich durch eine gute Abformbarkeit, geringe Nacharbeit und schnelle Herstel-

lungszeiten aus [10]. Schwindung setzt bei der Erstarrung von Zinn-Bismut (Schmelztemperatur

ϑm = 139 ◦C) nicht ein [39]. Dieser Werkstoff ist allerdings sehr kostenintensiv, schlecht spanend

bearbeitbar und hat nur geringe Standzeiten (< 50 Teile [34, 40]), sodass die Verbreitung im Werk-
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zeugbau gering ist [41]. Für diesen Werkstoff entwickelte die Firma Toyota ein Produktionsver-

fahren, welches Tiefziehwerkzeuge halbautomatisch für den Protoytpenbereich herstellen kann [42].

Weitaus verbreiteter ist allerdings der Einsatz von Zamak®. Bei diesem Werkstoff ist ein Um-

schmelzen (ϑm = 390 ◦C) in andere Werkzeuggeometrien ohne Änderung der Werkstoffeigenschaften

problemlos möglich [9, 10]. Werkzeuge aus diesem Werkstoff erreichen Standzeiten von 1 000 bis zu

10 000 Tiefziehteilen aus Leichtmetallen und weichen Tiefziehstählen bei nicht zu geringen Werk-

zeugradien, [1, 34]. In [40] wurde die Herstellbarkeit von 50 Näpfen mit Flansch aus dem Edelstahl

1.4301 mittels Matrize aus Zamak® ohne Verschleißerscheinungen nachgewiesen. Problematisch

hinsichtlich Maßhaltigkeit und Formgenauigkeit ist jedoch die Herstellung größerer Werkzeuge und

bei unterschiedlicher Masseverteilung aus Zamak®, sodass solche Werkzeuge üblicherweise mit Auf-

maß und anschließender spanender Bearbeitung gefertigt werden [43]. Des Weiteren existieren noch

Verfahren, bei denen die Werkzeuge aus niedrigschmelzenden Legierungen mit Kunststoffen im Front-

gussverfahren (s.a. Kapitel 2.2.5) umhüllt sind [42]. Zur Umformung von höchst- und höherfesten

Werkstoffen sind Werkzeuge aus niedrigschmelzenden Legierungen generell nur bedingt geeignet

[39]. Abhilfe können hierbei Stahlleisten bieten, die in hochbelasteten Bereichen des Werkzeugs, wie

sie insbesonders an scharfen Biege- und kleinen Rundungsradien vorliegen, eingesetzt werden bzw.

als Armierung dienen. Technologisch und wirtschaftlich sinnvoller ist es hierbei, diese Verstärkun-

gen nach dem Abguss der Werkzeuggeometrie anzubringen [10]. Kupfer und Aluminiumlegierungen

wie CuAl11Fe6Ni6-C-Mehrstoff-Aluminiumbronze zeigen gute Gleiteigenschaften und können hohe

Flächenpressungen ertragen [34]. Die auch zu dieser Gruppe gehörenden, unter den Handelsnamen

Ampco 22®, Ampco 25® und Albromet 380® bekannten Legierungen werden insbesondere als

Werkzeugaktivteile zur Umformung von Edelstahlblechen eingesetzt [34]. Diese finden hier aufgrund

geeigneter tribologischer Eigenschaften, die vor allem Fremdrost verhindern, ihre Anwendung [44].

2.2.3 Hartmetalle

Hartmetalle werden aufgrund ihrer hohen Härte und Verschleißbeständigkeit vorwiegend in hochbe-

anspruchten Bereichen im Werkzeug verwendet, die neben der hohen Verschleißbeständigkeit auch

eine hohe Druckfestigkeit aufweisen [9]. Hartmetalle sind Verbundwerkstoffe, die neben den Hart-

stoffen wie Wolframkarbid (WC), Titankarbid (TiC) oder Tantalkarbid (TaC) eine Bindephase aus

Kobalt (Co) oder Nickel (Ni) aufweisen. Die weiche Bindephase bettet die Karbide ein und sorgt für

die Zähigkeit des Verbundes. Die Härte, Druckfestigkeit und Verschleißbeständigkeit wird durch den

Anteil der Karbide bestimmt. In der Regel werden Hartmetalle durch Sintern hergestellt [10, 45].

Im Bereich der Umformtechnik werden vorwiegend WC-Co-Hartmetalle unterschiedlicher Verhält-

nisse, welche als Hartmetalle der Gruppe G gekennzeichnet sind, eingesetzt [10]. Die Verhältnisse
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von Wolframkarbid zu Kobalt liegen hier im Bereich von 80/20 bis zu 88/12, wobei ein höhe-

rer Kobaltgehalt zu einem zäheren Hartmetall führt. Für Tiefziehmatrizen werden in der Regel

WC-Co-Hartmetalle G20 oder G30 verwendet, die einem Verhältnis von WC zu Co von rund 85/15

bzw. 82/18 entsprechen [10]. Die Hartmetalleinsätze werden je nach Anwendungsfall mechanisch

z.B. durch Schrumpfen, Pressen, Schrauben oder Klemmen, durch Löten oder das Umgießen mit

Kunstharzen befestigt [10]. Die Herstellkosten für Werkzeuge aus Hartmetall liegen in etwa 30%

über denen konventioneller Stahlwerkzeuge [46].

2.2.4 Keramiken

Eingesetzte Keramiken im Bereich des Werkzeugbaus sind technische Oxid- und Nichtoxidkerami-

ken wie Aluminiumoxid (Al2O3), Zirkonoxid (ZrO2), Siliziumkarbid (SiC) und Siliziumnitrid (Si3N4)

[9]. Als Keramik werden Werkstoffe verstanden, die durch Hitzeeinwirkung zwischen 800 ◦C und

2 000 ◦C aus anorganischem, nicht metallischem Pulver hergestellt werden [45]. Keramiken können

nicht plastisch verformt werden, sind äußerst spröde und weisen eine hohe Kerbempfindlichkeit auf,

zeichnen sich allerdings auch durch eine hohe Druckfestigkeit, Verschleißfestigkeit und nichtmetal-

lischen Bindungscharakter aus [9, 45]. Darüber hinaus bieten keramische Werkzeuge das Potenzial

einer schmierstoffreduzierten Umformung [47]. Eine prozesssichere, schmierstofffreie Umformung ist

– zumindest bei Aluminiumwerkstoffen – aufgrund einsetzender Adhäsion nicht zu erwarten [24].

In der industriellen Blechumformung werden Keramiken bisher nur vereinzelt eingesetzt. Aktu-

elle Forschungen und Entwicklungen zeigen allerdings das hohe Einsatzpotenzial dieser Werkstoffe

[9, 48, 49]. So konnte in [48] gezeigt werden, dass beim Einsatz von keramischen Matrizen die

Stempelkräfte bei der Umformung von Näpfen reduziert werden. Des Weiteren konnte die Standzeit

von Tiefziehwerkzeugen, welche in produktiver Umgebung eingesetzt werden, mindestens um das

35-Fache gegenüber einem beschichteten Werkzeug mit Standzeiten von 100 000 Teilen erhöht wer-

den [41]. Die freiformflächigen Funktionsflächen sind hierbei aus Vollkeramiksegmenten aufgebaut.

Ähnliche Ergebnisse werden in [23] erzielt. Hier konnten 1,8 Millionen Bauteile mittels eines kerami-

schen Werkzeugs ohne Nacharbeit hergestellt werden. Für dieselbe Anzahl an Bauteilen musste ein

durch ein CVD-Verfahren mit TiC-TiN beschichtetes Werkzeug sechsmal nachbearbeitet werden,

wobei sich die Standzeit des Werkzeugs zwischen zwei Beschichtungszyklen permanent verringerte.

Im Rahmen eines BMWi-Forschungsprojekts [50] wurden verschiedene Konzepte zur Realisierung

von Keramik-Metall-Verbunden bei Großtiefziehwerkzeugen untersucht. Hierbei sollten die Kerami-

ken zur Wirtschaftlichkeitssteigerung nur in hochbelasteten Bereichen eingesetzt werden. Es konnten

Vor- und Nachteile einzelner Fügemethoden für Keramik-Metall-Verbunde herausgearbeitet werden,

sodass auch für große Werkzeuge Keramiken wirtschaftlich bei entsprechenden Stückzahlen einge-
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setzt werden können. Als problematisch wird hingegen in [51] die fehlende Möglichkeit des Abbaus

von Lastspitzen bei keramischen Werkzeugen gegenüber beschichteten Stahlwerkzeugen angesehen.

2.2.5 Polymerwerkstoffe

Tiefziehwerkzeuge aus Polymerwerkstoffen werden vor allem im Bereich des Prototypenbaus, in

der Kleinserie und für Sonderbereiche wie den Flugzeugbau seit Mitte des 20. Jahrhunderts mit

dem Beginn der industriellen Herstellung von Epoxidharzen angewendet [10]. Seit den Siebzigern

werden auch Polyurethane (PUR) in der Prototypenfertigung eingesetzt. Aufgrund der besseren Ver-

und Bearbeitbarkeit, geringerer gesundheitlicher Belastung sowie höherer Verschleißbeständigkeit

und Steifigkeit verdrängten diese Kunststoffe seit den 90er-Jahren die Epoxidharze immer mehr

aus dem Werkzeugbau [52].

Epoxidharze gehören zur Gruppe der Duroplaste. Polyurethane können je nach chemischer Zu-

sammensetzung verschiedene Zustandsformen wie Schaumstoffe und massive PUR annehmen, wobei

nur massives PUR für den Werkzeugbau relevant ist [53]. Teilweise können Polyurethane recycelt

werden [43]. Neben diesen Kunststoffen werden in der Prototypenfertigung auch Polyamide (PA),

welche zu der Gruppe der Thermoplaste gehören, eingesetzt. Diese werden als Blockmaterial be-

reitgestellt. Der E-Modul dieser Kunststoffe ist dabei deutlich geringer als bei Duroplasten [34].

Elastomere wie Chloropen-Kautschuk (CR) oder Urethan-Kautschuk werden nur als Gegenform und

als nicht unmittelbar an der Umformung beteiligte Maschinenelemente eingesetzt, auf die hier nicht

weiter eingegangen wird [34].

2.2.5.1 Herstellverfahren

Polymere Tiefziehwerkzeuge werden entweder aus Blockmaterialien oder aus Gießsystemen herge-

stellt. Die Blockmaterialen können in verschiedenen Größen beim Hersteller bezogen und bei Bedarf

miteinander verklebt werden. Die Werkzeuggeometrie wird spanend erzeugt [54]. Werkzeuge, basie-

rend auf Gießsystemen, haben den Vorteil einer besseren Werkstoffausnutzung und können flexibler

auf die Anforderungen des Umformprozesses eingestellt werden [54]. Die Gießsysteme bestehen min-

destens aus zwei Komponenten (Harz und Härter), denen zusätzlich Füllstoffe zudosiert werden

können. Die eingesetzten Füllstoffe sind i.d.R. metallischer, mineralischer oder keramischer Natur

und dienen der Modifizierung der technischen Eigenschaften des Polymergemisches, zur Streckung

des Polymerwerkstoffs sowie zur Realisierung von Designaspekten [52, 54].

Bei den Gießsystemen werden die drei Verfahren Massivguss, Gel-Coat und Frontguss unter-

schieden, Abbildung 2.7. Allen Verfahren gemein ist, dass zunächst eine Gießform benötigt wird,

welche z.B. durch spanende Bearbeitung, Abformen von Positivformen oder generative Verfahren
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Massivguss Gel-Coat-Verfahren Frontgussverfahren

Gießform Trennmittel

Distanzschicht

Tiefziehwerkzeug

Gel-Coat Steiger Anguss

Frontschicht

Hinterbau

Hinterbau

1. Vorbereitung Gießform

2. Gießen des Polymers

3. Entformen

1. Vorbereitung Gießform

2. Auftragen des Gel-Coats

3. Hintergießen

4. Entformen

1. Vorbereitung Gießform

2. Einbringen einer Schicht

3. Hintergießen

4. Entfernung der Schicht

5. Gießen der Frontschicht

6. Entformen

Abbildung 2.7: Gießverfahren zur Herstellung von polymeren Tiefziehwerkzeugen nach [54]

erfolgen kann [55]. Vor dem Gießvorgang wird die Gießform mit geeigneten Trennmitteln behan-

delt, sodass ein späteres Entformen möglich ist. Beim Massivguss wird die Gießform zunächst mit

flüssigem Polymer gefüllt. Der Kunststoff härtet über mehrere Stunden aus und wird anschließend

entformt. Beim Härten kann es zu reaktionsbedingten Schwindungen kommen, die durch den Ein-

satz von Füllstoffen minimiert werden können [55]. In der Praxis werden Massivgusssysteme am
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häufigsten eingesetzt, da diese als homogenes Gießsystem gleichermaßen die Anforderungen an ein

Hinterbaumaterial sowie an die Wirkflächen erfüllen können und nur geringe Schritte der manuellen

Bearbeitung erfordern [54, 56]. Beim Gel-Coat-Verfahren wird zunächst die Oberfläche mit einem

Gel-Coat 1–3 mm bestrichen, welches sich durch besondere Härte, Gleiteigenschaften und Verarbeit-

barkeit auszeichnet [55], Abbildung 2.7. Gel-Coats sind thixotrop, sodass diese an steilen Flächen

nicht ablaufen [57]. Der Hinterbau wird mit konventionellen Polymerwerkstoffen, je nach Verfahren,

nach dem Angelieren oder Aushärten der Gel-Coats hergestellt [54, 57]. Das Frontguss-Verfahren

stellt das genauste und zeitaufwendigste Verfahren dar [55]. Hierbei wird die Gießform zunächst mit

einer Distanzschicht z.B. aus Wachs (ca. 10 mm) belegt und anschließend mit Polymerwerkstoffen

hintergossen. Nach dem Aushärten wird die Distanzschicht entfernt, Steiger und Angüsse in den Hin-

terbau eingebracht und der Hohlraum mit einem geeigneten Oberflächenharz gefüllt. Anschließend

wird der Verbund entformt [54].

2.2.5.2 Wirtschaftlichkeit

Aufgrund der geringeren Verschleißbeständigkeit von Polymeren gegenüber konventionellen Werk-

zeugwerkstoffen ist für den wirtschaftlichen Einsatz polymerer Werkzeuge insbesondere die ange-

strebte Teilestückzahl zu beachten [55]. Polymerwerkzeuge bieten eine schnellere Verfügbarkeit bei

i.d.R. geringeren Werkstoffkosten und erfordern eine geringere Einarbeitungszeit zur Herstellung

von Gutteilen [54, 58]. So reduzierte sich der Tuschieraufwand in [59] beim Einsatz von polyme-

ren Tiefziehwerkzeugen gegenüber konventionellen Tiefziehwerkzeugen um mindestens 75%. Als

Ursache wird die adaptive Flächenpressung aufgrund der höheren Werkzeugelastizität angesehen.

Zwar werden die Werkstoffkosten für Polymerwerkzeuge hier als doppelt so hoch wie für Stahl-

werkzeuge angesetzt, bieten aber aufgrund der Einsparungen bei der mechanischen Bearbeitung und

dem Tuschierprozess ein Einsparpotenzial von 25–50% bei einer Zeitersparnis von über 50% [59].

In [60] wird eine Kosteneinsparung beim Einsatz von Kunststoffwerkzeugen von 50–60% anhand

eines Türinnenblechs und Wärmeabschirmblechs berechnet. Ein Vergleich der Werkstoff- inklusive

Hilfsstoffkosten anhand eines Demonstratortiefziehwerkzeugs in [61] zeigt, dass die Kosten in der

Reihenfolge: Kaltarbeitstahl 1.2379, unlegierter Werkzeugstahl 1.1730 sowie PUR-Plattenmaterial

und -Gießsystem, jeweils im Gel-Coat-Verfahren, abnehmen. Die Herstellzeiten steigen vom Gießssys-

tem (9,5 h), Plattenaufbau (16,5 h) hin zu den Stahlsystemen (beide 24 h) an [61]. In [62] konnten

durch den Einsatz von Werkzeugen aus Kunststoffen für die Umformung von Aluminium Al99,5

(s0 =0,5mm) bei einer angestrebten Stückzahl von 20 000 Wärmeabschirmblechen für den Einsatz

in der Automobilindustrie die Herstellkosten um 67% und die Herstellzeit um 60% im Vergleich zum

Werkzeugstahl X153CrVMo12 verringert werden [62]. In [63] war für ein Tiefziehwerkzeug auf Poly-
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merbasis aufgrund der höheren Elastizität gegenüber einem Referenzwerkzeug aus Kaltarbeitsstahl

keine Einarbeitungszeit erforderlich. Beim Referenzwerkzeug betrug die Tuschierzeit 69 h, sodass

insgesamt dieses Werkzeug um den Faktor zehn teurer war.

2.2.5.3 Einsatz- und Versagensverhalten

Die Festigkeiten und Steifigkeiten von polymeren Tiefziehwerkzeugen liegen mit maximalen Druck-

festigkeiten von rund σm,D=120MPa und E-Modulen von Emax=13GPa deutlich unter denen

konventioneller Tiefziehwerkzeuge, sodass beim Einsatz von polmyeren Werkzeugen Eigenheiten zu

beachten sind [54, 64]. Insbesondere bei Tiefziehbeanspruchungen ist eine Überschreitung der ma-

ximal zulässigen Druckspannung eine häufige Ursache für das Versagen polymerer Werkzeuge [52].

Sehr empfindlich reagieren Kunststoffwerkzeuge im Gegensatz zu konventionellen Tiefziehwerkzeu-

gen auf die Bildung von Falten im Niederhalterbereich. Treten Falten im Niederhalterbereich auf und

werden diese über den Ziehring gezogen, kommt es aufgrund lokaler Spannungsüberhöhung i.d.R.

zu irreversiblen Beschädigungen der Werkzeuge [59].

Allgemein werden beim Einsatz von polymeren Werkzeugen aufgrund der höheren Elastizität ge-

genüber Stahl- und Gusswerkzeugen adaptivere Flächenpressungen erreicht [55]. Die höhere Werk-

zeugelastizität bewirkt allerdings auch, dass scharfkantige Verprägungen in den Blechformteilen nicht

realisierbar sind [59]. Abweichungen der Blechformteile von der Sollgeometrie sind bei Werkzeugen

aus Kunststoffen vorwiegend auf elastische Werkzeugdeformationen zurückzuführen [52].

Gegenüber metallischen Werkzeugwerkstoffen haben polymere Tiefziehwerkzeuge einen geringe-

ren Verschleißwiderstand, sodass sich polymere Werkzeugwerkstoffe für die Umformung höherfester

Stahlwerkstoffe aufgrund zu hohen Verschleißes i.d.R. nicht eignen [54, 63].

2.2.5.4 Einsatz von Füllstoffen

Als Füllstoffe werden z.B. Aluminium-, Stahl- oder Eisenpulver, Aluminiumhydroxid, Quarzsand, Tal-

kum und Glashohlkugeln eingesetzt [52]. Durch die Beimengung von Füllstoffen können zum einen

die Werkstoffeigenschaften modifiziert oder Polymerwerkstoffe eingespart werden [55]. Hierbei wird

zwischen dem Einsatz der Füllstoffe im Hinterbau und im Bereich der Wirkfläche unterschieden.

Durch den Einsatz von Füllstoffen im Hinterbau sollen die mechanischen Eigenschaften modifiziert

und/oder Polymerwerkstoffe eingespart werden. Füllstoffe in der Wirkfläche zielen auf eine Verbes-

serung der tribologischen Eigenschaften ab.

Mit steigendem Füllstoffgehalt erhöhen sich i.d.R. die Druckfestigkeit und der Druckmodul bis

zu einem Maximum. Eine weitere Erhöhung des Füllstoffsgehalts führt zu einer Verringerung der

Kennwerte, da nun keine ausreichende polymere Bindungsmatrix zwischen den Füllstoffen mehr
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vorliegt [54]. Quarzsand als Werkstoff für den Hinterbau erhöht zwar den Elastizitätsmodul der

Werkzeuge, hat jedoch auch eine innere Kerbwirkung, sodass die Zugfestigkeit und die Duktilität

herabgesetzt werden [55]. Aufgrund des hohen linearen Wärmeausdehnungskoeffizienten wird in [54]

generell vom Einsatz von Quarzsand ebenso wie Cristobalit als Füllwerkstoff für die Verwendung

im Hinterbau abgeraten.

Ungefüllte Wirkflächen haben einen günstigen Einfluss auf die Reibung im Tiefziehprozess. Die

Reibkoeffizienten liegen signifikant unter denen von metallischen Werkzeugwerkstoffen, sodass diese

i.d.R. höhere Grenzziehverhältnisse als Stahlwerkzeuge erreichen können [55]. Durch den Einsatz

von Füllstoffen im Bereich der Wirkfläche wird der Reibwert i.d.R. erhöht, da Füllstoffe aus der

Wirkfläche herausbrechen können. Diese führen dann zu einem abrasiven Verschleiß [61]. Heraus-

brechende Partikel reduzierten in [65] die Werkzeugstandzeiten signifikant und führten im Falle von

Füllstoffen auf Aluminiumbasis (Aluminiumpulver und -hydroxid) zu Adhäsion. Daher wird in [59]

und [65] auch vom Einsatz von Graugusspulver, Quarz und Aluminiumoxid in der Wirkfläche abgera-

ten. Andererseits konnten in [66] durch Werkzeuge, basierend auf PTFE-gefüllten Epoxidharzen, bei

der Umformung organisch beschichteter Aluminiumbleche niedrigere Reibwerte und höhere Grenz-

ziehverhältnisse gegenüber TiAlN/TiCN- oder DLC-beschichteten Stahlwerkzeugen erzielt werden.

In [60] hatte der Einsatz von MoS2 und Grafit eine reibungsmindernde Wirkung, was sich positiv auf

die Verschleißbeständigkeit auswirkte. Des Weiteren konnte hier durch den Einsatz von nicht näher

spezifizierten Partikeln mit Abmessungen im Nanobereich ein Ausreißen von Partikeln nahezu ver-

hindert werden, da diese Partikel sich in das Kunststoffmolekül integrieren und nicht nur einbetten.

Dies führte zu einem reduzierten Verschleiß der Werkzeuge.

2.2.5.5 Einsatz von Beschichtungen

Die Ansätze zur Erhöhung der Verschleißbeständigkeit von polymeren Tiefziehwerkzeugen mittels

beschichteter Wirkflächen lassen sich in direkte und indirekte Verfahren unterteilen und befinden

sich häufig noch im Forschungsstadium, Abbildung 2.8.

Bei den direkten Verfahren wird die Beschichtung direkt auf den polymeren Werkzeuggrundkörper

appliziert. Vorteile sind hierbei, dass eine Negativform bei der Verwendung von Blockmaterialien

nicht erforderlich ist und eine Nach- und Aufbereitung vergleichsweise einfach durchgeführt wer-

den kann. Die Auswahl der eingesetzten Beschichtungstechnologien und -werkstoffe ist beschränkt,

da z.B. die geringere Thermostabilität von Kunststoffen den Einsatz hochschmelzender Beschich-

tungswerkstoffe verhindert. Aufgrund unzureichender Schichthaftung und der gegenüber indirekten

Verfahren niedrigeren Geometriegenauigkeiten konnten direkte Ansätze bisher nicht erfolgreich ein-

gesetzt werden. Beispiele dieser direkten Ansätze sind in [59, 60, 67, 68] zu finden.
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Direkte Verfahren Indirekte Verfahren

Gießform Trennmittel Oberflächenbehandlung

Positivform
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BeschichtungBeschichtung
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HinterbauHinterbau

Hinterbau
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3. Hintergießen

4. Entformen4b. Beschichten

3a. Beschichten

Abbildung 2.8: Direkte und indirekte Beschichtungsverfahren für polymere Tiefziehwerkzeuge

Bei den indirekten Ansätzen wird zunächst eine Negativform analog wie beim Gießformen erstellt,

diese anschließend beschichtet und in einem finalisierenden Schritt mit einem geeigneten Polymer

hintergossen. Durch diesen Ansatz besteht eine größere Flexibilität hinsichtlich der einsetzbaren

Werkstoffe sowohl für die Beschichtung als auch für den Grundkörper. Des Weiteren sind inhomo-

gene Schichtdicken weniger kritisch, da die Fertigungsgenauigkeit bezüglich der Geometrie von der

Negativform abhängt. Dies ist insbesondere bei thermischen Spritzverfahren von Vorteil, da diese

i.d.R. raue Oberflächen erzeugen. Indirekte Verfahren werden u.a. in [42, 69–73] untersucht.

Im Folgenden werden die einzelnen Ansätze direkter und indirekter Verfahren detaillierter darge-

stellt. Eine Übersicht der Ansätze ist in Tabelle 2.1 gegeben.

Aufgrund zu geringer Haftung und zu rauer Oberflächen, die eine nachträgliche Bearbeitung

erfordern, erwies sich das direkte Flamm- und Plasmaspritzen in [68] als nicht zielführend zur Erhö-

hung der Verschleißbeständigkeit von polymeren Tiefziehwerkzeugen. Hierbei führten insbesondere

Eigenspannungen aufgrund der unterschiedlichen Kontraktion der Beschichtung und des Grund-

werkstoffs zum vorzeitigen Ablösen der Beschichtung [59]. Ähnliche Ergebnisse wurden in [60] er-
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Tabelle 2.1: Angewendete Beschichtungsverfahren für polymere Tiefziehwerkzeuge

Direkte Verfahren Indirekte Verfahren

Thermische Spritzverfahren Thermische Spritzverfahren

Lichtbogenspritzen Lichtbogenspritzen

Flammspritzen Plasmaspritzen

Plasmaspritzen Gasphasenabscheiden

Gasphasenabscheiden CVD

PVD Galvanik

CVD

zielt. Hier wurde der Ansatz untersucht, mittels Plasmaspritzen Beschichtungen auf Kunststoffe zu

applizieren. Trotz verschiedener Beschichtungsstrategien wie Applizieren einer Zwischenschicht, in

Kunststoff eingebetteter Drahtgewebe oder aufgeklebter Stahlbleche konnte keine zufriedenstellende

Haftung der Beschichtung aufgrund der zu geringen Härte und Temperaturbeständigkeit der Kunst-

stoffkörper realisiert werden. In [74] wurde polyurethanes Blockmaterial mittels PVD-Verfahren mit

Kupfer und Chrom beschichtet. Die Haftfestigkeit war auch hier ungenügend. Im abgeschlossenen

EFDS/AiF Forschungsvorhaben 13174 BG sollte eine Steigerung der Standzeiten von polymeren

Tiefziehwerkzeugen durch die direkte Applikation von Hartstoffschichten auf die Funktionsflächen

der Werkzeuge erreicht werden [67]. Die eingesetzten Schichtsysteme – diamantähnliche Kohlenstoff-

schichten (DLC), Silizium (Si-DLC) und Titan (Ti-DLC)-dotierte DLC-Schichten, Chrom(III)-nitrid

(CrN), Nickel (Ni)- und Chrom (Cr)-Schichten – wurden mittels PVD bzw. plasmaunterstützter

CVD-Verfahren auf die polyurethanbasierten Kunststoffe in einer Schichtdicke zwischen 2–4 µm ap-

pliziert, konnten jedoch die gestellten Anforderungen nicht erfüllen.

Bei den indirekten Verfahren haben Galvanoschalen-Tiefziehwerkzeuge einen hohen Reifegrad er-

reicht [70, 75], Abbildung 2.9. Der angestrebte Einsatzbereich dieser Werkzeuge liegt im Bereich

zwischen Werkzeugen für die Prototypen- und Großserie [75]. Der Ansatz basiert auf Anwendungen

in der Kunststoffspritztechnik [76]. Die Galvanoschalen bestehen aus einer verschleißfesten, metalli-

schen Schale als Wirkfläche mit einer Dicke von rund 5mm Dicke, die von einem polymeren Grundkör-

per hinterbaut ist [75]. Zur Herstellung der metallischen Schale wird auf einer Negativform aus Kunst-

stoff zunächst mittels Silberleitlack eine elektrisch leitfähige Schicht appliziert. Anschließend wird in

einem galvanischen Prozess Nickel auf der Oberfläche der Lackschicht abgeschieden. Die Schicht-

dicke kann durch die Prozessdauer (1mm/Woche) eingestellt werden [71]. Galvanoschalen mit

21



2 Stand der Kenntnisse Werkstoffe für Tiefziehwerkzeuge

Galvanoschale NVD-Galvanoschale

Galvanisch 
abgeschiedene 
Metallschicht

Matrize

Niederhalter

Stempel

Hinterbau
aus Kunststoff

Abbildung 2.9: Konventionelles Galvanowerkzeug [55] und NVD-Galvanowerkzeug [77]

Nickel-Kobalt-Legierungen erreichen eine Härte von rund 48 HRC, bei Sulfamat-Nickel-Legierungen

liegt diese bei 25 HRC [55]. Zur Herstellung der Negativform wird in [69] über Zwischenschritte

das Rapid-Tooling-Verfahren Stereolithografie (SLA) (s.a. Kapitel 2.4) angewendet. Mittels Gal-

vanoschalen konnten in [55] Tiefziehteile aus dem höherfesten, kaltgewalzten Tiefziehstahl H340

gezogen werden. In Praxisversuchen konnten über 160 000 Teile einer Türverstärkung aus DC05

(Blechdicke s0 =0,9mm) mittels Galvanoschalenwerkzeugen umgeformt werden [55].

Eine Weiterentwicklung der durch Galvanik im Galvanobad hergestellten Galvanoschalen stel-

len NVD-Galvanoschalen dar [71]. Hierbei wird mittels Nickel-Vapour-Deposition (NVD) im

CVD-Verfahren Nickel auf ein temperiertes, gut wärmeleitfähiges Negativmodell aus z.B. Aluminium

abgeschieden. Anschließend wird die mehrere Millimeter dicke Nickelschicht auf einen geeigneten

Hinterbau appliziert, wobei unterschiedliche Befestigungsvarianten wie klebend oder schwimmend

aufgelegt existieren. Gegenüber der Herstellung im Galvanobad können mit 0,25mm/h deutlich

höhere Abscheidungsraten erzielt werden. Ein weiterer Vorteil sind gleichmäßigere Schichtdicken.

Nachteilig sind die begrenzte Kammergröße verfügbarer NVD-Beschichtungsanlagen, sodass nur

Werkzeuge bis zu einer Größe von 1 900 mm x 1 200 mm realisiert werden können, die Gefahr ei-

nes Wärmeverzugs während der Herstellung sowie die um rund 30% höheren Kosten. Im Vergleich

zu einem konventionellen Werkzeugs aus EN-GJS-700-2 sind die Kosten um ca. 20% niedriger.

Die NVD-Galvanoschalen können direkt auf der Wirkfläche eine Mikrohärte von 500 HV 0,1 errei-

chen, was einer Härte von 49 HRC entspricht. Andere Bereiche der Nickelschale haben eine Härte

von rund 27 HRC. Mittels dieser Werkzeuge konnten 1 130 Blechformteile aus HCT600X einer

offenen Tunnelgeometrie (S-Rail -Geometrie des Numisheet´96-Benchmark) ohne Werkzeugschä-

digung umgeformt werden [77].

In [72] wird die Herstellung von Tiefzieh- und Spritzgießwerkzeugen mittels indirekten atmosphä-

rischen Plasmaspritzens von Eisen-Nickel-Chrom- bzw. Wolframcarbid-Kobalt-Schichten untersucht.

Die Herstellung erfolgt hierbei aufwendig über mehrere Prozessschritte, wie z.B. Sintern. Die For-
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schungsarbeiten zeigen die erfolgreiche Herstellung dieser Werkzeuge. Ein Nachweis über die Eignung

dieser Werkzeuge für Umformprozesse wird allerdings auch nicht in [78] erbracht.

Ein weiteres Herstellverfahren, welches vor allem im Kunststoffformenbau angewendet wird, ist

das Metallspritzen [42, 73, 79]. Hierbei werden mittels Lichtbogenspritzen vor allem niedrigschmel-

zende Zinnlegierungen auf eine Negativform gespritzt, hinterfüttert und anschließend entformt. Beim

Auftreffen sind die Spritzpartikel nur noch ca. 40–60 ◦C warm. Realisierbare Schichtdicken liegen im

Bereich von rund 4 mm [52]. Zur Herstellung von Spritzgießwerkzeugen für die Kleinserie werden

in [80] zunächst Negativformen mittels Stereolithografie oder selektivem Lasersintern hergestellt.

Anschließend wird Nickel aufgespritzt und mit Epoxidharz hintergossen.

2.2.5.6 Verfahren zur Abschätzung der Werkzeugstandzeit

Zur Abschätzung der Werkzeugstandzeit von Polymerwerkzeugen existiert eine Reihe von Modell-

versuchen, wobei als Basis i.d.R. die Betrachtung der Veränderung der Werkzeuggeometrie in Ab-

hängigkeit von der gezogenen Bleche dient.

So werden in den Verschleißuntersuchungen in [54] der Kennwert Volumenverschleiß pro Zyklus

und in [52, 59] die abgetragene Fläche am Ziehradius anhand von Streifenzugversuchen mit Um-

lenkung ermittelt. Unter der Annahme, dass ein linearer Zusammenhang zwischen Ziehkantenver-

größerung und Anzahl der Prüfzyklen existiert, definierte Frank eine aus Experimenten ermittelte

Verschleißrate als Quotient aus Radienänderung und der Anzahl der Prüfzyklen [55]. Die Verschleiß-

rate wird als Basis für die Aufstellung einer Gleichung zur Abschätzung der Ziehkantenvergrößerung

von Tiefziehwerkzeugen verwendet. Diese Gleichung berücksichtigt proportional auch den Radius

und die mittlere Flächenpressung der Ziehkante sowie die Ziehtiefe und die Anzahl der gezoge-

nen Teile. Die Validierung dieser Gleichung erfolgte anhand von Napfziehversuchen und zeigte eine

weitestgehende Übereinstimmung zwischen berechneten und gemessenen Werten.

Als Messgröße zur Abschätzung der Standzeit wird in [64] das Verschleiß-Weg-Verhältnis betrach-

tet. Dieses ergibt sich aus dem Verhältnis des absoluten linearen Verschleißes zur Gesamtziehlänge

(Ziehtiefe multipliziert mit der Anzahl der Hübe). Der absolute lineare Verschleiß wird als der maxi-

male Abstand zwischen der ursprünglichen Sollgeometrie und der Istgeometrie der verschleißenden

Ziehkante definiert. Dieser Ansatz soll Vorteile gegenüber der Betrachtung des Volumenverschleißes

bieten, da die Bestimmung des räumlichen Fehlvolumens aufwendig ist [81].

2.2.5.7 Simulation

Neben der auch bei konventionellen Tiefziehwerkzeugen üblichen Beurteilung der Machbarkeit des

Tiefziehprozesses werden FEM-Simulationen bei polymeren Tiefziehwerkzeugen vor allem zur Beur-
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teilung der Werkzeugbelastungen und -deformationen durchgeführt. Letztere wirken sich insbeson-

dere auf die Bauteilgenauigkeit aus. Bei der Modellierung wird häufig nur der Matrize ein linear-

elastisches Werkstoffverhalten zugeordnet. Stempel und Niederhalter werden starr ausgeführt. Die

Vernetzung der Werkzeuge erfolgt über Hexaeder- (z.B. [39, 82]) oder Tetraederelemente (z.B.

[55, 59]). Die Simulationen können gekoppelt ausgeführt werden, sodass für die Berechnung der

Werkzeugdeformation und den eigentlichen Umformprozess verschiedene FEM-Programme einge-

setzt werden (z.B. in [82]), oder komplett innerhalb einer Simulationsumgebung, wie z.B. in [55].

Zur Ermittlung der Werkzeugbelastung wird in [83] die Werkzeugbelastung mit Ansätzen aus [84]

über Umwege bestimmt, da bei der verwendeten Simulationssoftware keine Abbildung elastischer

Werkzeuge möglich ist. In [59] sind die Werkzeuge aus Tetraederelementen aufgebaut, bei Verwen-

dung eines linear-elastischen Materialgesetzes. Ein Vergleich des elastisch modellierten Prozesses

mit einer parallel durchgeführten Simulation unter Verwendung starr modellierter Werkzeuge zeigt,

dass zur reinen Beurteilung des Umformverhaltens des verwendeten Aluminiumblechess die starr

modellierten Werkzeuge ausreichend sind.

2.2.6 Sonderwerkstoffe

Neben den in der VDI-Richtlinie 3388 [34] aufgeführten Werkzeugwerkstoffen existieren weitere, die

vereinzelt für den Einsatz in Umformwerkzeugen verwendet werden, teilweise bisher aber noch nicht

über den Status aktueller Entwicklungen hinaus sind.

Beton wird im Werkzeugbau für Gestellbauteile seit etwa Anfang der 70er-Jahre eingesetzt, wo-

bei neben den wirtschaftlichen Aspekten hier insbesondere die hohen Dämpfungseigenschaften dieses

Werkstoffs ausgenutzt werden [85]. Beton lässt sich im Werkzeugbau in die beiden Arten Zementbe-

ton und Mineralguss, welcher auch als Reaktionsharzbeton, Polymerbeton oder Polymerguss bezeich-

net wird, unterteilen. Zementbeton wird mit Wasser abgebunden und daher auch Hydraulikbeton

genannt. Beim Mineralguss übernehmen Kunstharze, wie z.B. Epoxidharz, die Bindungsfunktion [86].

Sowohl Zementbeton als auch Mineralguss erreichen bei der Abformung eine hohe Maßgenauigkeit,

sodass Toleranzen von 0,1–0,3 mm bei 1 000 mm erreicht werden können [87]. Die endgültigen Ei-

genschaften, wie z.B. der E-Modul, von konventionellem Zementbeton stellen sich erst nach 30

bis 60 Tagen ein [87].

Beispiele industriell eingesetzter Zementbetonwerkzeuge für die Umformtechnik sind u.a. in [88]

im Bereich der Kleinserienfertigung (Matrize aus Zementbeton) und in [42] sowie in [89] für die

Umformung von Seitenwänden bzw. Kotflügel (> 3 000 Teile) zu finden. In [90] wurde das Potenzial

von hochfestem Beton (HPC) für den Einsatz als Tiefziehwerkzeug untersucht. Bei Verwendung

einer HPC-Matrize und einem HPC-Stempel, wobei die Wirkflächen aus einer Gel-Coat-Schicht (s.a.
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Kapitel 2.2.5) auf Polymerbasis aufgebaut waren, konnten über 16 000 Blechformteile einer Demons-

tratorgeometrie hergestellt werden. Limitierender Faktor war dabei die Gel-Coat-Schicht. Angepasste

Rezepturen von ultrahochfestem Beton (UHPC) für den Einsatz in der Hochdruckblechumformung

wurden in [91] entwickelt und in [92] hinsichtlich ihres Materialverhaltens untersucht. Hierbei konn-

te mittels Umformversuchen die Funktionsfähigkeit einer Werkzeugmatrize aus UHPC nachgewiesen

werden. Ohne den Einsatz von Ziehfolien oder Blechzwischenlagen führte die Oberfläche des Be-

tons zu unbefriedigenden Oberflächenqualitäten der eingesetzten Bleche [93]. Der Ansatz in der

Offenlegungschrift in [94] verfolgt die schnelle Herstellung von Tiefziehwerkzeugen mit den positi-

ven Eigenschaften konventioneller Werkzeuge. Bei dem gewählten Ansatz soll nur eine formgebende

Schale, welche zwischen 30–100 mm dick sein soll, in konventioneller Weise mittels Stahl- oder

Eisenwerkstoff hergestellt werden, wodurch herkömmliche Möglichkeiten zur Reparatur und Instand-

haltung beibehalten werden können. Die steifigkeitsbestimmende Abstützung der Schale soll durch

Mineralguss oder Polymere erfolgen.

Schichtholz als Werkzeugwerkstoff wird teilweise in der Luftfahrtindustrie [39] und im Prototy-

penbereich [95] eingesetzt. Die Basis bilden hier Buchenfurniere. Neben geringen Materialkosten

und hohem Zerspanvolumen bietet dieser Werkstoff den Vorteil guter tribologischer Eigenschaften

bei der Umformung von Aluminiumblechen. Mittels Schichtholz konnten in [40] ähnliche Standzei-

ten bei der Umformung von weichem Tiefziehstahl DC01 und Edelstahl 1.4301 wie mit Matrizen

aus niedrigschmelzenden Legierungen erzielt werden. In Untersuchungen in [96] wird Robinienholz

als Tiefziehstempel eingesetzt und die grundsätzliche Machbarkeit des Verfahrens anhand 200 um-

geformter Blechformteile aus konventionellem Tiefziehstahl nachgewiesen. Laminiertes Schichtholz

konnte in [25] Standzeiten bei der Umformung von weichem Tiefziehstahl DC04 erzielen, welche

leicht über denen von Werkzeugen aus Epoxidharz, jedoch deutlich unterhalb denen aus konventio-

nellen Gusswerkstoffen sind. Als Werkzeugwerkstoff für höherfester Werkstoffe eignet sich Schicht-

holz allerdings nicht [97].

2.3 Beschichtungen für Tiefziehwerkzeuge

Zur Erhöhung der Verschleißbeständigkeit von konventionellen Tiefziehwerkzeugen werden neben

Verfahren zur Randzonenbeeinflussung wie z.B. Nitrieren, Borieren und Einsatzhärten auch Be-

schichtungsverfahren angewendet [9]. Industriell eingesetzte Verfahren sind hierbei Hartverchromen

und insbesondere chemisches (CVD) sowie physikalisches (PVD) Gasphasenabscheiden [98].
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2.3.1 Hartverchromen

Beim Hartverchromen wird galvanisch Chrom auf die Werkzeugoberflächen abgeschieden, wobei die

Schichtdicke zwischen 5–800 µm liegt [99]. Die Härte des Werkzeugsgrundkörpers hat einen direk-

ten Einfluss auf die Härte der Beschichtung, welche rund 1 000 HV beträgt [9]. Zur Erzielung einer

glatten Oberfläche der Beschichtung ist eine glatte Werkzeugoberfläche erforderlich [99]. Vorteile

des Hartverchromens sind die niedrigen Prozesstemperaturen gegenüber anderen Beschichtungsver-

fahren, die bei rund 50 ◦C liegen und de facto zu keinen thermischen Belastungen führen. Nachteilig

ist die im Vergleich zu CVD/PVD-Schichten geringere Härte, niedrigere Standzeiterhöhung und

die Gefahr des Abblätterns der Beschichtung an glatten Flächen und scharfen Ecken [9]. In [99]

konnte durch den Einsatz hartverchromter Tiefziehwerkzeuge die Standzeit von 40 000 auf 600 000

Werkstücke gesteigert werden.

2.3.2 CVD/PVD-Beschichtungen

Beim chemischen Gasphasenabscheiden (CVD) werden Feststoffe aus der Gasphase abgeschieden

[99]. Geeignete gasförmige Ausgangswerkstoffe – sogenannte Precursor – werden einem Trägergas

zudosiert und innerhalb eines Reaktors über die Werkzeuge geleitet. Hier werden die Gase unter

Energiezufuhr in einer chemischen Reaktion zersetzt und auf den Werkzeugen abgeschieden [100].

Beim physikalischen Gasphasenabscheiden (PVD) werden unter Hochvakuumatmosphäre die me-

tallischen Ausgangskomponenten der Hartstoffschichten mittels physikalischer Verfahren wie z.B.

Laser- oder Elektronenstrahl in die Gasphase überführt. Anschließend werden unter Zuführung von

Reaktivgasen, welche die nichtmetallischen Komponenten der Hartstoffschichten enthalten, die io-

nisierten Teilchen mittels elektrischer Felder auf die zu beschichtenden Werkzeuge appliziert [101].

Während CVD-Beschichtungen eher bei Umformwerkzeugen eingesetzt werden, werden Schnitt-

und Trennwerkzeuge häufiger PVD-beschichtet [51]. Die Qualität der CVD/PVD-Beschichtungen

hängt u.a. von der Festigkeit und Nachgiebigkeit sowie Oberfläche des Grundwerkstoffs des Werk-

zeugs ab. In erster Näherung gilt hierbei, dass eine höhere Festigkeit das Schichtergebnis begüns-

tigt [35, 98]. Es werden i.d.R. gehärtete Grundwerkstoffe mit einer Härte oberhalb von 54HRC

eingesetzt [102]. Neben einer Erhöhung der Standzeit stark beanspruchter Werkzeuge werden

CVD/PVD-Beschichtungen zur Reduzierung der Schmiermittelmenge eingesetzt [98]. Limitieren-

der Faktor für CVD/PVD-Beschichtungen ist häufig die Größe verfügbarer Beschichtungskammern

[17]. Zur Beschichtung größerer Werkzeuge werden diese segmentiert ausgeführt. Die Segmente

werden einzeln beschichtet, montiert und die Übergänge endpoliert [35]. Tiefziehwerkzeuge werden

üblicherweise erst nach der Serienerprobung der Werkzeuge beschichtet [35, 98].
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In der Umformtechnik wird Titannitrid (TiN) vorwiegend für unlegierte Tiefziehbleche,

Chrom(III)-nitrid (CrN) bei Nichteisenmetallen und Titanaluminiumnitrid (TiAlN) sowie Titan-

carbonitrid (TiCN) für hochlegierte Bleche eingesetzt [9, 67]. Erzielbare Härten liegen je nach

eingesetzter Beschichtung und Verfahren bei 4 000 HV bei Schichtdicken im Bereich von einigen

Mikrometern [9]. Da der Bindungsmechanismus auf molekularer Basis und nicht auf mechanischer

Verklammerung beruht, ist die Haftfestigkeit zum Grundwerkstoff i.d.R. deutlich höher als bei gal-

vanisch oder mittels thermischen Spritzens hergestellter Schichten [103]. Neben den metallischen

Hartstoffschichten werden auch Schichten auf Kohlenstoffbasis wie z.B. Diamond-like-carbon (DLC)

oder Wolframcarbid-Kohlenstoff (WC-C) eingesetzt. Diese werden insbesondere bei der Umformung

von Aluminiumwerkstoffen aufgrund ihrer ausgeprägten Eignung zur Verhinderung von Adhäsion

verwendet und zeichnen sich durch niedrige Reibwerte und Trockenlaufeigenschaften aus [35].

Beispiele für die Anwendung von CVD/PVD-Beschichtungen zur Erhöhung der Werkzeugstand-

zeiten sind u.a. in [26, 98, 101, 102, 104] zu finden. So konnte mittels PVD-Beschichtungen in [101]

die dreifache Standzeit der Werkzeuge bei geringerem Schmierstoffverbrauch realisiert werden. Durch

den Einsatz in [104] von CrN konnte die Verschleißbeständigkeit von Kaltziehmatrizen verdoppelt

werden. In [102] wird eine Steigerung der Werkzeugstandzeit von 850 auf 40 000 Halbschalen für

Katalysatoren mittels CVD-Beschichtungen angegeben. Hochbeanspruchte Großwerkzeuge können

durch den Einsatz von Beschichtungen die 20-fache Standzeit erreichen [26]. Als Richtwert für

die Standfestigkeit von TiC-TiN-Beschichtungen, basierend auf CVD-Verfahren, wird in [98] die

Herstellung von rund zwei Millionen Längsträgern aus weichen Tiefziehstählen bei Ziehradien größer

als RZk≥ 4mm angegeben.

2.3.3 Thermisches Spritzen

Beim thermischen Spritzen werden Spritzzusätze wie Pulver, Drähte und Stäbe teilweise bis voll-

ständig innerhalb oder außerhalb einer Spritzpistole geschmolzen und als Spritzpartikel auf die zu

beschichtende Bauteiloberfläche geschleudert, wobei die Oberfläche nicht aufgeschmolzen wird [105].

Aufgrund der hohen Rauheiten und Inhomogenitäten in der Schichtdicke werden thermische Spritz-

schichten beim Einsatz als Funktionsflächen i.d.R. mechanisch nachbearbeitet [106]. Einflüsse auf die

Schichtqualität haben u.a. die Vorbehandlung des Grundwerkstoffs, die Leistung der Energiequelle,

die Zerstäubergase, der Spritzabstand, -winkel und -geschwindigkeit, der Drahtvorschub sowie die

Temperaturführung im Grundwerkstoff [107]. Die wichtigsten Qualitätsmerkmale einer Beschichtung

sind die Haftung und die Kohäsion [108]. Weitere Merkmale sind Porosität, Härte, Schichtdicke und

Rauheit [109]. Thermisch gespritzte Schichten werden üblicherweise in mehreren Überläufen aufge-

spritzt und weisen dadurch einen lamellenartigen Schichtaufbau auf [110].
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2.3.3.1 Verfahren

Wichtige Vertreter thermischer Spritzverfahren sind: Flammspritzen, Hochgeschwindigkeitsflamm-

spritzen (HVOF), Atmosphärisches Plasmaspritzen (APS) und Lichtbogenspritzen (AS).

Beim Flammspritzen werden draht- oder pulverförmige Spritzzusätze dem Brenner zugeführt,

mittels einer Brenngas-Sauerstoffflamme abgeschmolzen und durch ein Zerstäubergas auf die Bau-

teiloberfläche geschleudert [110]. Beim HVOF-Beschichten werden durch konstruktive und verbren-

nungstechnische Maßnahmen wesentliche höhere Gasdrücke erzeugt, die zu einer feineren Zerstäu-

bung und höheren Spritzpartikelgeschwindigkeiten führen. Hierdurch können Schichten mit Porosi-

täten kleiner als 1% und hohen Haftfestigkeiten (bis zu 90 MPa) realisiert werden. Übliche Schicht-

dicken liegen im Bereich von 100–300 µm [107]. Beim APS-Verfahren wird ein Plasma durch einen

Lichtbogen zwischen der Spritzdüse und einer Kathode erzeugt. Der pulverförmige Spritzzusatz wird

eingedüst, geschmolzen und in Richtung des zu beschichtenden Bauteils beschleunigt. Die Haftfes-

tigkeiten können bei einigen Legierungen bis zu 70 MPa erreichen. Die Porosität liegt im Bereich

von 1–7% bei einer Schichtdicke von 50–500 µm [105, 107].

Die Vorteile des Lichtbogenspritzens liegen im Bereich niedriger Betriebskosten und höchster

Auftragsraten (8–20 kg / h) bei einem gleichzeitig hohen Wirkungsgrad [111, 112]. Das Prinzip des

Lichtbogenspritzens ist in Abbildung 2.10 dargestellt. Zwei Voll- oder Fülldrähte, die als Elektro-

den dienen, werden in einem Lichtbogen kontinuierlich abgeschmolzen und über ein Gas auf dem

Grundwerkstoff geschleudert. Die Haftfestigkeit kann bis zu 70MPa betragen, bei einer Porösität im

Bereich von üblicherweise 10–20%. Realisierbare Schichtdicken sind 100–1 500 µm.

Primärgas

Spannung

Drähte

Drahtvorschub-
einrichtung

Spritzschicht

Grundwerkstoffabschmelzende Drahtspitze

Spritzstrahl

Kontaktrohre

Abbildung 2.10: Lichtbogenspritzen nach DIN EN 657 [105]
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2.3.3.2 Einsatz im Werkzeugbau

Thermische Spritzverfahren werden im Werkzeugbau nur selten eingesetzt, da ohne Nachbehandlung

die Beschichtungsoberfläche sehr rau ist [23]. Des Weiteren haben thermische Spritzschichten den

Nachteil, dass diese im Vergleich zu CVD/PVD-Beschichtungen inhomogene und niedrigere Haft-

festigkeiten besitzen. Tragfähige thermische Spritzschichten sind mehrere Zehntel dick, sodass das

Touchieren der Werkzeuge nicht vor, sondern erst nach dem Beschichten erfolgen kann [17]. Ansätze

zur Vermeidung bzw. Minimierung dieser Problematiken werden zurzeit im Sonderforschungsbereich

708 der DFG untersucht [113].

Müller untersuchte den Einsatz von thermisch gespritzten Keramiken als Beschichtung für

Tiefziehwerkzeuge [23]. Auch hier war eine Nacharbeitung der Spritzschichten für den Einsatz im

Tiefziehprozess erforderlich. Anschließend zeigen diese Beschichtungen ein geeignetes tribologisches

Verhalten. Gegenüber monolithischen Keramiken ist die maximal tragbare Flächenpressung allerdings

signifikant niedriger (s.a. Kapitel 2.2.4). APS-gespritztes Zirkonoxid (ZrO2) wird industriell z.B. zur

Verbesserung der Standzeit von Matrizen für warmstranggepresste Profile aus Stahl eingesetzt. Hier

werden robotergestützt 0,5–1 mm dicke Schichten auf gekrümmte Matrizen gespritzt [114]. Ther-

misch gespritztes NiCrBSi wird in [115] für Drahtziehwerkzeuge eingesetzt. Trotz der hohen Härte

der Beschichtung (60 HRC) konnte allerdings aufgrund von Korrossionseffekten keine Standzeit-

erhöhung realisiert werden. In [116] wurden verschiedene Beschichtungsansätze zur Erhöhung der

Standzeiten von Presswerkzeugen für die Gießereitechnik verglichen. Für diese Anwendung stellen

mittels HVOF gespritzte und anschließend geschliffene WC-Co-Schichten die geeignetste Lösung

dar. Einen signifikanten Einfluss auf die Standzeit hat hierbei das Herstellverfahren des verwendeten

Beschichtungspulvers. In [117] wird gezeigt, dass mittels APS-beschichteter Schnecken von Spritz-

gießmaschinen eine höhere Verschleißbeständigkeit gegenüber unbeschichteten und Cr-plattierten

Schnecken erzielt werden kann.

2.3.3.3 Haftungsmechanismen

Die Haftung beim thermischen Spritzen erfolgt durch mechanische Verklammerung der Spritzpartikel

miteinander und dem Grundwerkstoff, chemische und metallurgische Wechselwirkungen (Adhäsion,

Diffusion etc.) und lokale Mikroverschweißungen [107, 110, 118]. Die Dominanz dieser Mechanismen

wird allerdings teilweise kontrovers diskutiert. So wird in [110] und [119] die mechanische Verklam-

merung als dominierender Haftungsmechanismus angesehen. Lokale Mikroverschweißungen sind von

untergeordneter Rolle. Drozak hingegen sieht die mechanische Verklammerung als weniger rele-

vant gegenüber den metallurgischen Wechselwirkungen an [118]. Adhäsion wird durch van der
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Waals-Kräfte und Chemisorption erreicht [119]. Die Haftung bei metallischen Spritzpartikeln mit

dem Grundwerkstoff erfolgt nicht über die gesamte Partikeloberfläche, sondern wird durch einzelne

lokale Kontaktflächen realisiert, welche durch Poren und Oxide voneinander separiert sind [107, 118].

Einflüsse des Grundwerkstoffs auf die Haftung sind u.a. Oberflächenbeschaffenheit, Wärmeleitfähig-

keit und Temperatur. So begünstigen aufgeraute Oberflächen die mechanische Verklammerung und

Diffusionsprozesse und führen damit zu höheren Haftfestigkeiten [118]. Eine verbesserte Haftung

wird des Weiteren durch Säuberung und Entfetten der Oberfläche des Grundwerkstoffs und der

damit erhöhten Reaktionsfähigkeit erzielt. Niedrige Wärmeleitfähigkeiten des Grundwerkstoffs ver-

ursachen steile Temperaturgradienten an der Grenzfläche und verstärkten hier Diffusionseffekte und

Reaktionen [118]. Eine höhere Temperatur des Grundwerkstoffs entfernt mögliche Feuchtigkeit auf

der Oberfläche und führt zu einer besseren Benetzung und damit zu einer Erhöhung der Haftung

[119]. Limitierender Faktor der Temperatur des Grundwerkstoffs sind allerdings Oxidationseffekte auf

der Oberfläche, die beim thermischen Spritzen metallischer Spritzzusätze auftreten können [118].

Der Spritzabstand sollte zur Vermeidung einer zu hohen Temperaturabnahme und Oxidationen der

Spritzpartikel nicht zu groß sein und liegt üblicherweise bei rund 100 mm [118]. Oxidationseffekte

können allerdings auch zu einer Erhöhung der Schichthärte führen [108, 110]. Höhere Partikelge-

schwindigkeiten erhöhen den Aufpralldruck der Partikel auf den Grundwerkstoff und führen somit

zu einer verbesserten Haftung [108].

2.3.3.4 Eigenspannungen

Die Haftung während und nach dem Beschichten wird signifikant durch Eigenspannungen in der Be-

schichtung beeinflusst. Die Eigenspannungen werden durch zwei Hauptursachen induziert: primäres

und sekundäres Abkühlen [120]. Das primäre Abkühlen beschreibt das rasche Abkühlen der Spritzpar-

tikel, ausgehend von der Schmelztemperatur auf die Temperatur des Grundwerkstoffs während der

Flugphase bis zum Auftreffen der Partikel, wodurch Zugeigenspannungen induziert werden [107, 121].

Als sekundäres Abkühlen wird der Prozess des Abkühlens der Spritzschicht und des Grundwerkstoffs

von der Prozess- auf Raumtemperatur bezeichnet. Aufgrund unterschiedlicher Wärmeausdehnungs-

koeffizienten des Grundwerkstoffs und der Spritzpartikel wird die thermisch bedingte Kontraktion

gegenseitig beeinflusst. Durch Kontraktionseffekte wird die mechanische Verklammerung teilwei-

se begünstigt [119]. Abhängig von der Differenz der Ausdehnungskoeffizienten, Temperaturen und

Prozessgestaltung können hierdurch Zug- oder Druckeigenspannungen induziert werden [118, 120].

Sofern der Ausdehungskoeffizient der Beschichtung αW,S größer als der des Grundwerkstoffs αW,G ist,

werden immer Zugeigenspannungen induziert [107, 120]. Der Umkehrschluss gilt nicht zwangsläufig

[107, 121, 122]. Höhere Temperaturen des Grundwerkstoffs können Zugeigenspannungen verringern,
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da das Verhältnis von sekundärem zu primärem Abkühlen gesteigert wird [121, 123]. Allerdings kann

dies zu höheren Eigenspannungen in der Grenzflächenschicht zwischen Grundwerkstoff und Spritz-

schicht führen. Eine höhere Wärmeleitfähigkeit des Grundstoffes reduziert zwar die Eigenspannungen

in der Grenzflächenschicht, erhöht allerdings signifikant die Zugeigenspannungen auf der Oberfläche

der Spritzschicht [124]. Hohe Spritzpartikelgeschwindigkeiten in Kombination mit nicht vollständig

geschmolzenen Spritzzusätzen – wie z.B. beim HVOF – können ähnlich wie beim Kugelstrahlen

Druckeigenspannungen im Grundwerkstoff indizieren [125]. Grundsätzlich lassen sich die Eigenspan-

nungen beim thermischen Spritzen durch niedrige Wärmeeinbringung verringern [124]. So wird in

[107] empfohlen, die Spritzgeschwindigkeiten eher hoch zu wählen, sodass die Wärme homogen in

den Grundwerkstoff induziert wird und die einzelne Schichtlage zwischen zwei Überläufen so wenig

wie möglich Oxide bilden kann. Größere Schichtdicken können die Höhe der Zugeigenspannungen so-

wohl reduzieren [120] als auch erhöhen [107]. In [122] wurde jedoch keine Abhängigkeit zwischen der

Schichtdicke und der Höhe der Eigenspannungen beim Lichtbogenspritzen von Nickel-5-Aluminium

festgestellt. Generell hat die Schichtdicke allerdings einen Einfluss auf die Haftung. So verringert

sich die Haftung mit steigender Schichtdicke, was auf den sogenannten Free-edge-Effekt zurückzu-

führen ist [126]. Greving, Shadley und Rybicki wiesen in [122] mittels numerischer Analysen

nach, dass die Verringerung der Haftung bei einer Erhöhung der Schichtdicke vor allem von dem

Vorhandensein von Eigenspannungen abhängt.

2.3.4 Sonderverfahren

Neben den konventionellen CVD/PVD-Beschichtungsverfahren existieren noch weitere Ansätze, die

Gegenstand aktueller Forschungsarbeiten sind und auf Strahlungsverfahren beruhen. So wird die

Verschleißbeständigkeit von Schmiedewerkzeugen [127] und Druckgießwerkzeugen [128] mithilfe von

WC-Co-Schichtsystemen laserlegiert. Modellwerkzeuge einfacher Geometrien werden in [129] mit

(ZrO2) in einer Tiefe von bis zu 0,1 mm laserdispergiert. Bei der Ionenimplantation werden aus

einem Dotierstoff Ionen wie Silizium (Si), Chrom (Cr), Bor (B) oder Phosphor (P) abgeschieden

und mittels eines elektrischen Feldes auf das Werkzeug geschossen. Hier lagern sich die Ionen auf

Zwischengitterplätzen ein und erhöhen so die Randhärte der Werkzeuge [24].

2.4 Rapid Tooling

Zur Verkürzung der Fertigungskette vom CAD-Modell zum fertigen Werkzeug existieren verschie-

dene Verfahren wie Stereolithografie, selektives Lasersintern und Layer Laminate Manufacturing,

die unter dem Begriff Rapid Tooling zusammengefasst werden [130]. Hierbei werden aus den CAD-
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Daten weitestgehend automatisch reale Werkzeuge hergestellt. Die Werkstoffauswahl und maximale

Werkzeuggröße ist dabei allerdings limitiert, sodass insbesondere deren industrielle Verbreitung im

Bereich der Umformtechnik beschränkt ist [39]. Ein Ausschnitt aktueller Entwicklungen in diesem

Bereich wird im Folgenden dargestellt.

2.4.1 Stereolithografie

Die Stereolithografie (SLA) basiert auf der schichtweisen Aushärtung eines flüssigen Fotopolymers

mittels Laserstrahls [130]. Die Realiserung einer Schicht erfolgt dabei durch eine punktweise, in-

krementelle Verfestigung. In einem DFG-Forschungsvorhaben wurden die Einsatzmöglichkeiten der

Stereolithografie zur Herstellung von Tiefziehwerkzeugen untersucht [131]. Es konnte nachgewiesen

werden, dass diese Werkzeuge aus Fotopolymer prinzipiell zum Tiefziehen geeignet sind. Die gerin-

gen Festigkeiten des Fotopolymers sind dabei ein limitierender Faktor, sodass nur Bleche geringer

Streckgrenze und Dicke ohne Werkzeugversagen umgeformt werden konnten. Des Weiteren bewirkt

die geringe Steifigkeit der Werkzeuge eine Erhöhung der Gefahr der Faltenbildung. Dadurch können

lokale Spannungsspitzen hervorgerufen werden, die die Festigkeit des Fotopolymers überschreiten. In

[69] werden mittels SLA Werkzeuge aus polymeren Wabenstrukturen aufgebaut, wobei die Wirkflä-

chen als geschlossene dünne Schicht realisiert sind. Zur Erhöhung der Werkzeugfestigkeit werden die

Wabenstrukturen mittels eines aluminiumpulvergefüllten Epoxidharzes hintergossen, anschließend in

einem Autoklaven getempert und für die Umformung von Aluminiumblechen im Forschungsumfeld

eingesetzt. Ein anderer Ansatz verwendet die Stereolithografie nicht direkt zur Herstellung des Tief-

ziehwerkzeugs, sondern nur für die Generierung eines Negativmodells, aus dem anschließend das

eigentliche Tiefziehwerkzeug aus Gießwerkstoffen realisiert wird [42].

2.4.2 Selektives Laserstrahlsintern

Beim selektiven Laserstrahlsintern (SLS) werden feste Partikel, die in einem Pulverbett liegen, mit

einem Laserstrahl lokal angeschmolzen und dadurch zu einer Schicht verbunden [130]. Einsetzbare

Pulver sind alle aufschmelzenden Werkstoffe, die anschließend wieder möglichst ohne Volumenände-

rung erstarren. In einer Machbarkeitsstudie wurde ein Ziehring dreistufig aus einer Aluminium-Bronze

realisiert [4]. Hierbei wurde zunächst die Grundgeometrie mittels selektiven Laserstrahlsinterns her-

gestellt, anschließend ofengesintert bei 1 000 ◦C und mit einer Infiltration mit Zinnlot zur Steigerung

der Oberflächengüte finalisiert. Unter der Verwendung von Ziehfolie konnten Näpfe ausreichender

Güte umgeformt werden. Ein alternativer Ansatz in [131] zeigt jedoch, dass der Ansatz Lasersintern

technisch und wirtschaftlich ungeeignet ist. Gründe hierfür sind die porösen Werkzeugoberflächen,

plastische Verformungen der Werkzeuge bei Faltenbildung und ein deutlich höherer Zeit- und Kos-
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tenaufwand. Ähnliche Ergebnisse werden in [132] dargestellt. Durch den Einsatz von Werkzeug-

stahlpulver (1.2709 und 1.2344) werden vom generativ hergestellten Schmiedewerkzeug zwar die

Umformkräfte aufgenommen, jedoch sind die Kosten für die Herstellung oberhalb konventioneller

Schmiedewerkzeuge. In [133] werden SLS-Werkzeuge aus Edelstahlpulver aufgebaut. Hiermit konn-

ten 200 Blechteile aus einem weichen Tiefziehstahl einer offenen Geometrie zufriedenstellend bei

mäßigem Verschleiß umgeformt werden.

2.4.3 Layer Laminate Manufacturing

Beim Layer Laminate Manufacturing (LLM) wird das herzustellende Werkzeug generativ aus ein-

zelnen konturierten Schichten aufgebaut [130]. Zur Konturierung der Schichten, die aus Papier,

Kunststofffolien und -platten, aber auch Metallfolien und -blechen bestehen können, werden Laser-

und Wasserstrahlverfahren sowie Fräsen, Heißdrähte und Messer eingesetzt. Die einzelnen Schichten

werden durch Zuganker oder Stofffluss durch Kleben, Löten oder Schweißen verbunden. Anschließend

werden die Schichten im Verbund mechanisch nachbearbeitet, um die endgültige Oberflächenkontur

zu erhalten [130]. Eine andere Möglichkeit ist der Einsatz von dünnen Blechen oder Ziehfolien, die

zwischen Werkzeug und Platine gelegt werden [134]. Beim Einsatz von LLM-Tiefziehwerkzeugen

können allerdings aufgrund der nicht tangentialen Übergänge zwischen den Schichten und even-

tuellen Schnittflächenrautiefen die erforderlichen Ziehkräfte gegenüber konventionellen Werkzeug-

systemen höher sein [4]. Erste Untersuchungen zum Einsatz von LLM-Tiefziehwerkzeugen wurden

von Nakagawa und Kunieda durchgeführt [135]. Peplnjak und Kuzman konnten durch die

Verwendung unterschiedlich dicker Ausgangsbleche die Formgenauigkeit und Kraftaufnahme dün-

nerer Schichten verbessern [136]. Die Auswahl der Schichtdicke erfolgte dabei in Abhängigkeit der

herzustellenden Geometrie und Belastung im Tiefziehprozess. In der japanischen Automobilindustrie

werden seit den Achtizgern LLM-Tiefziehwerkzeuge aus Stahlblechen eingesetzt [42]. Diese Werk-

zeuge werden aufgrund des hohen manuellen Aufwandes im Tiefziehprozess nahezu ausschließlich für

die Prototypenfertigung eingesetzt. Wichtige Meilensteine bei der wirtschaftlichen Herstellung dieser

Werkzeuge sind die automatische Überführung der CAD-Daten in Schnittgeometrien und die Ver-

wendung dicker Schichten, die anschließend im Verbund spanend nachbearbeitet werden [136, 137].

Die Realisierung dieser Werkzeuge inklusive Konstruktion liegt bei einigen Tagen [42, 89]. Eine Al-

ternative zur spanenden Nachbearbeitung stellen dreidimensionale Laserschnitte der Einzellamellen

dar, wobei die erzeugbare Werkzeugqualtität unter der von im Verbund spanend nachbearbeiteten

LLM-Werkzeugen liegt [138]. Smatloch entwickelte in [139] ein LLM-Werkzeug, welches mittels

automatisch und reversibel einstellbarer Stifte und Zwischenlagen aus Elastomeren und Thermo-

plasten die Werkzeugkontur abbilden kann. Die Genauigkeit der hergestellten Blechwerkstücke liegt
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allerdings deutlich unter der konventioneller Tiefziehwerkzeuge. Krux erweitert die Anwendung von

LLM-Werkzeugen auf den Bereich der Hochdruck-Blechumformung [140]. Ein Vergleich der Haupt-

zeiten zur Herstellung einer Matrize für die Umformung von Bodenblechen mittels LLM-Verfahren

und Zinkguss zeigt, dass das LLM-Werkzeug bereits nach 160 Stunden fertiggestellt ist. Die Haupt-

zeit zur Herstellung der Matrize aus Zinkguss beträgt 460 Stunden, wobei 160 Stunden alleine auf

den Gießprozess entfallen [141]. Schell untersucht in seiner Disseration die Eignung von Papier

als Schichtwerkstoff für das LLM-Verfahren [39]. Mittels eines speziellen Papierwerkstoffs und der

Infiltration mit Epoxidharz können Tiefziehwerkzeuge für die Prototypenfertigung realisiert werden.

Die Eignung dieser Werkzeuge für die Umformung von Blechformteilen aus Stahlgüten bis zum

mikrolegierten Stahl H320LA bei einer Ausgangsblechdicke von s0 =2,2mm konnte nachgewiesen

werden [39]. Gegenüber anderen Rapid-Tooling-Ansätzen im Bereich der Prototypenfertigung zeigt

dieses Verfahren insbesondere bei kleinen und komplexen Geometrien Vorteile. Für die Herstellung

von Blechformteilen hoher Oberflächengüte ist dieses Verfahren allerdings nicht geeignet.

2.5 Sonderkonstruktionen von Tiefziehwerkzeugen

Die Kosten für Betriebsmittel machen bis zu 30% der gesamten Herstellkosten aus [128]. Hierbei

können die Einarbeitungszeiten von Tiefziehwerkzeugen bis zu 30% der Gesamtwerkzeugkosten ver-

ursachen [5, 6]. Zur Minimierung dieser Zeiten beim Einfahren der Werkzeuge können u.a. elastische

Werkzeugsysteme eingesetzt werden [142]. Potenzial zur Kostensenkung bietet auch die Verwen-

dung leichter Tiefziehwerkzeuge.

2.5.1 Elastische Werkzeuge

Generell hat die Steifigkeit der Presse und der Werkzeuge einen hohen Einfluss auf die Genauig-

keit der hergestellten Blechformteile [143–146]. Pressen unterscheiden sich hinsichtlich Kippung,

Versatz und Durchbiegung des Stößels sowie Tisches unter Last. Des Weiteren kommt es im Tief-

ziehprozess in Abhängigkeit der zu formenden Geometrie zu Blechaufdickungen. All diese Effekte

führen zu lokal erhöhten Flächenpressungen, die durch zeitaufwendige manuelle Einarbeitungspro-

zesse – das sogenannte Tuschieren – zur Erzielung einer konstanten Bauteilqualität kompensiert

werden müssen [142].

Konventionell eingesetzte Tiefziehwerkzeuge werden i.d.R. möglichst steif ausgeführt. Insbesonde-

re auf Vielpunktzieheinrichtungen kann hierdurch eine lokal definierte Flächenpressung in Wirkzonen

nur bedingt erzielt werden [142]. Zur positiven Beeinflussung des Werkstoffflusses vor allem im

Flanschbereich können elastische Werkzeugsysteme eingesetzt werden.
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Elend unterscheidet zwischen passiven und aktiven Niederhaltersystemen [142]. Bei passiven

Systemen erfolgt die Werkstoffbeeinflussung durch konstruktive Maßnahmen, bei aktiven wird dies

durch Aktoren realisiert. Industriell sind elastische Werkzeugsysteme bisher wenig verbreitet [142].

Zu diesem Thema existiert jedoch eine Reihe von Forschungsarbeiten. Für eine ausführliche Darstel-

lung verschiedener passiver und aktiver Werkzeugsysteme sei auf [142] verwiesen. Zusammenfassend

zeigt sich, dass durch elastische Systeme Tuschierarbeiten reduziert und eine Faltenbildung 1. Art

minimiert werden kann. Ursache hierfür ist die adaptive Flächenpressung aufgrund der höheren Elas-

tizität. Dies führt zu einem verbesserten Werkstofffluss und minimiert den Anteil von Bereichen des

Blechs ohne Werkzeugkontakt. Des Weiteren haben Lagertoleranzen und Verkippungen der Pressen

einen geringeren Einfluss auf das Ziehergebnis. Ebenso ist der Einfluss des Blechwerkstoffs bei elas-

tischen Niederhaltern geringer z.B. [142, 147–149]. Hortig untersuchte u.a. Einflussgrößen auf die

Kontaktnormalspannung am Ziehradius. Durch Simulationen wird nachgewiesen, dass durch den Ein-

satz von nachgiebigen Werkzeugen die Kontaktnormalspannungen homogener über den Ziehradius

verteilt und niedriger als bei starren Werkzeugen sind [17].

In [150] werden erste Ansätze der Weiterentwicklung von Umformwerkzeugen zu mechatronischen

Systemen dargestellt. Hierbei sollen die Werkzeuge regelnd in den Umformprozess eingreifen und so-

mit zu robusteren Prozessen führen. Hierbei steht insbesondere die Unabhängigkeit des Werkzeugs

von der eingesetzten Presse im Vordergrund. Durch den Einsatz piezoelektrischer Aktoren in der Ma-

trize, basierend auf diesem Ansatz, wird in [151] die Verringerung von Tryout-Zeiten nachgewiesen.

2.5.2 Leichte Tiefziehwerkzeuge

Eckard führt in [152] drei Gründe auf, die für eine Gewichtsreduzierung bei Tiefziehwerkzeu-

gen sprechen:

1. Handhabung

2. Taktzeitverkürzung

3. Energiekosten

So wird die Größe der herzustellenden Blechformteile stetig größer, sodass zwangsläufig auch die

Größe und damit das Gewicht der Werkzeuge ansteigt. Dadurch wird insbesondere die Handhabung

der Werkzeuge erschwert. Ein geringes Werkzeuggewicht begünstigt die Dynamik im Umformpro-

zess, sodass höhere Hubzahlen realisiert werden können [152]. Eine energetische Optimierung führt

daher gleichzeitig zu einer Steigerung der Produktivität von Pressen [153]. Allerdings gilt es zu

beachten, dass das Werkzeuggewicht i.d.R. maximal die Hälfte des Stößelgewichts ausmacht. Eine
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Reduzierung des Werkzeuggewichts wirkt sich demnach im Betrieb nur anteilig auf die gesamte

bewegliche Masse aus.

Zur Beurteilung der Auswirkungen der Werkzeugmasse auf die erforderliche Energie muss sowohl

die eingesetzte Pressenart als auch die Möglichkeit einer Energiespeicherung berücksichtigt werden.

So bedeutet insbesondere bei Pressenkonzepten ohne Energiespeicherung oder -rückgewinnung ein

geringeres Werkzeuggewicht Energieeinsparung bei der Beschleunigung und beim Bremsen beweg-

licher Massen [152]. Exzenterpressen speichern einen Teil der Bremsenergie im Schwungrad. Bei

hydraulischen Pressen ist die Bremsenergie i.d.R. verlorene Energie [154].

Generell wird bei Exzenterpressen zwischen der Primärseite – Antriebseinheit, Schwungrad und An-

triebsseitekupplung – sowie Sekundärseite – Abtriebsseite der Kupplung, Vorgelege, Kurbeltrieb und

Stößel – unterschieden [153]. In [153] zeigen Wagener und Pahl auf, dass für eine energetische

Optimierung der Presse das Verhältnis der Massenträgheitsmomente zwischen Primär- und Sekun-

därseite insbesondere für die Betriebsart Einzelhub groß sein sollte. Dieses verhält sich umgekehrt

proportional zur erforderlichen Kupplungsarbeit. Da aus energetischen Gründen die Massenträgheits-

momente auf der Primärseite nur so groß wie nötig sein sollten, ist insbesondere eine Reduzierung

der Massenträgheitsmomente auf der Sekundärseite erforderlich. Dies führt zur einer Verringerung

der Verlustenergie beim Einkuppeln und Abbremsen [153]. Allerdings ist dies nur im Einzelhubbetrieb

relevant [153]. Im Dauerhub, welcher kein permanentes Abbremsen und Kuppeln erfordert, gleichen

sich die Trägheitsmomente innerhalb einer Periode bei entsprechender Dimensionierung aus [155].

Bei hydraulischen Pressen fällt im Eilgang der Stößel nahezu frei und kann dadurch elektrische

Energie erzeugen [153]. Allerdings ist ein Abbremsen des Stößels vor Arbeitsbeginn zur Vermeidung

einer Werkzeugbeschädigung erforderlich.

Mechanische Servopressen vereinen die Vorteile von hydraulischen Pressen, wie frei einstellbare

Geschwindigkeiten an jeder definiert anfahrbaren Stößelposition sowie Bereitstellung der Presskraft

unabhängig von der Lage des Stößels, und die von mechanischen Pressen, wie Realisierung ho-

her Taktzahlen, Genauigkeit und Ausfallsicherheit [154]. Servopressen bieten die Möglichkeit eines

Energiemanagements, wodurch eine Rückspeisung von Bremsenergie möglich ist [154, 156]. Hier-

durch kann gegenüber herkömmlicher Pressentechnik 20–30% Energie eingespart werden [157].

Allerdings wird bei Servopressen im Pendelhub der obere Totpunkt durch Stoppen des Servomotors

erzielt. Hierdurch ist eine Umkehr der bewegten Massen erforderlich, was sich negativ auf den Ge-

samtwirkungsgrad der Presse auswirkt [158]. Eine Reduzierung des Werkzeuggewichts reduziert

dabei die Problematik.

In [152] wird zur Realisierung einer Gewichtsreduktion eine Topologie-Optimierung der Werkzeuge

angewendet. Mittels Topologie-Optimierung soll auch in [159] das Gewicht von großen Tiefziehwerk-
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zeugen reduziert werden. Bei diesem Ansatz wird insbesondere die gießtechnische Herstellbarkeit der

Werkzeuge berücksichtigt. Neben einer Reduzierung des Gewichts birgt auch die Einsparung von

Werkzeugwerkstoff großes Potenzial zur Verringerung des Energieverbrauchs, da z.B. bei Stahl ein

Viertel der Werkstoffkosten Energiekosten sind [153].

2.6 Faser-Kunststoff-Verbunde

Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV) bestehen aus mindestens zwei unterscheidbaren Phasen, wobei

die verstärkenden Fasern (2. Phase) von einer kontinuierlichen Matrix (1. Phase) – dem Kunst-

stoff – umgeben sind [160]. Als Faserwerkstoffe werden vorwiegend Glas- (GFK), Aramid- (SFK)

und Kohlefasern (CFK) eingesetzt. Für die Matrix werden Thermoplaste, Duroplaste und wesentlich

seltener Elastomere verwendet. Am häufigsten wird auf Epoxidharze aus der Gruppe der Duroplas-

te zurückgegriffen [161].

Vorteile von Faser-Kunststoff-Verbunden gegenüber konventionellen Konstruktionswerkstoffen

sind die spezifische hohe Festigkeit und Steifigkeit, bezogen auf die Dichte, sowie die Möglichkeit

der nahezu freien Formgestaltung. Gegenüber Metallen haben Faser-Kunststoff-Verbunde sowohl bei

der Herstellung als auch in der Nutzungsphase i.d.R. eine niedrigere Energiebilanz [161]. Allerdings

ist der Werkstoffpreis insbesondere bei Kohlenstofffasern höher als bei Metallen und die Herstellung

schlecht automatisierbar [161]. Im Folgenden wird auf Arten der Verstärkungsfasern, Laminattypen

und den Einsatz von Faser-Kunststoff-Verbunden in der Umformtechnik eingegangen.

2.6.1 Verstärkungsfasern

Glasfasern werden aus geschmolzenem Glas gezogen und haben einen Durchmesser von 3,5–24 µm

[162]. Vorteile von Glasfasern sind u.a. eine hohe Zugfestigkeit, gute Drapierbarkeit, gute visuelle

Kontrolle der Tränkung beim Laminieren und Erkennung von Defekten sowie vergleichsweise niedrige

Kosten [161]. Der E-Modul von Glasfasern ist allerdings niedriger und die Dichte höher als bei

anderen Verstärkungsfasern. Glasfasern selbst sind isotrop, unbrennbar und haben einen sehr hohen

elektrischen Isolationswiderstand [162].

Die Basis von Aramidfasern bildet aromatisches Polyamid, welches als flüssig-kristalline Lösung

zunächst versponnen und dann bei erhöhter Temperatur gereckt wird [161]. Aramidfasern zeich-

nen sich durch eine niedrige Dichte, eine hohe Chemikalienbeständigkeit und Zugfestigkeiten sowie

E-Module oberhalb von Glasfasern aus. Aufgrund ihrer hohen Zähigkeit bieten diese Fasern einen

hohen Widerstand gegen Rissausbreitung. Nachteilig ist die geringe Druckfestigkeit parallel zur Fa-
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Tabelle 2.2: Ausgewählte Eigenschaften von Fasern nach [162]

Eigenschaft Glasfaser Aramidfaser Kohlenstofffaser

Dichte ρ 2,53–2,6 kg
dm3 1,44 kg

dm3 1,77–1,96 kg
dm3

Zugfestigkeit σm,Z 2 400–3 500 MPa 2 800–3 000 MPa 1 750–5 000 MPa

E-Modul längs E‖ 73–86 GPa 65–130 GPa 240–500 GPa

E-Modul quer E⊥ 73–86 GPa 5,4 GPa 5,7–15 GPa

Bruchdehnung Aε,F 3,0–4,1 2,1–4,3 0,35–2,1

serrichtung, die Aufnahme von Wasser und die geringe UV-Beständigkeit. Aramidfasern sind stark

anisotrop, flammwidrig und liegen preislich zwischen Glasfasern und Kohlefasern [161, 162].

Kohlefasern werden durch Carbonatisierung über eine schmelzbare Zwischenstufe aus organischen

Ausgangsmaterialien wie Textilfasern aus Polyacrylnitril (PAN) oder Pech hergestellt [161, 162].

Vorteilhaft von Kohlefasern sind u.a. ihre geringe Dichte, im Vergleich mit anderen Fasern höchste

Festigkeiten und E-Module und eine exzellente Ermüdungsfestigkeit. Als nachteilig kann neben dem

hohen Faserpreis die geringe Bruchfestigkeit angesehen werden [161]. Kohlenstofffasern besitzen wei-

testgehend ein linear-elastisches Werkstoffverhalten, sind elektrisch gut leitend und anisotrop [161].

Ausgewählte Werkstoffkennwerte der drei genannten Fasern sind in Tabelle 2.2 dargestellt. Hier-

bei gilt zu beachten, dass die Eigenschaften eines kompletten Mehrschichten-Verbundes (MSV)

sowohl von dem gewählten Matrixwerkstoff, dem relativen Faservolumenanteil ξ und der Ausrich-

tung der Fasern abhängen.

2.6.2 Laminattypen

Die Auswahl an Laminattypen konzentriert sich im Bereich der Faser-Kunststoff-Verbunde auf ei-

nige wenige Arten, wie z.B. UD-Laminat, Kreuzverbund und (0/90/±45)-Laminat, Abbildung 2.11

[161]. Die Laminate unterscheiden sich hierbei insbesondere durch ihre speziellen mechanischen

Eigenschaften. Generell zeichnen sich diese durch eine einfache Herstellung aus.

Beim UD-Laminat liegen die Fasern alle in einer Richtung (UD =̂ unidirektional). In dieser

Richtung können die höchsten Festigkeits- und Steifigkeitswerte gegenüber anderen Laminattypen

gleicher Dicke erzielt werden. Allerdings können mittels dieses Typs Quer- und Schubbelastungen

schlecht aufgenommen werden.

Beim Kreuzverbund liegen die beiden Faserrichtungen in einer Winkeldifferenz von 90◦ zueinan-

der. Fasergewebe stellt somit einen Kreuzverbund dar. Eingesetzt wird der Kreuzverbund, wenn die
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(0/90/±45)-LaminatKreuzverbundUD-Laminat

0° 0° 0°90° 90°

-45°+45°

x x x

y y y

Abbildung 2.11: Auswahl von typischen Laminattypen nach [161]

Hauptrichtungen der angreifenden Spannungen bekannt sind. Hierbei werden die Fasern in diese

Richtungen gelegt. Generell wird der reine Kreuzverbund – außer bei vorwiegend schubbelasteten

Strukturen und mit Innendruck beaufschlagten Rohren – eher selten verwendet [161].

Das (0/90/±45)-Laminat kann als universelles Laminat angesehen werden. Dieser Typ wird relativ

einfach durch Gewebeschichten, welche um 45◦ verdreht zueinander angeordnet werden, realisiert.

Der Hauptvorteil dieses Laminatsaufbaus ist, dass jede Lastkombination überwiegend durch die

Fasern aufgenommen wird, wobei durch Variation der einzelnen Schichtdicken das Laminat gut an

die Belastungsverteilung angepasst werden kann [161].

2.6.3 Einsatz als Werkzeugwerkstoff in der Umformtechnik

Die Verbreitung von Faser-Kunststoff-Verbunden als Werkstoff für Werkzeugkompenten ist im Be-

reich der Umformtechnik gering. Beispiele hierzu sind in [58, 163–166] zu finden. So werden in [58] die

Führungsflächen von Schlaghämmern in Schlaghammerformen aus 2–4 mm dicken GFK-Laminaten

auf Epoxidharzbasis hergestellt. Zur Verbesserung der dynamischen Eigenschaften werden in [163]

Werkzeugkomponeten eines Werkzeugs zum Mikrostanzen aus kohlefaserverstärktem Kunststoff

(CFK) gefertigt. Ausschlaggebend für die Auswahl von CFK ist hier das hohe Verhältnis Steifig-

keit zu Gewicht und der geringe Wärmeausdehungskoeffizient. Ersteres führt zu höheren Taktzeiten,

Letzteres verbessert die Positioniergenauigkeit. Platten und Säulengestelle aus kohlefaserverstärktem

Kunststoff weisen gegenüber konventionellen Stahlkomponenten eine höhere Schwingungsdämpfung

und ein niedrigeres Gewicht auf [164]. In [165] führt das niedrige Gewicht von Werkzeugplatten

aus kohlefaserverstärktem Kunststoff beim Hochgeschwindigkeitsstanzen zu einer Reduzierung von

Oszillationseffekten des Werkzeugsystems beim Auftreffen des Niederhalters auf das Blech und beim

Durchbrechen des Stanzwerkzeugs durch das Blech. Durch eine Reduzierung der Oszillationen kann

der Verschleiß der eigentlichen Stanzwerkzeuge verringert werden. Des Weiteren werden Aramid-
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und Glasfasern als Armierung bei Werkzeugspulen für die elektromagnetische Umformung einge-

setzt [166].

2.7 Zusammenfassung des Standes der Kenntnisse

Die Abbildung 2.12 basiert auf den in diesem Kapitel angegebenen Literaturrecherchen und zeigt

Werkzeugwerkstoffe für das Tiefziehen von Stahlwerkstoffen in Abhängigkeit der Zugfestigkeit der

Blechwerkstoffe und der angestrebten Seriengröße. Hierbei wird ersichtlich, dass für weiche Tief-

ziehstähle für jede Losgröße geeignete Werkzeugwerkstoffe und -konzepte existieren, wobei diese

teilweise noch im Bereich der Forschung liegen. Im Gegensatz hierzu fehlt es für die Umformung

höherfester Werkstoffe an etablierten und wirtschaftlichen Systemen gerade im Bereich der Klein-

und Mittelserie. So haben Werkzeuge, basierend auf reinen Polymerwerkstoffen oder niedrigschmel-

zenden Legierungen, eine zu geringe Verschleißbeständigkeit. Bisherige Ansätze zur Steigerung der

Verschleißbeständigkeit durch Beschichtungen konnten außer im Falle von Galvanoschalen nicht er-

folgreich realisiert werden. Die Herstellung von Galvanoschalen ist zeitaufwendig, sodass in aktuellen

Forschungen eine Verkürzung der Herstellzeiten bei gleichzeitiger Wirtschaftlichkeit angestrebt wird.

Stahl- und Gusseisenwerkzeuge sind ökonomisch eher im Großserienbereich einsetzbar.
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Abbildung 2.12: Schematische Darstellung von Werkzeugwerkstoffen für das Tiefziehen von Stahl-

werkstoffen, basierend auf Kapitel 2.2
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Bisherige Rapid-Tooling-Technologien bieten insbesondere Potenzial für eine flexible und zeitef-

fiziente Produktion. Aufgrund des hohen manuellen Aufwandes bei der Herstellung sowie geringer

Dauerbelastung sind diese allerdings eher für den Prototypenbereich geeignet.

Nachgiebige Werkzeuge haben Vorteile vor allem bei der Minimierung von Einarbeitungszeiten

im Presswerk, beim Ausgleich von Chargenschwankungen und bei variierenden Prozessbedingungen.

Bisher werden diese – wenn überhaupt – nur in Großserien eingesetzt.

Zusammenfassend zeigt sich, dass gegenwärtig ein Mangel an Tiefziehwerkzeugen für die Umfor-

mung höherfester Blechwerkstoffe im Bereich der Klein- bis Mittelserie existiert, wobei die Werk-

zeuge sowohl schnell und wirtschaftlich hergestellt werden können als auch nur geringe Einarbei-

tungszeiten erfordern.
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise

3.1 Zielsetzung

Das Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines hybriden Tiefziehwerkzeugs zur Umformung hö-

herfester Blechwerkstoffe für die Klein- und Mittelserienproduktion. Das Werkzeug soll durch eine

kosteneffiziente und schnelle Herstellung sowie geringes Gewicht gekennzeichnet sein. Konstruktiv

soll das Werkzeugssystem eine Elastizität aufweisen, die im Presswerk zu minimalen Einarbeitungs-

zeiten führt.

Matrize

Niederhalter

Polymerhinterguss

Polymer-
hinterguss

Hartstoff-
beschichtung

Hartstoff-
beschichtung Faser-

verstärkung

Faserverstärkung Stempel 

Blechformteil

Abbildung 3.1: Konstruktiver Aufbau des hybriden Tiefziehwerkzeugs

Der Ansatz hierbei ist die Verwendung eines Grundkörpers aus faserverstärkten Polymeren, wel-

cher durch eine thermische Spritzschicht vor Verschleiß geschützt wird, Abbildung 3.1. Hierfür ist

die Entwicklung geeigneter Grundkörper erforderlich, welche den Belastungen bei der Umformung

höherfester Blechwerkstoffe standhalten können. Ein weiteres Teilziel dieser Arbeit ist die Entwick-

lung thermisch gespritzter Schichten, die einerseits einen Verschleißschutz bieten und andererseits

geeignete Oberflächen für Blechumformprozesse darstellen. Abschließend ist das Einsatzverhalten

der hybriden Tiefziehwerkzeuge zu untersuchen, um die Einsatzfähigkeit beurteilen zu können.
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Spritzpistole

Negativform Faserverstärkung Polymerhinterguss

Hybrides
Tiefziehwerkzeug

(Matrize)Spritzschicht

Laminieren Hintergießen EntformenThermisches
Spritzen

Abbildung 3.2: Prozesskette zur Herstellung des hybriden Tiefziehwerkzeugs

3.2 Vorgehensweise

Die Vorgehensweise zur Realisierung des hybriden Tiefziehwerkzeugs ist in Abbildung 3.2 dargestellt.

Wie in Kapitel 2.2.5.4 gezeigt, können verschleißfeste Schichten nicht direkt auf Polymeren appli-

ziert werden. Daher wird in dem Ansatz dieser Arbeit zunächst eine Negativform thermisch mit

einer Spritzschicht beschichtet. Anschließend erfolgt ein Laminierprozess mittels Faserverstärkung,

der zum einen das Schichtsystem unterstützen und eine Festigkeitssteigerung des Polymerhinter-

gusses erzielen soll. Im Anschluss an den Laminierprozess erfolgt das Hintergießen des Verbundes

aus Laminat und Beschichtung mit einem geeigneten Polymerhinterguss. Im letzten Fertigungs-

schritt wird das Werkzeug entformt, wobei ohne Nachbearbeitung der Spritzschicht das Werkzeug

im Umformprozess eingesetzt werden soll.

Basierend auf der beschriebenen Vorgehensweise wird die Arbeit in die Themengebiete Werkzeug-

grundkörper, Spritzschicht, Tribologie und Hybrides Tiefziehwerkzeug gegliedert. In Kapitel 4 wird

der polymere Werkzeuggrundkörper hinsichtlich der mechansichen Belastungen, Auswirkungen auf

den Tiefziehprozess und Möglichkeiten des Einsatzes von Faserverstärkungen untersucht. In Kapitel 5

werden geeignete thermisch gespritzte Schichten entwickelt, die auf den Werkzeuggrundkörper appli-

ziert werden können. Innerhalb des Kapitels 6 wird die Tribologie der indirekt gespritzten Schichten

analysiert. Die Synthese dieser Kapitel erfolgt anschließend in Kapitel 7. Hier wird das hybride Tief-

ziehwerkzeug ganzheitlich im Umformprozess erforscht. Abgeschlossen wird diese Arbeit mit einer

Zusammenfassung der Ergebnisse und einem Ausblick zukünftiger Forschungsarbeiten in Kapitel 8.
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Bei der Umformung höherfester Stähle sind gegenüber der Umformung von weichen Tiefziehstählen

höhere Umformkräfte erforderlich. Gegenstand dieses Kapitels sind die Analyse der mechanischen

Belastungen des polymeren Werkzeuggrundkörpers und die Auswirkungen auf den Tiefziehprozess.

Hierzu werden zunächst die Kennwerte sowohl der eingesetzten Polymerwerkstoffe als auch der Fa-

serwerkstoffe ermittelt. Anschließend werden die Belastungen der Werkzeuggrundkörper während

des Tiefziehens mittels der Finite-Elemente-Methode und experimenteller Versuche untersucht. Ab-

schließend werden in diesem Kapitel die Auswirkungen der im Vergleich zu konventionellen Werk-

zeugwerkstoffen leichteren Tiefziehwerkzeuge auf die Energiebilanz beim Pressvorgang mittels ana-

lytischer Ansätze betrachtet.

4.1 Mechanische Kennwerte

Der polymere Werkzeuggrundkörper stellt als Hinterbau die Basis des hybriden Tiefziehwerkzeugs

dar. Die mechanischen Kennwerte des Hinterbaus wirken sich daher unmittelbar auf das Verhalten

des gesamten hybriden Tiefziehwerkzeugs unter Last aus. Dies ist zum einen die Steifigkeit des

Werkzeugs, welche u.a. vom E-Modul abhängt, und zum anderen die Belastbarkeit des Werkzeugs,

welche sich aus der Festigkeit der Werkstoffe ergibt. Der Hinterbau des hybriden Tiefziehwerkzeugs

ist in die zwei Bereiche Polymerhinterguss und Faserverstärkung aufgeteilt, Abbildung 4.1. Hierbei

stellt der Polymerhinterguss aus Polyurethan den Hauptbestandteil dar. Die Faserverstärkung wird

hauptsächlich im Randbereich im Bereich der Wirkfläche eingesetzt. Sofern eine Spritzschicht als

Wirkfläche (vgl. Kapitel 5) verwendet wird, dient die Faserverstärkung als Unterstützung der Spritz-

schicht, ansonsten stellt die Faserverstärkung selbst die Wirkfläche dar, vgl. Kapitel 6. Die Kennwerte

des Polyurethan und der eingesetzten Faserverstärkung werden nachfolgend im Einzelnen ermittelt.

4.1.1 Polyurethanwerkstoffe

Als Polymerhinterguss wird Polyurethan eingesetzt, welches sich gegenüber Epoxidharzen insbeson-

dere durch eine bessere Verarbeitbarkeit und höhere Steifigkeit auszeichnet und kostengünstiger

ist, s.a. Kapitel 2.2.5. Für die Untersuchungen werden die Polyurethane GM 708 / PUR 4 und
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Hinterbau Matrize

Polymerhinterguss

Faserverstärkung

Abbildung 4.1: Hinterbau der Matrize des hybriden Tiefziehwerkzeugs

GM 725-7 / PUR 13 der Fa. ebalta eingesetzt. Zur Modifikation der mechanischen Kennwerte

dieser Polyurethane wird Eisenpulver verwendet.

Im Rahmen dieser Untersuchungen werden der E-Modul des Hinterbaus, die Poissonzahl und die

Festigkeiten sowohl in Zug- als auch in Druckbelastung sowie die Dichte bestimmt. Hierbei werden

neben den Kennwerten von reinem Polyurethan auch diejenigen von Mischungen mit unterschied-

lichen Füllgraden des Eisenpulvers ermittelt. Eine Übersicht der untersuchten Konfigurationen ist

in Tabelle 4.1 gegeben. Die Höhe des maximalen Grades an Füllstoff für die einzelnen Polyure-

thane basiert dabei auf Vorversuchen, welche zur Abschätzung der Gießfähigkeit der Mischungen

durchgeführt worden sind. Mit steigendem Füllgrad sinkt die Gießfähigkeit der Mischung. Höhere

Füllgrade des Eisenpulvers als die in Tabelle 4.1 angegebenen mindern die Gießfähigkeit der Mi-

schung so sehr, dass ein vollständiges Befüllen der Gießform nicht gewährleistet werden kann und

u.a. Lufteinschlüsse im ausgehärteten Polyurethan entstehen.

Tabelle 4.1: Untersuchte Polyurethane unterschiedlicher Füllgrade von Eisenpulver

Polyurethan Komp. A Komp. B Füllstoff Eisenpulver

Komp. A / Komp. B in Gew.% in Gew.% in Gew.%

GM 708 / PUR 4 100 75 0 100 200 300 400 500

GM 725-7 / PUR 13 100 15 0 25 50 75 100 125

Die Ermittlung der Zugfestigkeit σm,Z , der Poissonzahl ν und des E-Moduls in Zugrichtung EP,Z
wird in Anlehnung an DIN EN ISO 527-2 [167] durchgeführt. Die Probenabmessungen entspre-

chen denen des in der Norm angegebenen Probekörpertyps 1A. Nach dem Gießvorgang werden
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Abbildung 4.2: Festigkeiten σm,Z und σy,D der Polyurethane in Abhängigkeit vom Füllgrad des

Eisenpulvers

die Proben auf eine Dicke von 4 mm gefräst. Die so hergestellten Proben werden anschließend in

einer Universalprüfmaschine der Fa. Zwick bis zum Zerreißen bei einer Prüfgeschwindigkeit von

0,15mm/ s gezogen.

Bei Prüfung der Druckeigenschaften von Polymeren wird gemäß der Norm DIN EN ISO 604 zwi-

schen der Druckfestigkeit σm,D und der Druckfließspannung σy,D unterschieden [168]. Die Druckfes-

tigkeit σm,D beschreibt dabei die maximale Druckspannung, die vom Probenkörper im Versuch getra-

gen wird. Die Druckfließspannung σy,D gibt das erste Maximum in der Spannungs-Dehnungskurve

an. Anschließend bleibt die Spannung bei fortschreitender Stauchung konstant oder sinkt weiter

ab, bevor sie bei weiterer Stauchung wieder ansteigen kann. Aufgrund dieses ideal-plastischen bzw.

entfestigenden Werkstoffverhaltens ist für die Auslegung der hybriden Tiefziehwerkzeuge die Druck-

fließspannung σy,D die Grenze der maximal zulässigen Spannungen. Zur Verbesserung der Lesbarkeit

wird daher der Begriff Festigkeit als Oberbegriff für die Zugfestigkeit σm,Z und Druckfließspannung

σy,D gewählt. Zur Bestimmung der Druckfestigkeit σm,D und des E-Moduls in Druckrichtung EP,D
werden zylindrische Proben mit einer Höhe und einem Durchmesser von jeweils 30mm verwendet.

Die Prüfgeschwindigkeit beträgt 2mm/min. Die Bestimmung der Dichte ρ erfolgt durch Auswiegen

der Probekörper der Druckversuche vor der Versuchsdurchführung.

Die ermittelten Festigkeiten der Polyurethane sind in Abbildung 4.2 dargestellt. Bei Zugbelastung

kann keine plastische Formänderung festgestellt werden. Ebenso zeigt sich bis zur Druckfließspannung
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Abbildung 4.3: E-Module EP,Z und EP,D der Polyurethane in Abhängigkeit vom Füllgrad des

Eisenpulvers

σy,D ein nahezu linear-elastischer Bereich. Nach dem Überschreiten der Druckfließspannung fällt

die Spannung zunächst ab, sodass eine Entfestigung vorliegt. Beide Polyurethane weisen ähnliche

Festigkeiten auf. Unter Druckbelastung wird jeweils fast das Dreifache der Zugfestigkeit erreicht.

Eine Abhängigkeit der Festigkeiten von der Höhe des Füllgrades des Eisenpulvers ist nicht erkennbar.

Ebenso zeigt sich keine Abhängigkeit der Poissonzahl ν von der Höhe des Füllgrades. Diese beträgt

für beide Polyurethane ν=0,46.

Der E-Modul EP hingegen wird durch die Menge des Eisenpulvers beeinflusst, Abbildung 4.3.

Unverfüllt werden jeweils die niedrigsten Werte erreicht. Das Polyurethan GM 725-7 / PUR 13 weist

hierbei einen rund vierfach höheren E-Modul auf. Im Falle des Polyurethan GM 708 / PUR 4 erhöht

sich bis zu einem Füllgrad von 400Gew.% sowohl der E-Modul in Zug- als auch in Druckbelastung.

Ein höherer Füllgrad führt zu einer Sättigung (Druck) bzw. Verringerung des E-Moduls (Zug). Ein

ähnliches Verhalten zeigt sich auch beim Polyurethan GM 725-7 / PUR 13. Hier werden maximale

Werte zwischen 75–100Gew.% erreicht.

Die Menge an Eisenpulver ist erwartungsgemäß proportional zur Dichte ρ des Polymerhintergusses,

Abbildung 4.4. Unverfüllt hat das Polyurethan GM 708 / PUR 4 eine niedrigere Dichte als das

Polyurethan GM 725-7 / PUR 13.

Insgesamt zeigt sich, dass der Polymerhinterguss wesentlich höhere Druckspannungen als Zug-

spannungen aufnehmen kann. Durch den Grad an Zugabe von Eisenpulver kann der E-Modul bis
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Abbildung 4.4: Dichte ρ der Polyurethane in Abhängigkeit vom Füllgrad des Eisenpulvers

zu einer bestimmten Konzentration erhöht werden. Auf die Festigkeit wirkt sich das Eisenpulver

nicht aus. Allerdings ist die Steigerung des E-Moduls mit einer Erhöhung des Gewichts des Po-

lymerhintergusses verbunden.

4.1.2 Faser-Kunststoff-Verbunde

Zur Verstärkung des polymeren Werkzeuggrundkörpers des hybriden Tiefziehwerkzeugs werden

Faser-Kunststoff-Verbunde aus Kohlefasern, eingebettet in einer Epoxidharzmatrix (CFK), verwen-

det. Wie in Kapitel 2.6 dargestellt, zeichnet sich CFK gegenüber anderen Faser-Kunststoff-Verbunden

durch eine hohe Festigkeit und Steifigkeit aus.

Im hybriden Tiefziehwerkzeug werden je nach Belastung die drei Laminattypen: UD-Laminat

(UD =̂ unidirektional), Kreuzverbund und (0/90/±45)-Laminat eingesetzt, s.a. Kapitel 2.6. Sowohl

für die analytische als auch für die Betrachtung mittels der Finite-Elemente-Methode (FEM) des

polymeren Werkzeuggrundkörpers unter Last ist daher die Kenntnis der mechanischen Kennwerte

der drei Laminattypen erforderlich. Alle drei Laminattypen weisen ein orthotropes Materialverhalten

auf, wobei im Falle der Typen UD-Laminat und (0/90/±45)-Laminat der Sonderfall der Orthotropie

die transversale Isotropie vorliegt, Abbildung 4.5.

Zur vollständigen Beschreibung des elastischen Orthotropieverhaltens sind neun Elastizitätsgrößen

erforderlich, [161]. Dies sind die E-Module E1, E2 und E3, die Poissonszahlen ν12, ν13 und ν23 sowie
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Abbildung 4.5: Volumenelemente der Laminattypen: UD-Laminat, Kreuzverbund und

(0/90/±45)-Laminat und zugehöriges Elastizitätsgesetz in Anlehnung an [161]

die Schubmodule G12, G23 und G13
1. Weitere Elastizitätsgrößen sind von diesen abhängig, da durch

die Orthotropie allgemein die Beziehungen:

ν21

E1

=
ν12

E2

ν23

E3

=
ν32

E2

ν13

E3

=
ν31

E1

|nach [161] (4.1)

gegeben sind. Aufgrund der transversalen Isotropie kann die Anzahl unabhängiger Elastizitätsgrößen

auf fünf reduziert werden.

Für das UD-Laminat ist die Bestimmung von E1, E2, ν12, ν23 und G12 ausreichend, da E2 =E3,

ν21 = ν31 und G12 =G13 gilt. Der Schubmodul G23 ist aufgrund der Isotropieebene mit E3 durch

Gleichung 4.2 gegeben:

G23 =
E3

2 · (1 + ν23)
(4.2)

Beim (0/90/±45)-Laminat sind die Größen E1, E3, ν12, ν13 und G23 erforderlich. Analog zum

UD-Laminat gilt hier E1 =E2, ν13 = ν23 und G23 =G13. Über die Isotropieebene ist der Schubmodul

G12 analog zur Gleichung 4.2 von E1 und ν21 abhängig. Da der gewählte Kreuzverbund in den

Richtungen 1 und 2 gleich aufgebaut ist, müssen nur die Elastizitätsgrößen E1, E3, ν12, ν13, G12

und G13 ermittelt werden. Für die anderen gilt: E1 =E2, ν13 = ν23 und G23 =G13.

Zur Ermittlung der Festigkeitswerte sowie der Elastizitätsgrößen E-Modul und Poissonszahl wer-

den CFK-Probekörper mit unterschiedlichen Laminataufbauten unter Zugbelastung getestet. Die

Bestimmung der Kennwerte erfolgt dabei in Anlehnung an die Normen DIN EN ISO 527 Teil 4 und 5,

[169, 170]. Die Aufbringung der Zugkraft mittels einer Universalprüfmaschine erfolgt bei einer Prüf-

geschwindigkeit von 2mm/min. Die CFK-Probenkörper haben eine Länge von 100 mm, eine Breite
1Die Indizierung erfolgt, wie im deutschsprachigen Raum üblich, in der Reihenfolge Wirkung, Ursache, [161]
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Abbildung 4.6: Schematische Darstellung des Laminataufbaus der CFK-Probekörper entsprechend

der angegebenen Kodierung

von 15 mm und eine Dicke von rund 1,2 mm, welche durch vier Gewebeschichten bzw. Lagen von UD-

Schichten (UD =̂ unidirektional) erzielt wird, Abbildung 4.6. Die Faserrichtungen beziehen sich auf

die X-Achse des Probekörpers. Für eine ausführliche Herleitung der Laminat-Kodierung sei auf [161]

verwiesen2. Auf beiden Enden der Probekörper werden gemäß Norm CFK-Verstärkungen aufgeklebt.

Das CFK wird aus Kohlefaserhalbzeugen – Kohlefaserband und Kohlefasergewebe (Köperbin-

dung) – und Epoxidharz der Fa. R&G im Handlaminierverfahren hergestellt. Die Fasern T300J der

Halbzeuge von der Fa. Torayca haben eine Garnfeinheit von 200 tex (1 tex= 1mg /m). Als Epo-

xidharzsystem wird der Harz L in Kombination mit dem Härter EPH 161 verwendet. Die relativen

Faservolumenanteile ξ der CFK-Probekörper, welche aus UD-Schichten aufgebaut sind, liegen bei

ξ=40%. Die CFK-Probekörper, basierend auf Gewebe, haben einen Faservolumenteil von ξ=35%.

Grund für den Unterschied ist die geringere Packungsdichte von Fasern in Geweben [161].

Auf eine aufwendige und fehleranfällige Bestimmung der Schubmodule wird verzichtet, da Lamina-

te durch den E-Modul dominiert werden und die weiteren Größen der Grundelastizitäten weitestge-

hend übertragbar sind [161]. Kennwerte für die Schubmodule werden aus der Literatur [161, 171, 172]

übernommen und – sofern erforderlich – auf den jeweiligen relativen Faservolumenanteil mit Ansät-

zen aus [161] umgerechnet.

2Kurzinfo: Die Zahlen geben den Faserwinkel zur X-Achse des Probekörpers an. Die Zahlen im Index bezeichnen

die Anzahl direkt aufeinanderfolgender Schichten. Gewebe wird mit dem Index f gekennzeichnet. Bei mittensymme-

trischem Laminataufbau wird nur eine Hälfte des Aufbaus in Klammern angegeben, was durch den Index S dargestellt

wird [161].
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Tabelle 4.2: Elastizitätsgrößen der untersuchten Laminattypen

Laminattyp ξ E1 E2 E3 ν12 ν13 ν23 G12 G23 G13

in % in GPa in GPa

UD-Laminat 40 96,00 7,00 7,00 0,025 0,025 0,380 2,6 2,5 2,6

Kreuzverbund 35 45,50 45,50 7,90 0,040 0,075 0,075 2,3 2,4 2,4

(0/90/±45)-Laminat 35 32,80 32,80 7,90 0,320 0,280 0,280 12,2 2,5 2,5

Die ermittelten Elastizitätsgrößen sind in Tabelle 4.2 aufgelistet. Zur übersichtlicheren Darstellung

der Orthotropien in der 1, 2-Ebene sind diese mittels der makrogestützten MS-Excel -Anwendung

LamiCens der Fa. R&G berechnet worden und in Abbildung 4.7 dargestellt.
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Abbildung 4.7: Richtungsabhängige Elastizitätsgrößen der untersuchten Laminattypen in der

1, 2-Ebene. Aufgrund von Symmetrien ist nur ein Quadrant dargestellt.

Insbesondere bei der Höhe des E-Moduls weist das UD-Laminat aufgrund der unidirektional aus-

gerichteten Fasern eine hohe Richtungsabhängigkeit auf, Abbildung 4.7. In Faserrichtung können

so die höchsten E-Module aller untersuchten Laminataufbauten erzielt werden. Das Gegenteil hier-

zu ist das (0/90/±45)-Laminat, welches sich in der 1, 2-Ebene vollkommen isotrop verhält. Dieser

Laminataufbau weist im Vergleich die niedrigsten E-Module in der 1, 2-Ebene auf. In Dickenrich-

tung (3-Richtung) werden vergleichsweise geringere E-Module erzielt, Tabelle 4.2. Diese liegen

im Bereich von 7GPa.

Der höchste Schubmodul G in der 1, 2-Ebene wird im Falle des Kreuzverbundes unter 45◦ zu

den Hauptachsen erzielt, Abbildung 4.7. Das UD-Laminat hat hingegen einen äußerst niedrigen
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Abbildung 4.8: Zugfestigkeit verschiedener Laminataufbauten

Schubmodul. Der Schubmodul des (0/90/±45)-Laminats liegt im Falle von 45◦ zu den Hauptachsen

dazwischen, erreicht diesen Wert jedoch unabhängig von der Richtung. Ein quasiisotropes Verhalten

zeigt sich bei diesem Laminat auch für die Poissonszahl ν.

Die ermittelten Festigkeitswerte σm,Z im Rahmen der Zugprüfung der fünf verschiedenen CFK-

Probekörper sind in Abbildung 4.8 dargestellt. Diese Werte dienen zur vereinfachten Überprüfung

der ertragbaren Spannungen des CFK im hybriden Tiefziehwerkzeug. Eine detaillierte Festigkeits-

analyse, welche auch die unterschiedlichen Versagensarten bei Faser-Kunststoff-Verbunden wie Fa-

serbruch, Matrixversagen etc. berücksichtigt, ist im Rahmen dieser Forschungsarbeit nicht erforder-

lich. Der Aufwand bei der Parameterbestimmung und der Modellierung kann dadurch signifikant

verringert werden.

Höchste Festigkeiten werden beim Laminataufbau (02)S erreicht, welche den Festigkeiten des

UD-Laminats in Faserrichtung gleichzusetzen sind. Quer zur Faserrichtung – Laminataufbau (902)S –

hingegen werden Zugfestigkeiten entsprechend denen des Epoxidharzes der Matrix erzielt und sind

damit signifikant niedriger. Mittlere Festigkeiten werden mit den Laminataufbauten ((0/90)f)/±45f)S
(=̂ (0/90/±45)-Laminat) und ((0/90)2f))S (=̂Kreuzverbund in 1- und 2-Richtung) erzielt. Der La-

minataufbau (±452f)S entspricht einer Belastung des Kreuzverbundes im 45◦-Winkel zur 1-Richtung

in der 1, 2-Ebene. Hier wird nur in etwa die Hälfte der Festigkeit gegenüber der Festigkeit bei

Belastungen parallel zu den Hauptrichtungen erreicht.

4.1.3 Fazit: Mechanische Kennwerte für den polymeren Werkzeuggrundkörper

In diesem Kapitel sind die erzielbaren mechanischen Kennwerte des Hinterbaus des hybriden Tief-

ziehwerkzeugs, bestehend aus dem Polymerhintergus und der Faserverstärkung, analysiert worden.
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Die Untersuchungen zeigen, dass durch die Zugabe von Eisenpulver der E-Modul des Polymer-

hintergusses variiert werden kann. Begrenzt ist die Zugabe durch die Fließfähigkeit des Polyurethans

beim Hintergießen. Unabhängig hiervon weist der Polymerhinterguss eine wesentlich höhere Druck-

festigkeit als Zugfestigkeit aus.

Die Festigkeit und der E-Modul der Faser-Kunststoff-Verbunde kann in weiten Bereichen durch

unterschiedliche Laminataufbauten definiert eingestellt werden. Bei der Verwendung von Kohlefasern

können so gegenüber dem Polymerhinterguss in Abhängigkeit vom Laminataufbau signifikant höhere

Festigkeiten und E-Module erzielt werden. In Dickenrichtung ergeben sich hingegen keine höheren

Werte des E-Moduls gegenüber dem Polymerhinterguss aus Polyurethan.

Generell sind die Werte der maximal erreichbaren E-Module sowohl des Polymerhintergusses als

auch der Faserverstärkung niedriger als diejenigen von konventionellen Werkstoffen für Tiefziehwerk-

zeuge aus Stahl oder Gusseisen. Die dadurch bedingten Auswirkungen auf den Umformprozess sind

Gegenstand des nächsten Kapitels.

4.2 Analyse der Werkzeugbelastungen und -elastizität

Im Tiefziehprozess treten die höchsten Werkzeugbelastungen i.d.R. am Ziehkantenradius der Matrize

auf, vgl. Kapitel 2.1. Hier liegen neben den höchsten Kontaktspannungen auch Relativbewegungen

zwischen dem Werkzeug und dem Blech vor. Die Analyse der Werkzeugbelastungen und Werkzeug-

elastizität konzentriert sich daher auf diesen Bereich.

4.2.1 Analytische Betrachtung

Die analytische Betrachtung der Belastungen an der Ziehkante kann aufgrund der fehlenden Möglich-

keit zur analytischen Beschreibung lokaler Spannungsspitzen an der Ziehkante und der Komplexität

der Wechselwirkungen zwischen Blech und Matrize nur als Näherung erfolgen.

Die wirkende Kontaktspannung σp,Zk am Ziehkantenradius RZk ergibt sich nach [173] zu:

σp,Zk =
s

RZk

· σr,1

=
s

RZk

· σFl · eµ
π
2 |vgl. Gleichung 2.7 (4.3)

Hierbei ist s die aktuelle Blechdicke, σr,1 die radiale Spannung am Ziehkantenauslauf, σFl die Span-

nung im Flanschbereich und µ der Reibungskoeffizient zwischen Blech und Ziehkantenradius, vgl.

Kapitel 2.1.3. Gleichung 4.3 gilt, sofern die Blechdicke gegenüber dem Radius der neutralen Faser

der Biegelinie klein ist [173]. Für die Spannung im Flanschbereich σFl können je nach gewähltem Be-

rechnungsansatz die Gleichungen 2.8 oder 2.9 eingesetzt werden. Wie in Kapitel 2.1.3 jedoch gezeigt,
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Abbildung 4.9: Ersatzmodell zur Analyse der Verschiebungen an der Ziehkante

können durch die Vereinfachungen des Modells, wie z.B. die Verwendung der Eytelwein-Gleichung,

lokale Spannungsspitzen und demzufolge auch lokale Kontaktspannungen nicht abgebildet werden.

Aufgrund der geometrischen Gegebenheiten der Matrize an der Ziehkante kann das Verhältnis

Länge zu Breite nicht als groß angesehen werden, sodass die Bernoullischen Annahmen [174]

streng genommen nicht gelten. Denkbar ist eine Beschreibung der Werkzeugelastizität durch die

Verwendung eines elastisch gebetteten Trägers, s.a. [175]. Hierbei würde die Bettung durch den Po-

lymerhinterguss und der Träger durch den Faser-Kunststoff-Verbund charaktersiert. Es ist allerdings

nicht möglich, direkt aus dem E-Modul des Polymerhintergusses auf eine Bettungszahl zu schlie-

ßen [175]. Ebenso ist die Lösung des Gleichungssystems für elastisch gebettete Träger allgemein so

komplex, dass der Einfluss der Parameter auf das Ergebnis nur bedingt erkennbar ist [175].

Aufgrund der oben genannten Gründe wird daher nur ein stark vereinfachtes Ersatzmodell der

Ziehkante, welches auch die Krümmung an der Ziehkante vernachlässigt, angenommen, Abbildung

4.9. Die Anwendung dieses Modells beschränkt sich auf eine Aussage zur Verschiebung ∆z im

Punkt A aufgrund der Kontaktspannung in Abhängigkeit der Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes

hF und der E-Module des Polymerhintergusses und Faser-Kunststoff-Verbundes. Hierbei wird die

Kontaktspannung σp,Zk durch eine Einzellast F substituiert:

F = σp,Zk · lZk · b (4.4)

Die Länge lZk repräsentiert die Ziehkantenlänge. Bei einem Ziehkantenwinkel von γZk=90◦ ergibt

sich die Länge lZk so zu:

lZk =
1

2
· π ·RZk (4.5)

Der Wert b stellt die Breite des Ersatzmodells dar. Der Polymerhinterguss wird durch eine einzelne

Ersatzfeder mit der Federsteifigkeit CP abgebildet:

CP =
EP · AP
hP

(4.6)
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Hierbei ist EP der E-Modul des Polymerhintergusses, AP die theoretische Querschnittsfläche der

Ersatzfeder und hP deren Länge. Der Faser-Kunststoff-Verbund wird als ein Träger mit dem ideellen

E-Modul ẼF , der Breite b und der Dicke hF charakterisiert. Ein ideeller E-Modul wird zur verein-

fachten Darstellung der Orthotropie des Faser-Kunststoff-Verbundes verwendet, s.a. Kapitel 4.1.2.

Unter Einbeziehung der beiden Gleichungen 4.4 und 4.6 ergibt sich so für die Verschiebung ∆z,

s.a. ausführliche Herleitung im Anhang A.1.1:

∆z =
F · l3Zk

48 · ẼF · I + l3Zk · CP

=
σp,Zk · l4Zk · b

4 · ẼF · b · h3
F︸ ︷︷ ︸

FKV

+ l3Zk · EP ·
AP
hP︸ ︷︷ ︸

Polymer

(4.7)

Eine grafische Darstellung dieser Gleichung ist in Abbildung 4.10 gegeben. Die Verschiebung ∆z

ist hier als bezogene Größe ∆z′ angegeben, welche der Quotient aus ∆z zu lZk ist. Da es sich

um ein stark vereinfachtes Ersatzmodell handelt, ist der qualitative Verlauf der Verschiebung von

Interesse, nicht aber die absolute Höhe der Verschiebung ∆z. Für die grafische Darstellung wird

AP =25mm2, lZk=10mm, hP =40mm und σp,Zk=100MPa gewählt.
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Abbildung 4.10: Schematische Darstellung der Gl. 4.7 der bezogenen Verschiebung ∆z′ unter Last

Aus der Abbildung 4.10 wird ersichtlich, dass eine Erhöhung der E-Module des Faser-Kunststoff-

Verbundes ẼF bzw. Polymerhintergusses EP zu einer Verringerung der bezogenen Verschiebung

∆z′ führt. Die Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes hF wirkt sich umgekehrt kubisch auf ∆z′ aus,
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wobei die Höhe des Einflusses vom E-Modul EP des Polymerhintergusses abhängt. Je niedriger

dieser ist, desto größer wirkt sich die Dicke hF aus.

Zur Beschreibung dieses Effekts kann das Verhältnis χFKV,Polymer definiert werden:

χFKV,Polymer =
4 · ẼF · b · h3

F

l3Zk · EP ·
AP
hP

(4.8)

Aus der Gleichung 4.7 wird ersichtlich, dass in Abhängigkeit des Verhältnisses χFKV,Polymer sich

die Eigenschaften des Faser-Kunststoff-Verbundes oder des Polymerhintergusses stärker auf die

Verschiebung ∆z auswirken. Für die beiden Terme gilt jeweils, dass sich eine Veränderung des

E-Moduls linear auswirkt.

Bei dieser analytischen Betrachtung muss allerdings berücksichtigt werden, dass von einer Biege-

belastung ausgegangen wird, was durch die lokal variierenden und höheren Kontaktspannungen an

der Ziehkante gegenüber dem Flanschbereich angenommen werden kann. Im Flanschbereich liegt

i.d.R. eine homogene Druckbelastung vor, sodass die Annahme nur teilweise zutrifft. In diesem Fall

kann das System Faser-Kunststoff-Verbund und Polymerhinterguss eher als eine Reihenschaltung

von Federelementen angesehen werden. Hier wirkt sich die Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes

hF in Abhängigkeit des Verhältnisses der beiden E-Module nur linear auf die Höhe des Einflusses

des Faser-Kunststoff-Verbundes aus.

4.2.2 Blechwerkstoffe und Werkzeuggeometrien

Für die numerischen und experimentellen Analysen der Werkzeugbelastung und -elastizität wird eine

Napfgeometrie verwendet. Die Geometrien der Werkzeuge und deren Aufbau ist in Abbildung 4.11

dargestellt. Die Ziehtiefe zt beträgt 22,5mm bei einem Rondenausgangsdurchmesser D0 von 90mm.

Für die Umformung wird sowohl ein weicher Tiefziehstahl der Güte DC04 sowie ein höherfester

Stahl HCT600X (DP600) berücksichtigt. Die mechanischen Kennwerte der eingesetzten Blechwerk-

stoffe werden mittels Zugversuchen nach DIN EN 10002-1 [176] ermittelt, Tabelle 4.3 und Abbildung

4.12. Die Extrapolation der Fließkurven für höhere Umformgrade erfolgt nach dem Swift-Ansatz

[177].

4.2.3 Numerische Untersuchungen

Zur genaueren Beurteilung der Spannungen und Verformungen des Werkzeuges im Tiefziehprozess

im Vergleich zur analytischen Betrachtung des vorherigen Abschnitts wird der Prozess mittels der

Finite-Elemente-Methode mit dem Programm LS-Dyna® modelliert, Abbildung 4.13.
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Abbildung 4.11: Geometrien der faserverstärkten Werkzeuge zur Umformung von Näpfen

Tabelle 4.3: Kennwerte der eingesetzten Blechwerkstoffe DC04 und HCT600X

Werkstoff ρ s0 E Rm Rp0,2 A80 n Anisotropie

in kg
dm3 in mm in GPa in MPa in MPa in % r0 r45 r90

DC04 7,86 1 206 330 170 40 0,23 1,71 1,22 1,91

HCT600X 7,86 1 213 630 377 25 0,22 0,74 0,93 0,97
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Abbildung 4.12: Fließkurven der eingesetzten Blechwerkstoffe DC04 und HCT600X
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Abbildung 4.13: Finite-Elemente-Modell zur Simulation des Tiefziehens von Näpfen mit Werkzeugen

auf Polymerbasis

Aufgrund der Symmetrien erfolgt zur Verkürzung der Rechenzeiten nur die Simulation ei-

nes Viertelmodells der Napfgeometrie. Das Blech hat im Ausgangszustand eine Elementkanten-

länge von 1mm. Eine Netzverfeinerung wird nicht verwendet. Modelliert ist das Blech durch

Belytschko-Tsay-Schalenelemente mit sieben Integrationspunkten über der Blechdicke. Als

Werkstoffmodell wird Hill’48 verwendet [178].

Der Stempel und die Basisplatte des Niederhalters, welche zur Aufbringung der Niederhalterkraft

dient, sind als Starrkörper durch Schalenelemente (Belytschko-Tsay) abgebildet. Der Niederhal-

ter und die Matrize – jeweils bestehend aus dem Grundkörper und der Faserverstärkung – sind aus He-

xaederelementen aufgebaut und elastisch modelliert. Die Verbindung zwischen der Faserverstärkung

und dem Grundkörper erfolgt als feste Verbindung über gemeinsam definierte Knoten. Die Grund-

körper sind jeweils mit einem linear-elastischen Werkstoffmodell modelliert, wobei die Kennwerte

entsprechend Kapitel 4.1.1 eingesetzt worden sind. Die Faserverstärkung wird zur Berücksichtigung

des richtungsabhängigen Werkstoffverhaltens mit einem orthotropen Materialmodell (Materialtyp

02) abgebildet. Die Kennwerte der drei berücksichtigten Laminattypen UD-Laminat, Kreuzverbund

und (0/90/±45)-Laminat sind in Kapitel 4.1.2 gegeben. Zur Vermeidung sehr kleiner Elementdicken

entspricht eine Lage CFK-Gewebe der Dicke eines Hexaederelements (0,3mm) in der Simulation.

Für die numerischen Untersuchungen wird der Reibungskoeffizient µ konstant auf 0,1 für die

Oberfläche aller Werkzeugwerkstoffe gesetzt, um so eine höhere Vergleichbarkeit der Ergebnisse

zu erzielen, vgl. auch Kapitel 6. Die Niederhalterkraft FNh beträgt 25 kN für die Simulation des

Blechwerkstoffs DC04 und 50 kN für die von HCT600X. Diese Werte wurden in numerischen Vor-

untersuchungen mit starrkörpermodellierten Werkzeugen ermittelt und erlauben gemäß Formände-

rungsdiagramm eine falten- und rissfreie Umformung der Blechwerkstoffe.
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Tabelle 4.4: Untersuchte Parameter faserverstärkter Tiefziehwerkzeuge zur Umformung von Näpfen

aus HCT600X

Parameter Variationsstufen

Faser-Kunststoff-Verbund UD-Laminat Kreuzverbund (0/90/±45)-Laminat

E-Modul Polymerhinterguss EP 2 GPa 8 GPa 12 GPa

entspricht Polymer GM 708 GM 725-7 GM 725-7 mit 75 Gew.% Fe

Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes hF 1,2 mm 2,4 mm 3,6 mm

Im Rahmen der numerischen Untersuchung werden der Laminattyp, der E-Modul des Polymer-

hintergusses und die Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes in jeweils drei Stufen variiert, Tabelle

4.4. Die Werte orientieren sich hierbei zum einen an den ermittelten Kennwerten des Polymerhin-

tergusses (vgl. Kapitel 4.1.1) sowie an einer praktikablen Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes. Da

gegenüber dem Grundkörper der Faser-Kunststoff-Verbund höhere Kosten verursacht, wird eine so

geringe Faserverstärkung wie möglich angestrebt. Eine Lage CFK entspricht hierbei 0,3mm. Die

Ausrichtung der Laminate erfolgt immer so, dass die 1-Ebene in radialer Richtung liegt.

In zusätzlichen Simulationen wird der Faser-Kunststoff-Verbund weggelassen und die Werkzeuge,

bestehend aus Vollmaterial, werden mit den drei unterschiedlichen E-Modulen des Polymerhinter-

gusses modelliert. Zum Vergleich werden konventionelle Werkzeuge aus Stahl (E=210GPa) und

Gusseisen (E=110GPa) simuliert.

Die untersuchten Größen sind sowohl die Kontaktspannungen als auch Spannungen im Werk-

zeug und die Verschiebungen der Ziehkante unter Last. Da der höherfeste Werkstoff HCT600X den

kritischeren Belastungsfall darstellt, wird nachfolgend nur dieser ausführlich behandelt. Die Ergebis-

se gelten prinzipiell auch für den weicheren Tiefziehstahl DC04. Doch sind aufgrund der geringen

Festigkeiten sowohl die Spannungen als auch die Verschiebungen im Werkzeug deutlich niedriger.

Als Repräsentant für die durchgeführten Berechnungen ist in Abbildung 4.14 die farbli-

che Darstellung der Vergleichsspannung σV nach von Mises für eine Matrize aus Polyure-

than GM 725-7 /PUR 13 (EP =8GPa) mit einer 2,4mm dicken Faserverstärkung aus einem

CFK-Kreuzverbund bei der Umformung des höherfesten Stahlwerkstoffs HCT600X gegeben. In die-

ser Abbildung wird deutlich, dass die höheren Spannungen von der Faserverstärkung aufgenommen

werden. Des Weiteren zeigt sich, wie im vorherigen Kapitel und Kapitel 2.1.3 erwähnt, dass die

Kontaktspannungen über der Ziehkante nicht homogen verteilt sind. Die weitere Auswertung der
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Abbildung 4.14: Numerisch berechnete Vergleichsspannung σV nach von Mises an der Ziehkante

Ergebnisse der Finite-Element-Simulationen erfolgt entlang der Ziehkante auf der in Abbildung 4.14

dargestellten Schnittebene.

In Abbildung 4.15 ist die berechnete Kontaktspannung σp,Zk entlang der Ziehkante bei der Umfor-

mung von HCT600X dargestellt. Im linken Teil der Abbildung ist der E-Modul des Werkzeugwerk-

stoffs variiert worden, wobei hier keine Faserverstärkung modelliert worden ist. Es zeigt sich, dass

mit steigendem E-Modul des Werkzeugwerkstoffs sowohl die Höhe der Kontaktspannung steigt als

auch die Spannungsspitzen sich stärker ausbilden. Bei einem E-Modul größer als EP =2GPa bilden

sich signifikant zwei Spannungsspitzen im Bereich des Ziehkanteneinlaufes und beim Winkel an der

Ziehkante von γZk=60◦ aus. Der Verlauf der Kontaktspannunng entlang der Ziehkante bei einem

E-Modul von EP =2GPa ist nahezu homogen auf einem konstanten Niveau. Sofern eine Faserver-

stärkung eingesetzt wird, zeigt sich jedoch auch bei diesem Werkzeug-E-Modul eine inhomogene

Kontaktspannungsverteilung, wie im rechten Teil der Abbildung 4.15 dargestellt. Hierbei werden die

höchsten Kontaktspannungen beim Einsatz des (0/90/±45)-Laminats erreicht. Im Bereich des Zieh-

kanteneinlaufs zeigen sich höhere Werte beim Kreuzverbund gegenüber dem UD-Laminat. Dies ist

beim Winkel γZk=60◦ genau umgekehrt. Die ermittelten Kontaktspannungsverläufe beim Einsatz

des Faser-Kunststoff-Verbundes sind nahezu identisch für die anderen Parameterkonfigurationen mit

größerer Dicke hF und höherem E-Modul des Polymerhintergusses und daher hier nicht dargestellt.

Wie in Kapitel 2.1.3 gezeigt, sind die Ursachen für die Ausprägung der Spannungsspitzen so-

wohl auf die Biegung des Blechs unter Zug als auch auf die Vergrößerung der Kontaktfläche zwi-

schen Blech und Matrize durch elastische Verformung der Matrize zurückzuführen. Im Falle der

Faserverstärkung kommt zusätzlich das orthotrope Werkstoffverhalten zum Tragen. So beträgt der

E-Modul in Dickenrichtung (3-Richtung) mindestens E3 ≥ 7GPa (s.a. Tabelle 4.2), wobei dieser

beim UD-Laminat im Vergleich zu den anderen Laminaten am niedrigsten ist. Auf der anderen Sei-
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te hat das UD-Laminat in 1-Richtung den höchsten und das (0/90/±45)-Laminat den niedrigsten

E-Modul. Der ermittelte Kontaktspannungsverlauf ist daher auf das orthotrope Werkstoffverhalten

unter Druck- und Biegebelastung zurückzuführen.
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Abbildung 4.15: Numerisch berechnete Kontaktspannung σp,Zk in Abhängigkeit des Winkels γZk an

der Ziehkante

Die berechnete Verschiebung an der Ziehkante unter Last bei der Umformung des höherfesten

Stahlwerkstoffs HCT600X ist in Abbildung 4.16 dargestellt. Bei einer reinen Variation des E-Modells

des Grundkörpers zeigt sich eine nahezu homogene Verschiebung ∆z entlang der Ziehkante. Mit stei-

gendem E-Modul verringert sich die Höhe der Verschiebung ∆z umgekehrt proportional, wie dies

auch im analytischen Ersatzmodell (vgl. Gleichung 4.7) ermittelt wurde. Im Falle einer Variation

des Laminattyps – dargestellt im rechten Teil der Abbildung 4.16 – verringert sich die Verschiebung

∆z bei größeren Winkeln γZk im Vergleich zu derjenigen am Ziehkanteneinlauf. Die niedrigsten Ver-

schiebungen ∆z werden beim Einsatz des UD-Laminats und die höchsten beim (0/90/±45)-Laminat

erzielt. Die Verringerung der Verschiebung ∆z bei größerem Winkel γZk ist auf das orthotrope Werk-

stoffverhalten der Faserverstärkung zurückzuführen. So wird im Bereich des Ziehkanteneinlaufes

der Faser-Kunststoff-Verbund eher auf Druck in 3-Richtung und Biegung belastet. Im Bereich des

Ziehkantenauslaufes bei größerem Winkel γZk wirkt die Stempelkraft insbesondere in 1-Richtung

der Fasern und somit in eine Vorzugsrichtung der eingesetzten Laminate, die durch den im Ver-

gleich zu den anderen Richtungen größten E-Modul E1 charakterisiert wird. Wie im analytischen

Ersatzmodell gezeigt, verringert sich die Verschiebung ∆z mit steigendem E-Modul des Faser-
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Kunststoff-Verbundes. Da die 1-Richtung der Faser-Kunststoff-Verbunde in radialer Richtung ist,

werden die Biegeeigenschaften der Faser-Kunststoff-Verbunde durch die Höhe des E-Moduls E1

dominiert. Dieser ist beim (0/90/±45)-Laminat am niedrigsten und beim UD-Laminat am höchs-

ten. Dementsprechend nimmt die Höhe der Verschiebung in der Reihenfolge (0/90/±45)-Laminat,

Kreuzverbund und UD-Laminat ab.
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Abbildung 4.16: Numerisch berechnete Verschiebung in Abhängigkeit des Winkels γZk an der

Ziehkante

Für die weiteren Analysen wird aufgrund einer höheren Übersichtlichkeit auf eine Verlaufsdarstel-

lung der Ergebnisgrößen über der Ziehkante verzichtet und nur der jeweils maximale Wert für die

einzelnen Werkzeugkonfigurationen in Abhängigkeit von Parametergrößen dargestellt.

In Abbildung 4.17 ist die jeweils maximale Verschiebung ∆z an der Ziehkante in Abhängigkeit

des Laminattyps, der Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes hF und des E-Moduls des Polymer-

hintergusses bei der Umformung von HCT600X dargestellt. Unabhängig vom gewählten Laminattyp

verringert sich die Verschiebung ∆z mit steigender Dicke hF des Faser-Kunststoff-Verbundes. Dieser

Effekt ist umso größer, je niedriger der E-Modul des Polymerhintergusses ist. Bei einem E-Modul von

EP =2GPa wird dieser Effekt besonders deutlich. Hier kann die maximale Verschiebung bereits durch

den Einsatz einer hF =1,2mm dicken Faserverstärkung um rund die Hälfte reduziert werden. Dieses

Verhalten kann qualitativ durch das analytische Ersatzmodell beschrieben werden, vgl. Gleichung

4.7 und Abbildung 4.10. Ein niedriger E-Modul des Polymerhintergusses verschiebt den Einfluss auf

die Verschiebung – ausgedrückt durch das Verhältnis χFKV,Polymer (s. Gl. 4.8) – hin zum Faser-
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Kunststoff-Verbund. Die Dicke hF des Faser-Kunststoff-Verbundes geht dabei umgekehrt kubisch

ein. Sofern sich der Einfluss des Faser-Kunststoff-Verbundes durch den Einsatz höherer E-Module

des Polymerhintergusses verringert, wirkt sich auch die Dicke hF entsprechend geringer aus.
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Abbildung 4.17: Numerisch berechnete maximale Verschiebung an der Ziehkante

Die maximalen Vergleichsspannungen σV,F im Faser-Kunststoff-Verbund sind in Abbildung 4.18

bei der Umformung von HCT600X dargestellt. Hierbei zeigt sich, dass je niedriger der E-Modul des

Polymerhintergusses ist, desto höhere Spannungen werden im Faser-Kunststoff-Verbund induziert.

Mit steigender Dicke hF der Faserverstärkung verringert sich die Spannung. Höchste Spannungswerte

werden im UD-Laminat erreicht, niedrigste Werte im Falle des Einsatzes des (0/90/±45)-Laminats.

Ursache für die Abhängigkeit der Spannungen von dem E-Modul des Polymerhintergusses ist in

der Charakteristik von Verbundkörpern zu finden. Zur Erläuterung kann die Faserverstärkung und

der Polymerhinterguss als Verbundstab angesehen werden, wobei eine feste Verbindung zwischen

den beiden Werkstoffen besteht. Beim Aufbringen einer Normalkraft in Stabrichtung in der neu-

tralen Faser würden sich die induzierten Normalspannungen entsprechend den Verhältnissen der

E-Module der einzelnen Werkstoffe aufteilen, s.a. [179]. Diese Charakterisitik ist auch hier erkenn-

bar, wenn auch keine reine Belastung in Normalenrichtung vorliegt, sondern sich die Verhältnisse

durch die Überlagerung von Biegung und Querkräften komplexer darstellen. Da die E-Module der

Faserverstärkung in Faserebene (1, 2-Ebene) im Vergleich zum E-Modul des Polymerhintergusses

ein Vielfaches betragen, sind allerdings auch die Spannungen in der Faserverstärkung höher. Durch

die Steigerung der Dicke hF vergrößert sich die Querschnittfläche der Faserverstärkungen, sodass

bei gleicher äußerer Belastung der Fasern die auftretenden Spannungen geringer sind.

Dieser Effekt bildet sich auch im Polymerhinterguss ab, Abbildung 4.19. Die Abbildung zeigt die

maximale Vergleichsspannung σV,P nach von Mises im Polymerhinterguss bei der Umformung

von HCT600X. Je höher der E-Modul des Polymerhintergusses, desto größer sind die auftretenden
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Faser-Kunststoff-Verbund an der Ziehkante

Spannungen, da die Unterschiede zwischen den E-Modulen der Faserverstärkung und des Polymer-

hintergusses sich verringern.

Mit steigender Dicke hF nehmen die maximalen Spannungen im Polymerhinterguss ab, da sich der

Querschnitt der steiferen Faserverstärkung vergrößert und dadurch mehr Kräfte aufnimmt. Hierbei

kann insbesondere bei der Verwendung des Laminattyps Kreuzverbund bereits bei geringen Dicken hF
der Faserverstärkung eine signifikante Reduzierung der auftretenden Spannungen im Polymerhinter-

guss erzielt werden. Im Falle des UD-Laminats wird erst bei höheren Faserdicken eine Reduzierung

der auftretenden Spannungen im Polymerhinterguss erzielt.

Ursache hierfür ist die Ausrichtung des UD-Laminats. Die 1-Richtung des Laminats, welche die

mit dem höchsten E-Modul ist (vgl. 4.7), liegt in radialer Richtung der Matrize. In tangentialer

Richtung hat das UD-Laminat mit E2 =7GPa einen wesentlich geringeren E-Modul (E1 =96GPa,

vgl. Tabelle 4.2), sodass dieser näher an dem E-Modul des Polymerhintergusses liegt. Bei der

Umformung treten Spannungen in der Matrize nicht nur in radialer bzw. in normaler Richtung zur

Werkzeugoberfläche auf, sondern es werden auch Spannungen in der Matrize in tangentialer Richtung

induziert. Der dargestellte Verlauf der Vergleichsspannung ergibt sich nun aufgrund der Überlagerung

der Spannungen in den einzelnen Richtungen. Bei den anderen beiden Laminattypen liegen aufgrund

des Laminataufbaus (vgl. Abbildung 2.11) Fasern auch in tangentialer Richtung vor, sodass auch in

dieser Richtung höhere E-Module als der E-Modul vom Polymerhinterguss erzielt werden.

In der Abbildung 4.19 ist auch die untere Grenze der Druckfließspannung des Polymerhintergusses

für GM 725-7 / PUR 13 angegeben. Ohne Faserverstärkung liegen die Vergleichsspannungen nahe der

Grenze zur Druckfließspannung. Je nach gewähltem Laminattyp kann jedoch eine höhere Sicherheit
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gegen plastische Deformation des Polymerhintergusses erzielt werden. Die höchsten Sicherheiten

bietet hier der Einsatz des Laminattyps Kreuzverbund.
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Polymerhinterguss an der Ziehkante

4.2.4 Experimentelle Untersuchungen

Ziel der experimentellen Untersuchungen ist zum einen die Überprüfung der auf den numerischen

Untersuchungen basierenden Aussagen sowie die Analyse numerisch nicht abbildbarer Effekte, wie

die Einglättung der Blechwerkstoffe während des Tiefziehens. Verschiebungen unter Last können

aufgrund der nicht vorhandenen Zugänglichkeit der Werkzeuge im Umformprozess nicht ermittelt

werden. Ebenso besteht nicht die Möglichkeit zur Messung der Spannungen im Werkzeug unter Last.

Basierend auf den Erkenntnissen der numerischen Untersuchungen werden ausgewählte Konfi-

gurationen von Tiefziehwerkzeugen hergestellt, Abbildung 4.20. Die unverstärkten Werkzeuge aus

Polyurethan werden als Massivguss realisiert (vgl. Abbildung 2.7). Beim faserverstärkten Tiefzieh-

werkzeug werden zunächst vier Lagen CFK als Kreuzverbund nass in nass laminiert. Der Polymer-

guss GM 725 / PUR 13 ist mit 75Gew.% Eisen vermischt und wird noch während der Gelier-

phase des Epoxidharzes hintergossen. Nach dem Aushärten werden alle polymeren Werkzeuge auf

der Rückseite plangefräst, um so eine ebene Aufstellfläche und die richtige Werkzeughöhe zu ge-

währleisten. Zum Vergleich werden die Tiefziehversuche zusätzlich mit einem Referenzwerkzeug aus

Stahl (1.2436) durchgeführt.

Die Tiefziehexperimente erfolgen auf einer zweifach wirkenden hydraulischen 1 000 kN-Presse. Die

Niederhalterkraft wird entsprechend dem Finite-Element-Modell gewählt (FNh=25 kN für DC04 und
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GM 725-7
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GM 725-7
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Stahl (1.2436)
Faserverstärkt Konventionell

= = = = =

=

Abbildung 4.20: Matrizen für die experimentellen Untersuchungen des Polymerhintergusses

FNh=50 kN für HCT600X). Als Schmierstoff wird das Tiefziehöl Beruform 765 der Fa. Carl

Bechem GmbH verwendet, welches eine kinetische Viskosität bei 40 ◦C von 61–75m2 / s besitzt.

Die Ziehtiefe beträgt wie in der Simulation zt=22,5mm.

Unverstärktes Polymer
GM 708 GM 725-7 GM 725-7

CFK-Kreuzverbund

GM 725-7

75 Gew.% Eisen

Stahl (1.2436)
Faserverstärkt Konventionell

Abbildung 4.21: Umgeformte Näpfe aus HCT600X unter Verwendung verschiedener Werkzeugwerk-

stoffe und -aufbauten

Umgeformte Näpfe aus HCT600X unter Verwendung der verschiedenen Werkzeuge sind in Abbil-

dung 4.21 dargestellt. Zwischen den Näpfen sind optische Unterschiede in den Bereichen erkennbar,

die während des Tiefziehprozesses im Gleitkontakt mit der Werkzeugoberfläche sind. So zeigt sich

insbesondere bei Näpfen, welche mit dem Referenzwerkzeug gezogen worden sind, in diesem Bereich

eine glänzende Blechoberfläche. Bei den Werkzeugen aus den unverstärkten Werkzeugen reduziert

sich der Glanz mit sinkendem E-Modul der Werkzeuge. Beim faserverstärkten Werkzeug wird in

etwa das Niveau des unverstärkten Werkzeugs aus GM 725-7 (EP =8GPa) erzielt. Generell ist der
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Glanz auf die Glättung der Rauheitsspitzen der Blechoberfläche aufgrund des Kontaktdrucks pA zwi-

schen Blech und Werkzeugoberfläche zurückzuführen. Wie in Abbildung 4.15 gezeigt, wird die größte

Kontaktspannung an der Ziehkante σp,Zk bei einem Werkzeug aus Stahl (E=210GPa) erzielt. Ent-

sprechend der Höhe der Kontaktspannungen stellt sich auch die Höhe des Glättungseffektes ein.

Beim faserverstärkten Werkzeug hat der CFK-Kreuzverbund in radialer und tangentialer Richtung

mit E1 =E2 =45,5GPa zwar wesentlich höhere E-Module als der maximal erreichbare E-Modul des

Polymerhintergusses, jedoch ist in Dickenrichtung (3-Richtung) der E-Modul E3 =7,9GPa auf dem

Niveau des unverstärkten GM 725 / PUR 13, s.a. Kapitel 4.2.3.
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Abbildung 4.22: Schnitte der umgeformten Näpfe aus HCT600X unter Verwendung verschiedener

Werkzeugwerkstoffe und -aufbauten

Die Untersuchung der Geometrie der umgeformten Näpfe erfolgt mittels optischem 3D-Scanner

ATOS I der Fa. Gesellschaft für optische Messtechnik (GOM), welcher beim gewählten

Messvolumen eine Genauigkeit von ±0,01mm erreichen kann. Schnitte der umgeformten Näpfe aus

HCT600X sind in Abbildung 4.22 gezeigt, wobei aufgrund der Symmetrie jeweils nur eine Hälfte

dargestellt ist. Zum Vergleich dienen Schnitte von Näpfen, welche mit dem Referenzwerkzeug ge-
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fertigt worden sind. Insgesamt liegen die Abweichungen zum Referenznapf bei maximal 0,3mm und

sind damit für diese Geometrie als unkritisch anzusehen.
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Abbildung 4.23: Kontur der Ziehradien von Matrizen aus unterschiedlichen Werkzeugwerkstoffen

nach der Umformung von HCT600X

Zur Überprüfung, ob sich die eingesetzten Werkzeuge insbesondere nach der Umformung des

höherfesten Stahlwerkstoffs HCT600X plastisch verformt haben, werden diese mit dem optischen

3D-Scanner vermessen und die Ist-Daten mit den Soll-CAD-Daten verglichen. Da die höchsten

Kontaktspannungen im Bereich der Ziehkante erreicht werden, ist in Abbildung 4.23 dieser Bereich

vergrößert dargestellt. Bei allen polymeren Matrizen zeigt sich im Bereich des Ziehkanteneinlaufs

eine bleibende Formabweichung von maximal 0,2mm. Die geringsten Formabweichungen werden bei

der faserverstärkten Matrize erzielt. Bei den Matrizen aus Polyurethan GM 725 / PUR 13 liegen die

bleibenden Formänderungen ungefähr auf dem gleichen Niveau. Die höchsten plastischen Formab-

weichungen treten bei der unverstärkten Matrize aus GM 708 / PUR 4, welche im Vergleich den

niedrigsten E-Modul aufweist, auf. Hier sind die bleibenden Formabweichungen allerdings nicht auf
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den Ziehkanteneinlauf beschränkt, sondern finden sich entlang dem Ziehradius wieder. Im Bereich des

Ziehkantenein- und -auslaufs wird die Soll-Geometrie unter-, im Bereich dazwischen überschritten.

Ursache für die plastischen Formabweichungen an der Oberfläche sind die Kontaktspannungen

an der Ziehkante, welche lokal an der Oberfläche eine Überschreitung der Druckfließspannung σy,D
verursachen, vgl. Abbildung 4.15. Bei den unverstärkten Matrizen werden zusätzlich im Polymer-

hinterguss während der Umformung Spannungen gemäß der Finite-Element-Simulation nahe der

Druckfließspannung induziert (vgl. 4.19). Lokal ist es möglich, dass auch hier zu hohe Spannungen

auftreten. Die Verwendung der Faserverstärkung, welche die Höhe der auftretenden Spannungen im

Polymerhinterguss deutlich reduziert, ist daher empfehlenswert.

4.2.5 Fazit: Analyse der Werkzeugbelastungen und -elastizität

Die Analyse der Werkzeugbelastungen und -elastizität hat gezeigt, dass Deformationen des Werk-

zeugkörpers unter Last vor allem durch den E-Modul des Polymerhintergusses und weniger durch

den Fasertyp bestimmt werden. Grund hierfür ist die im Vergleich zur Dicke des Polymerhintergusses

geringere Dicke der Faserverstärkung. Nur bei einem wesentlich geringeren E-Modul des Polymer-

hintergusses wirkt sich die Dicke der Faserverstärkung signifikant auf die Verschiebung aus. Diese

Zusammenhänge können qualitativ durch ein aufgestelltes analytisches Ersatzmodell beschrieben

werden. Im Allgemeinen bewirkt eine Erhöhung der E-Module eine höhere Steifigkeit der Werkzeu-

ge. Wesentlich signifikanter als die Auswirkungen auf die Deformation ist der Einfluss der Faser-

verstärkung auf die Höhe der induzierten Spannungen im Polymerhinterguss. Hier führt der Einsatz

der Faserverstärkung zu einer Reduzierung der Spannungen im Polymerhinterguss. Ursache ist hier

der höhere E-Modul des Faser-Kunststoff-Verbundes. Ohne Faserverstärkung werden bei der Um-

formung des höherfesten Stahlwerkstoffs HCT600X Vergleichsspannungen nahe der Druckfließgren-

ze des Polymerhintergusses erreicht. Hierbei führt der Einsatz des Laminattyps Kreuzverbund im

Vergleich mit der gewählten Geometrie zu den geringsten Spannungen im Polymerhinterguss. Im

Experiment konnten mit allen untersuchten Werkzeugen sowohl Näpfe aus weichem Tiefziehstahl

als auch aus höherfestem Stahl HCT600X hergestellt werden. Die erzielbare Geometrie der Näpfe

ist hierbei ausreichend hoch.

4.3 Leichte Tiefziehwerkzeuge

Gegenüber einem vergleichbaren konventionellen Tiefziehwerkzeug aus Stahl- oder Gusseisen be-

steht beim hybriden Tiefziehwerkzeug die Möglichkeit, dass dieses um ein Mehrfaches an Gewicht

leichter ausgeführt werden kann. Die Dichte ρ der eingesetzten Polyurethane GM 708 / PUR 4
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Abbildung 4.24: Weg-Zeit-Diagramm einer hydraulischen Presse nach [180], vereinfachte Darstellung

und GM 725-7 / PUR 13 beträgt unverfüllt 1,25 kg / dm3 bzw. 1,75 kg / dm3 (s.a. Abbildung 4.4)

gegenüber der Dichte von Stahl, ρSt=7,85 kg / dm3 [37]. Wie in Kapitel 2.5.2 gezeigt, kann die Ver-

ringerung des Werkzeuggewichts grundsätzlich zu einer Einsparung an Energie führen. Im Folgenden

soll daher analysiert werden, in welcher Höhe sich, bezogen auf ein konventionelles Tiefziehwerkzeug,

Energie im Tiefziehprozess durch die Verwendung eines hybriden Tiefziehwerkzeugs einsparen ließe.

4.3.1 Analyse der Energiezufuhr und -abfuhr während eines Pressenhubes

Für die Analyse wird eine hydraulische Presse angenommen. Da bei dieser Pressenart gegenüber

Exzenter- und Servopressen die Bremsenergie i.d.R. verlorene Energie ist (s.a. Kapitel 2.5.2), bietet

sich hier das größte Potenzial zur Energieeinsparung durch leichtere Werkzeugkonstruktionen. In

Anlehnung an [180] ist in Abbildung 4.24 ein vereinfachtes Weg-Zeit-Diagramm einer hydraulischen

Presse dargestellt. Bei der Betrachtung werden Reibungs- und Strömungsverluste bzw. -widerstände

sowie Niederhalterkräfte und die Ölsäule – wenn überhaupt – nur qualitativ berücksichtigt.

Zur Ermittlung der erforderlichen Energien wird die bewegte Masse mbew über die Prozesszeit

betrachtet. Vereinfacht wird angenommen, dass sich die bewegte Masse nur aus der Masse des

Stößels mStö sowie der Masse des Werkzeugs mW zusammensetzt:

mbew = mStö +mW (4.9)

Weitere Massen wie z.B. die Kolbenstange werden der Masse des Stößels mStö zugerechnet. Des

Weiteren werden die beiden Verhältnisse χHyb,St und χSt,Stö definiert, welche die Massenverhält-
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nisse zwischen der Masse des Stahlwerkzeugs mW,St und hybriden Tiefziehwerkzeugs mW,Hyb bzw.

zwischen der Masse des Stahlwerkzeugs mW,St und der Stößelmasse mStö definieren:

χHyb,St =
mW,Hyb

mW,St

χSt,Stö =
mW,St

mStö

(4.10)

Für die Energiebetrachtung anhand Abbildung 4.24 werden nur die Zeitabschnitte Bremsen vor Um-

formprozess (t2 → t3), Tiefziehen (t3 → t4), Beschleunigung (t5 → t6) und Rücklauf (t6 → t7)

berücksichtigt. Die Größe der bewegten Masse mbew ist in den anderen Bereichen i.d.R. irrelevant,

da z.B. für die Beschleunigung und das Eilsenken die Schwerkraft ausreichend ist. Für die Berück-

sichtigung der vollständigen Energiebetrachtung sowie die Herleitung der einzelnen Bereiche sei auf

den Anhang A.1.2 verwiesen.

Für den Bereich Bremsen vor Umformprozess (t2 → t3) gilt:

Wt2 = mbew · g · hhub,2 +
1

2
·mbew · v2

Eil (4.11)

Wt3 = mbew · g · hhub,3 +
1

2
·mbew · v2

Arb (4.12)

Hierbei sind Wt2 und Wt3 die Energien zum Zeitpunkt t2 bzw. t3, vEil die Werkzeuggeschwindigkeit

beim Eilsenken und vArb die Werkzeuggeschwindigkeit für den Umformprozess, wobei vArb wesentlich

kleiner als vEil ist. Die Hubhöhe zum jeweiligen Zeitpunkt ist durch hhub,2 und hhub,3 gegeben. Mit

der Konstanten g wird die Erdbeschleunigung gekennzeichnet. Um vom Energieniveau Wt2 auf das

niedrigere Energieniveau Wt3 zu kommen, ist eine Bremsenergie WBrems,2→3 notwendig. Hierdurch

wird die Geschwindigkeit der bewegten Masse vom Eilsenken vEil auf die Arbeitsgeschwindigkeit

vArb für das Umformen reduziert. Generell wird eine hohe Eilsenkgeschwindigkeit angestrebt, um

die Taktzeiten zu verkürzen. Die niedrigere Arbeitsgeschwindigkeit ist u.a. für die Prozessstabilität

und zur Vermeidung einer stoßhaften Belastung des Niederhalters bzw. Stempels erforderlich. Un-

ter Vernachlässigung von Reibungs- und Strömungsverlusten sowie der Ölsäule gilt aufgrund der

Energieerhaltung:

Wt2 = Wt3 +WBrems,2→3 (4.13)

Einsetzen der Gleichungen 4.11 und 4.12 und Auflösen nach WBrems,2→3 führt zu:

WBrems,2→3 = mbew ·
[
g · (hhub,2 − hhub,3) +

1

2

(
v2
Eil − v2

Arb

)]
(4.14)
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Während des Tiefziehens wird die Umformkraft FU benötigt, wofür die Pressenkraft FP appliziert

wird. Im unteren Totpunkt UT ist die Geschwindigkeit der bewegten Masse mbew null und da-

mit die kinetische Energie Wkin ebenfalls null. Ebenso ist die potenzielle Energie Wpot bezogen

auf UT null. Hieraus folgt, dass die Energie Wt4 = 0 ist. Für die Energiebilanz beim Tiefziehen

(t3 → t4) bedeutet dies:

FU · hhub,3 = Wt3 + FP · hhub,3

= mbew ·
(
g · hhub,3 +

1

2
· v2

Arb

)
+ FP · hhub,3 (4.15)

Hierbei ist FU die erforderliche Umformkraft und FP die Pressenkraft. Bei der anschließenden Be-

schleunigung (t5 → t6) gilt für die Energien:

Wt5 = 0 Wt6 = mbew · g · hhub,6 +
1

2
·mbew · v2

Eil (4.16)

Wt5 +WBeschl,5→6 = Wt6

⇒ WBeschl,5→6 = mbew ·
[
g · hhub,6 +

1

2
· v2

Eil

]
(4.17)

Beim Rücklauf (t6 → t7) mit konstanter Eilgeschwindigkeit vEil gegen das Schwerefeld der Er-

de ergibt sich :

Wt7 = mbew · g · hhub,7 +
1

2
·mbew · v2

Eil (4.18)

Aufgrund der konstanten Geschwindigkeit vEil bei unterschiedlichen Hubhöhen ist eine Energie-

zufuhr erforderlich:

Wt6 +W6→7 = Wt7

⇒ W6→7 = mbew · g · [hhub,7 − hhub,6] (4.19)

4.3.2 Analyse der Verlustenergie

Die Verlustenergie WV , die zum Bremsen, Beschleunigen und Bewegen der Masse mbew notwendig

ist, ergibt sich somit aus den Gleichungen 4.14, 4.17 und 4.19 zu:

WV = WBrems,2→3 +WBeschl,5→6 +W6→7

= mbew ·
[
g · (hhub,7 + hhub,2 − hhub,3) +

(
v2
Eil −

1

2
v2
Arb

)]
(4.20)
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Die Gleichung 4.20, bezogen auf ein konventionelles TiefziehwerkzeugWV,Hyb, kann nun in Beziehung

zu der Verlustenergie beim Einsatz des hybriden Tiefziehwerkzeugs WV,St gesetzt werden:

WV,Hyb

WV,St

=
mbew,Hyb ·

[
g · (hhub,7 + hhub,2 − hhub,3) +

(
v2
Eil − 1

2
v2
Arb

)]
mbew,St ·

[
g · (hhub,7 + hhub,2 − hhub,3) +

(
v2
Eil − 1

2
v2
Arb

)]
=
mbew,Hyb

mbew,St

|Einsetzen von Gl. 4.9 (4.21)

=
mStö +mbew,Hyb

mStö +mbew,St

(4.22)

Beim Einsetzen der Gleichungen 4.10 ergibt sich:

WV,Hyb

WV,St

=

1
χSt,Stö

+ χHyb,St
1

χSt,Stö
+ 1

(4.23)

Hierbei wird ηWV
als die relative Energiereduzierung, bezogen auf die Verlustenergien, definiert:

ηWV
:= 1−

1
χSt,Stö

+ χHyb,St
1

χSt,Stö
+ 1

(4.24)

Eine grafische Darstellung der Gleichung 4.24 ist in Abbildung 4.25 gegeben. Je geringer die Masse

des hybriden Tiefziehwerkzeugs mW,Hyb gegenüber der Masse des konventionellen Tiefziehwerkzeugs

mW,St ist, desto größer ist die mögliche Reduzierung der Verlustenergien. Dies wirkt sich umso stärker

aus, je größer das Verhältnis χSt,Stö – Masse des konventionellen Tiefziehwerkzeugs mW,St zur Mas-

se des Stößels mStö – ist. So kann z.B. die dreifach wirkende hydraulische Presse BZE 1000-30.1.1

der Fa. Schuler AG am Institut für Umformtechnik und Leichtbau der Technischen Universität

Dortmund (IUL) eine maximale Werkzeugmasse von mW,max=15 000 kg aufnehmen, wobei die Stö-

ßelmasse mStö rund 30 000 kg beträgt. Hieraus ergibt sich ein maximales Massenverhältnis χSt,Stö
von 0,5. Das Verhältnis der Werkzeugmassen zueinander χHyb,St kann bei den eingesetzten Poly-

meren minimal 0,16 sein. Damit liegt die maximal mögliche Energiereduzierung ηWV
hinsichtlich

der Verlustenergien bei knapp 30%.

Dieser Betrachtung liegt die Annahme zugrunde, dass die Presse keinerlei Energiespeicher oder

Energierückgewinnung aufweist. Andernfalls sind die erzielbaren Energieeinsparungen bei den Ver-

lustenergien geringer. Des Weiteren muss berücksichtigt werden, dass unter Umständen bei (notwen-

digen) verschiedenen konstruktiven Ausführungen des Werkzeugs beim konventionellen und hybriden

Tiefziehwerkzeug deren Masseunterschied nicht allein durch den Dichteunterschied beschreibbar ist.

So werden i.d.R. bei konventionellen Tiefziehwerkzeugen Rippenstrukturen eingesetzt, während Tief-

ziehwerkzeuge aus Polymeren häufig im Vollguss realisiert werden (s.a. Kapitel 2.2.5).
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Abbildung 4.25: Vergleich konventioneller zu hybriden Tiefziehwerkzeugen hinsichtlich der Energie-

reduzierung ηWV
, bezogen auf die Verlustenergien beim Tiefziehen nach Gl. 4.24

4.3.3 Analyse der bereitzustellenden Pressenenergie

Gemäß Gleichung 4.15 bewirkt eine Reduzierung der Werkzeugmasse eine Erhöhung der erforderli-

chen Presskraft und damit eine Erhöhung der bereitzustellenden Pressenenergie WP :

WP = FP · hhub,3 (4.25)

Für die Analyse wird das Verhältnis δWU ,St der Energien Wt3 zur erforderlichen Pressenenergie WP ,

bezogen auf ein konventionelles Tiefziehwerkzeug, definiert:

δWU ,St :=
Wt3,St

WP,St

(4.26)

Unter Verwendung der Gleichungen 4.15 und 4.25 ergibt sich bei gleicher Umformkraft FU und

gleichem Hub hhub,3:

Wt3,St +WP,St = Wt3,Hyp +WP,Hyp (4.27)

WP,St · δWU ,St +WP,St =

1
χSt,Stö

+ χHyb,St
1

χSt,Stö
+ 1

·WP,St · δWU ,St +WP,Hyp

WP,Hyp

WP,St

= 1 + δWU ,St ·

(
1−

1
χSt,Stö

+ χHyb,St
1

χSt,Stö
+ 1

)
(4.28)
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Abbildung 4.26: Erforderlicher Energiemehraufwand ηWU
für die Umformung bei einer Reduktion des

Werkzeuggewichts nach Gl. 4.29

Hierbei wird ηWP
als die relative Energieerhöhung, bezogen auf die bereitzustellende Pressenenergie

definiert:

ηWP
:= 1 + δWU ,St ·

(
1−

1
χSt,Stö

+ χHyb,St
1

χSt,Stö
+ 1

)
− 1

= δWU ,St ·

(
1−

1
χSt,Stö

+ χHyb,St
1

χSt,Stö
+ 1

)
(4.29)

Eine grafische Darstellung dieser Gleichung ist in Abbildung 4.26 gegeben. Sowohl eine Erhöhung

des Massenverhältnisses χSt,Stö als auch ein größeres Energieverhältnis δWU ,St erfordern eine Erhö-

hung der bereitzustellenden Pressenenergie, bezogen auf ein konventionelles Tiefziehwerkzeug. Das

Energieverhältnis δWU ,St wirkt sich hierbei linear auf die erforderliche Energieerhöhung ηWP
aus. Der

dargestelllte Wertebereich ist entsprechend realen Versuchsbedingungen gewählt. So ergibt sich bei

der oben genannten hydraulischen Tiefziehpresse bei einer maximal zulässigen Werkzeugmasse von

15 000 kg bei einer maximalen Pressenkraft von 10 000 kN ein Verhältnis δWU ,St von rund 0,02.
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4.3.4 Analyse der Gesamtenergiebilanz

Zum Vergleich der Gesamtenergiebilanz ηWG
zwischen dem konventionellen und dem hybriden Tief-

ziehwerkzeug ist es erforderlich, die Einsparung bei der Verlustenergie in Relation zur zusätzlich

bereitzustellenden Pressenenergie zu setzen. Das Verhältnis δWV ,WP
wird definiert zu:

δWV ,WP
:=

WV

WP

(4.30)

Unter Vernachlässigung weiterer Energiezufuhr oder -abfuhr, wie z.B. für Hilfsaggregate und Steue-

rung, ergibt sich so der Vergleich der Gesamtenergiebilanz ηWG
zu:

ηWG
= ηWP

· 1

δWV ,WP

− ηWV
· δWV ,WP

(4.31)

Die grafische Darstellung der Gleichung 4.31 ist in Abbildung 4.27 gegeben. Den größten Einfluss

auf die Energiebilanz hat hierbei das Verhältnis δWV ,WP
der Verlustenergie WV zur bereitzustellen-

den Pressenenergie WP . Durch dieses Verhältnis wird bestimmt, ob durch die leichteren hybriden

Tiefziehwerkzeuge gegenüber konventionellen Werkzeugen Energie eingespart werden kann oder zu-

sätzliche Energie bereitgestellt werden muss. Letzteres ist bei sehr kleinen Verhältnissen von δWV ,WP

der Fall. Weiterhin wirken die Verhältnisse χHyb,St, δWU ,St und χSt,Stö auf die Energiebilanz. So be-

wirkt eine Reduzierung des Massenverhältnisses χHyb,St größere Gradienten. Gegenteilig wirkt sich

das Massenverhältnis χSt,Stö aus. Eine Steigerung des Verhältnisses δWU ,St verschiebt den Nulldurch-

gang der Kurven hin zu größeren Verhältnissen von δWV ,WP
.

Bei diesen Betrachtungen muss insbesondere beachtet werden, dass keine Energiespeicher berück-

sichtigt sind. Sofern zumindest ein Teil der Energie beim Bremsen oder Eilsenken gespeichert werden

kann, reduziert sich die Höhe der Verlustenergie und somit das Einsparpotenzial. Ebenso kann die

absolute Höhe der Verlustenergie durch eine Verringerung des Zustellhubes hhub,7 reduziert werden,

da sich die Hubarbeit zur Anhebung des Werkzeuges auf OT verkleinert. Allerdings ist die Redu-

zierung des Zustellhubes durch den erforderlichen Freiraum für die Herausnahme der Blechformteile

begrenzt. Je niedriger die Verlustenergie ist, desto geringer ist das Verhältnis χWV ,WP
, welches den

Anteil der Verlustenergie zur erforderlichen Pressenenergie beschreibt. Mit geringerem Verhältnis

χWV ,WP
sinkt das Potenzial einer möglichen Energieeinsparung.

4.3.5 Fazit: Leichte Tiefziehwerkzeuge

Die Energiebetrachtung beim Pressen von Blechformteilen auf einer hydraulischen Presse hat gezeigt,

dass der Einsatz gewichtsreduzierter Tiefziehwerkzeuge ein Potenzial zur Energieeinsparung gegen-

über konventionellen Tiefziehwerkzeugen aus Stahl- oder Gusseisen bietet. Dies hängt insbesondere
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Abbildung 4.27: Vergleich konventioneller zu hybriden Tiefziehwerkzeugen hinsichtlich der Gesamt-

energiebilanz δG,Hyb,St nach Gl. 4.31
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Zusammenfassung Kapitel 4 4 Polymere Werkzeuggrundkörper

vom Verhältnis der Höhe der Verlustenergie zur bereitzustellenden Pressenenergie sowie eventuell

vorhandenen Systemen zur Energiespeicherung ab. Unabhängig von der Möglichkeit einer Energie-

einsparung beim Tiefziehen verringert eine Reduzierung der bewegten Massen die Belastungen beim

Abbremsen und Beschleunigen und verbessert damit u.a. die Dynamik des Prozesses. Generell gelten

die getroffenen Aussagen auch für Exzenter- und Servopressen. Beide Pressenarten weisen durch

Schwungräder oder im Falle der Servopresse alternativ auch Kondensatoren als Energiespeicher auf

(vgl. Kapitel 2.5.2), sodass die Verlustenergie signifikant niedriger ausfällt.

4.4 Zusammenfassung Kapitel 4

Im Rahmen dieses Kapitels wurden Untersuchungen zu den Werkstoffen des Hinterbaus des hybriden

Tiefziehwerkzeugs, welche die Basis des Werkzeugs darstellen, durchgeführt. Der Hinterbau des

hybriden Tiefziehwerkzeugs teilt sich dabei in die Bereiche der oberflächennahen Faserverstärkung

und des Polymerhintergusses, welcher in Massivbauweise ausgeführt ist, auf.

Zunächst wurden die mechanischen Kennwerte des Polymerhintergusses und verschiedener La-

minattypen aus Kohlefaser ermittelt. Hier zeigt sich, dass durch die Zugabe von Eisenpulver der

E-Modul des Polymerhintergusses variiert werden kann, wobei Werte von konventionellen Werk-

zeugen nicht erreicht werden können. Durch die Wahl des Laminataufbaus aus Kohlefasern können

die mechanischen Eigenschaften des Faser-Kunststoff-Verbundes eingestellt werden. Insbesondere in

der Faserebene können so höhere E-Module und Festigkeiten gegenüber dem Polymerhinterguss

erzielt werden.

Die Deformation des Hinterbaus des hybriden Tiefziehwerkzeugs unter Last wird insbesondere

durch den E-Modul des Polymerhintergusses bestimmt. Ohne Faserverstärkung verhält sich die

Deformation zum E-Modul in etwa umgekehrt proportional. Einen höheren Einfluss hat die Fa-

serverstärkung auf die Höhe der induzierten Spannungen im Polymerhinterguss. So werden mit

steigender Dicke der Faserverstärkung die Spannungen im Polymerhinterguss reduziert. Hierbei hat

der gewählte Laminattyp und E-Modul des Polymerhintergusses einen Einfluss auf die Höhe der

Spannungsreduzierung. Ohne Faserverstärkung werden insbesondere bei der Umformung höherfester

Werkstoffe Spannungen nahe der Druckfließspannung des Polymerhintergusses erreicht. Die Stei-

figkeit des Werkzeugs zeigt sich auch in der Oberflächenbeschaffenheit der umgeformten Näpfe.

Steifere Werkzeuge führen zu höheren Glättungen der Blechoberfläche, sodass mit diesen Werkzeu-

gen umgeformte Näpfe optisch einen höheren Glanz aufweisen.

Analytische Untersuchungen zum Energieaufwand beim Pressen von Blechformteilen ergeben, dass

durch die Verwendung gewichtsreduzierter Tiefziehwerkzeuge eine Möglichkeit zur Energieeinsparung
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4 Polymere Werkzeuggrundkörper Zusammenfassung Kapitel 4

besteht. Diese ist dabei vom Verhältnis der Verlustenergie zur bereitzustellenden Pressenenergie

abhängig. Systeme zur Energiespeicherung reduzieren dabei das Potenzial zur Energieeinsparung

mittels gewichtsreduzierter Werkzeuge.

Insgesamt zeigen die Untersuchungen, dass der polymere Hinterbau des hybriden Tiefziehwerk-

zeugs für die Umformung sowohl weicher als auch höherfester Werkstoffe geeignet ist. Daher kann

dieser als Basis für die thermisch gespritzten Wirkflächen, welche im nachfolgenden Kapitel unter-

sucht werden, eingesetzt werden.
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5 Thermisch gespritzte Wirkflächen

Zur Realisierung der verschleißfesten Wirkflächen des hybriden Tiefziehwerkzeugs auf Polymerba-

sis sollen neben Faserverstärkungen insbesondere auch Beschichtungen aus Hartstoffen verwendet

werden. Wie in Kapitel 2.2.5.4 gezeigt, sind bisherige Ansätze zur Herstellung von beschichteten

Kunststofftiefziehwerkzeugen entweder nicht zielführend, erfordern einen hohen wirtschaftlichen Auf-

wand oder sind zeitaufwendig. Im Rahmen dieser Forschungsarbeit wird daher der Ansatz verfolgt,

thermische Spritzverfahren, die eine hohe wirtschaftliche und zeitliche Effizienz gewährleisten, im

indirekten Beschichtungsverfahren einzusetzen. Hierbei wird die Beschichtung nicht direkt auf den

Kunststoffkörper gespritzt, sondern auf eine Negativform – analog dem Grundwerkstoff in der klas-

sischen Beschichtungstechnik –, welche anschließend mit einem Polymer hintergossen und entformt

wird. Direkte Beschichtungsverfahren konnten bisher für Kunststoffwerkzeuge nicht realisiert wer-

den, vgl. Kapitel 2.2.5.4.

In diesem Kapitel wird der indirekte thermische Beschichtungsprozess zur Herstellung von

Hartstoff-Beschichtungen experimentell untersucht und analysiert. Zunächst erfolgt die Ermittlung

eines Prozessfensters zur Herstellung von Beschichtungen, welche zerstörungsfrei von der Negativ-

form abgelöst werden können. Basierend auf diesen Erkenntnissen werden die Eigenschaften solcher

Beschichtungen in Abhängigkeit verschiedener Spritzparameter untersucht und analysiert. Abschlie-

ßend wird die Fertigungsgenauigkeit dieses Verfahrens bestimmt.

5.1 Versuchseinrichtung

Die thermische Beschichtung wird durch Lichtbogenspritzen realisiert, welches sich vor allem durch

niedrige Betriebkosten, hohe Auftragsraten und einfache Anlagentechnik auszeichnet. Insbesondere

durch den letzten Punkt ist eine hohe Mobilität gegeben, sodass nahezu beliebig große Werkstücke

beschichtet werden können. Für die Untersuchungen wird eine Lichtbogenspritzanlage SmartArc™

PPC der Fa. Sulzer Metco verwendet, Abbildung 5.1.

Als Beschichtungswerkstoff wird die Fülldrahtlegierung WC-FeCSiMn (EN-ISO-14919-5-1,6-4) mit

50% Wolframschmelzcarbid (WSC) verwendet, welche in konventionellen Beschichtungsverfahren

Härten bis 60 HRC aufweisen kann [181]. Seitens des Herstellers wird dieses Beschichtungssystem

als Verschleißschutzschicht gegenüber extremem Abrasionsverschleiß empfohlen. Die chemische Zu-
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Spritzpistole

Negativform / 
Grundwerkstoff

Verfahreinheit

Lichtbogenspannung

Lichtbogenstrom

Sekundärgasdruck

Primärgasdruck

Spritzpistole Spritzkonsole

Abbildung 5.1: Eingesetzte Lichtbogenspritzanlage

Tabelle 5.1: Chemische Zusammensetzung in Gew.% der eingesetzten Fülldrahtlegierung

EN ISO 14919-5-1,6-4 (Herstellerangaben der Fa. Durum [181])

Chrom Mangan Eisen Silizium Kohlenstoff Wolframschmelzcarbid

(Cr) (Mn) (Fe) (Si) (C) (WSC)

4 < 1 Rest 1,4 2 50

sammensetzung der Fülldrahtlegierung ist in Tabelle 5.1 aufgelistet. Der Durchmesser der beiden

Fülldrähte beträgt jeweils 1,6mm. Der Drahtvorschub liegt bei 75mm/ s. Der Wärmeausdehnungs-

koeffizient des Beschichtungswerkstoffs ist am Lehrstuhl für Werkstofftechnologie der Technischen

Universität Dortmund mit αW,S =(6,7±0,2) · 10−6 K−1 bestimmt worden. Die Temperaturen der

Spritzpartikel ϑP betragen, gemessen in einem Abstand zur abschmelzenden Drahtspitze von 100mm

und 200mm, ϑP =2300 ◦C bzw. ϑP =2150 ◦C [182].

5.2 Prozessfenster indirekt gespritzter Wirkflächen

Zur Herstellung des hybriden Tiefziehwerkzeugs ist ein zerstörungsfreies Ablösen der Beschichtung

von der Negativform erforderlich. Hierbei stellt die Haftung HN−S zwischen der Beschichtung und

der Negativform – dem Grundwerkstoff – die Grenzen des Prozessfensters dar. Bei einer zu hohen

Haftung HN−S kann die Beschichtung nach dem Spritzprozess nicht mehr von der Negativform

vollständig gelöst werden, Abbildung 5.2. Eine zu niedrige Haftung führt dazu, dass die Spritzpartikel

während des Spritzprozesses entweder überhaupt nicht an der Negativform anhaften oder sich noch

während des Spritzprozesses wieder lösen. Hierdurch entsteht eine unvollständige Beschichtung.
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Spritzschicht

Spritzschicht
Grundwerkstoff

Kein Ablösen möglich Ablösen bereits während 
des Beschichtungsprozesses

Haftung HN-S

Haftung HN-S
Zu geringZu hoch

Abbildung 5.2: Haftung der Beschichtung bei der Herstellung indirekt gespritzter Wirkflächen

5.2.1 Analytische Betrachtung des Prozessfensters

Als Obergrenze für die maximal zulässige Haftung (HN−S,max) kann die Zug- und Scherfestigkeit

des jeweiligen Polymers für den Hinterbau angesehen werden. Überschreitet die Haftung (lokal) die

Festigkeiten des Polymers, so kommt es zu Ausbrüchen beim Entformen des Verbundes – Hinterbau

und Beschichtung – von der Negativform. Die Haftung muss einen Mindestwert erreichen, sodass

zunächst eine Haftung der Beschichtung am Grundwerkstoff erzielt wird. Da es sich bei dem Be-

schichtungsprozess um ein instationäres (thermisches) Verfahren handelt, werden Eigenspannungen

in der Beschichtung sowohl während des Spritzprozesses als auch beim anschließenden Abkühlen

von der Prozesstemperatur auf die Raumtemperatur induziert. Allgemein wirken diese der Haftung

entgegen, sodass die Untergrenze für die minimal erforderliche Haftung insbesondere von der Höhe

der Eigenspannungen σEig und der Schichtdicke hS abhängt.

�
Eig,G1

�
Eig,G2

�
Eig,S1

�
Eig,S2h

S

Spritzschicht

Grundwerkstoff

�
Eig,D

�
Eig,Z

�
Eig,G

�
Eig,S

Normal-
eigenspannungen

Biege-
eigenspannungen

Abbildung 5.3: Eigenspannungen in der Beschichtung in Anlehnung an [183]

Nach [183] ergeben sich die Eigenspannungen 1. Art in Spritzschichten durch eine Überlage-

rung von Eigenspannungen in Normalenrichtung und Biegeeigenspannungen, Abbildung 5.3. Wei-

tere überlagerte Eigenspannungen der 2. und 3. Art, welche keine makroskopischen Auswirkungen

haben, werden vernachlässigt. Aufgrund der verschiedenen Prozesstemperaturen und i.d.R. unter-

schiedlicher Wärmeausdehnungskoeffizienten der Spritzschicht und des Grundwerkstoffs kommt es
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zu einem Spannungssprung im Bereich der Grenzflächenschicht. Ohne die Haftung zwischen den

beiden Verbundpartnern würde sich bei dem dargestellten Eigenspannungsverlauf die Spritzschicht

zusammenziehen und die Enden der Spritzschicht nach oben krümmen. Beim Grundwerkstoff wä-

re das Gegenteil der Fall. Hier würde der Grundkörper expandieren und die beiden Enden sich

nach unten krümmen.

x yy x

z z
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�l
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Eig,S,a

�
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Abbildung 5.4: Kräftegleichgewicht in der Beschichtung unter Berücksichtigung der Haftung

Zur Ermittlung einer ersten Näherung der erforderlichen minimalen Haftung HN−S,min wird ein

Kräftegleichgewicht in der Spritzschicht aufgestellt, Abbildung 5.4. Betrachtet wird ein Ausschnitt

der Spritzschicht der Länge ∆lH , der Schichtdicke hS und der Breite bS. Hierbei stellt ∆lH den je-

weiligen Einflussbereich der Haftung zur Verhinderung eines Ablösens der Spritzschicht vom Grund-

werkstoff dar. Die Größe des Einflussbereichs kann nicht genau ermittelt werden, wird allerdings wie

bei klassischen Schältests (vgl. Norm DIN-EN-ISO-11339 [184]) als konstant angesehen. Die Haf-

tung wird über die beiden Größen Haftzugfestigkeit RH und Haftscherfestigkeit τH abgebildet. Die

Größen σEig,S,a und σEig,S,i beschreiben die äußeren Eigenspannungen in der Spritzschicht. Es wird

ein linearer Eigenspannungsverlauf zwischen den beiden Außenflächen angenommen. Die Summe

der Kräfte in X-Richtung ergibt:

∑
Fx = 0 = FR,Eig,S − τH ·∆lH · bS

=
1

2
· bS · hS · (σEig,S,a + σEig,S,i)− τH ·∆lH · bS

⇒ τH =
1

2
(σEig,S,a + σEig,S,i) ·

hS
∆lH

(5.1)
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Hierbei stellt FR,Eig,S die resultierende Kraft aufgrund der Eigenspannungen dar. Die Herleitung ist

im Anhang A.2.1 gegeben. Die Summe der Momente um den Punkt A ergibt:∑
MA = 0 = −FR,Eig,S · zR +

1

2
·∆lH2 ·RH · bS

= −1

2
· bS · hB · (σEig,S,a + σEig,S,i) · 2 · hB ·

1
3
σEig,S,a + 1

6
σEig,S,i

σEig,S,a + σEig,S,i
+

1

2
·∆lH2 ·RH · bS

⇒ RH =
1

3
(2 · σEig,S,a + σEig,S,i) ·

(
hS

∆lH

)2

(5.2)

Die Größe zR beschreibt den Angriffspunkt der Kraft FR,Eig,S (siehe Anhang A.2.1). Die Haftscher-

festigkeit τH wirkt den Eigenspannungen immer entgegen. Die Haftzugfestigkeit RH kann per De-

finition nur positive Werte annehmen. Dadurch ergeben sich aufgrund der Eigenspannungen in der

Spritzschicht die minimal erforderlichen Werte der Haftung τH und RH zu:

τH ≥
∣∣∣∣12 (σEig,S,a + σEig,S,i) ·

hS
∆lH

∣∣∣∣ (5.3)

RH ≥

∣∣∣∣∣13 (2 · σEig,S,a + σEig,S,i) ·
(
hS

∆lH

)2
∣∣∣∣∣ (5.4)

Die grafische Darstellung der aufgestellten Gleichungen und Annahmen jeweils für die Haftscher-

festigkeit τH und die Haftzugfestigkeit RH ist in Abbildung 5.5 unter der Verwendung realer Wer-

te für die Festigkeit (τm= 0, 5 · σm,Z) des Polymers dargestellt. Die Größe λS beschreibt hierbei

das Verhältnis hS / lH .
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Abbildung 5.5: Prozessfenster indirekt gespritzter Wirkflächen
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Die Abbildung 5.5 zeigt, dass je nach Eigenspannungsverlauf in der Spritzschicht die untere Gren-

ze für die erforderliche Haftung entweder durch die Haftscherfestigkeit oder die Haftzugfestigkeit

bestimmt wird. Allgemein erfordern höhere Beträge der Eigenspannungen eine höhere Haftung und

verringern dadurch das zur Verfügung stehende Prozessfenster. Ebenso steigt die notwendige Haf-

tung mit steigender Schichtdicke an, da ∆lH als konstant angesehen werden kann. Eine höhere

Schichtdicke wirkt sich insbesondere auf die Haftzugfestigkeit aus, da hier der Einfluss der Schicht-

dicke quadratisch ist. Da die Schichtdicke durch die Anzahl der Spritzüberläufe erzielt wird, kann

eine größere Schichtdicke zusätzlich zu höheren, thermisch induzierten Eigenspannungen führen,

wodurch sich das Prozessfenster weiter verringert.

Als Fazit der analytischen Betrachtung ist festzuhalten, dass die induzierten Eigenspannungen

so niedrig wie möglich sein müssen, um ein zerstörungsfreies Ablösen der Spritzschicht nach dem

Beschichtungsprozes zu ermöglichen. Die Größe des Einflussbereichs der Haftung kann nicht variiert

werden. Ebenso ist eine Mindestschichtdicke wünschenswert. Die Höhe der Zug- und Scherfestigkeit

des Polymers im Bereich der Anbindung an die Spritzschicht ist nur bedingt steigerungsfähig. Daher

ergibt sich als einzige Stellgröße der Eigenspannungsverlauf in der Spritzschicht.

5.2.2 Analytische Betrachtung des Eigenspannungsverlaufs in der Spritzschicht

Wie im vorherigen Kapitel 5.2.1 gezeigt, hat die Eigenspannungsverteilung in der Spritzschicht maß-

geblichen Einfluss auf die Prozesssicherheit bei der Herstellung zerstörungsfrei ablösbarer Spritz-

schichten. Im Folgenden sollen daher qualitativ die Einflussparameter auf den Eigenspannungsverlauf

abgeschätzt werden. Wie im Kapitel 2.3.3 dargestellt, sind die Hauptursachen bei der Induzierung

der Eigenspannungen primäres und sekundäres Abkühlen.

5.2.2.1 Ermittlung der primär induzierten Eigenspannungen

Beim thermischen Spritzen können die Eigenspannungen aufgrund des primären Abkühlens σEig,pri,

also des Abschreckens der Spritzpartikel von deren Schmelztemperatur ϑm,S auf die Temperatur des

Verbundes Grundwerkstoff und bereits abgeschiedener Spritzpartikel ϑV , mit folgender Gleichung in

Form einer oberen Schranke abgeschätzt werden, [107]:

σEig,pri = αW,S · (ϑm,S − ϑV ) · ES | nach [107] (5.5)

Hierbei ist αW,S der Wärmeausdehnungskoeffizient und ES der E-Modul der Spritzschicht. Wie

Untersuchungen in [185] zeigen, kann durch die Gleichung 5.5 nur ein theoretisch maximaler Wert

der primären Eigenspannungen σEig,pri berechnet werden. Hierbei ist dieser Wert i.d.R. um mehrere

Größenordnungen größer als die tatsächlich vorliegenden Eigenspannungen. Dieser Unterschied wird
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in [185] auf Spannungsabbau durch plastisches Fließen der Spritzschicht, Mikrorisse und Kriechvor-

gänge in der Schicht zurückgeführt. Ein Vergleich zwischen theoretisch ermittelten und real gemes-

senen primären Eigenspannungen σEig,pri in [185] verschiedener Spritzwerkstoffe zeigt, dass die real

gemessenen primären Eigenspannungen nur bei rund 5% liegen. Dieser Wert soll auch zur prak-

tikablen Abschätzung der Eigenspannungen aufgrund des primärens Abkühlens verwendet werden.

Eine bildliche Darstellung der primär induzierten Eigenspannungen in Abhängigkeit der Temperatur

des Grundwerkstoffs für die im Rahmen dieser Arbeit untersuchte Spritzkonfiguration auf Basis der

Gleichung 5.5 ist in Abbildung 5.6 gegeben.

0

200

200

400

100

100

500

300

0

Temperatur Grundwerkstoff �
V

in °C

Theoretisch maximal

Praktikable Abschätzung�
V

E
ig

e
n

sp
a

n
n

u
n

g
e

n
�

E
ig

,p
ri

in
 M

P
a

Spritzschicht

Grundwerkstoff

�
Eig,pri

Abbildung 5.6: Eigenspannungen σEig,pri in der Beschichtung, verursacht durch primäres Abkühlen

in Abhängigkeit der Temperatur des Grundwerkstoffs ϑV nach Gleichung 5.5

Da Daten der Partikeltemperaturen der eingesetzten Beschichtung vorliegen (vgl. Abschnitt

5.1), ist anstelle der Schmelztemperatur der Spritzpartikel ϑm,S die tatsächliche Partikeltempe-

ratur ϑP =2150 ◦C in einem Abstand von 200mm zur abschmelzenden Drahtspritze eingesetzt

worden. Der Wärmeausdehnungskoeffizient beträgt αW,S =(6,7±0,2) · 10−6 K−1 und der E-Modul

der Beschichtung wird mit ES =30GPa angenommen, s.a. Abschnitt 5.3. In der Spritzschicht

werden primär Zugeigenspannungen induziert, die nach der praktikablen Abschätzung bei rund

σEig,pri=20MPa liegen. Mit steigender Temperatur des Verbundes Grundwerkstoff und bereits ab-

geschiedener Spritzpartikel ϑV verringern sich die primär induzierten Eigenspannungen. Bezogen auf

die absolute Höhe der Eigenspannungen σEig,pri ist der Effekt allerdings im betrachteten praxis-

relevanten Temperaturbereich des Grundwerkstoffs marginal, da die Differenz von ϑP zu ϑV groß

ist. Zur Minimierung der primär induzierten Eigenspannungen ist daher eine Verringerung der Par-

tikeltemperatur ϑP anstelle einer Erhöhung der Temperatur des Grundwerkstoffs ϑV anzustreben.

Da die Größe des E-Moduls linear in die Gleichung 5.5 einfließt, sind auch hier niedrige Werte des

E-Moduls anzustreben, was beim thermischen Spritzen teilweise durch eine höhere Porosität der

Spritzschicht erzielt werden kann.
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5.2.2.2 Ermittlung der sekundär induzierten Eigenspannungen

Zur näherungsweisen Bestimmung der Höhe der induzierten Eigenspannungen σEig,sek aufgrund

des sekundären Abkühlens der Spritzschicht auf Raumtemperatur existieren verschiedene Berech-

nungsansätze, z.B. [121, 185]. Diese vernachlässigen allerdings die Schichtdicke [185] oder erfordern

eine aufwendige inverse Ermittlung der mechanischen Kennwerte der Spritzschicht und sind für ho-

he Temperaturen des Grundwerkstoffs ausgelegt [121]. Im Rahmen dieser Arbeit wird daher zur

Abschätzung der sekundär induzierten Eigenspannungen σEig,sek beim gemeinsamen Abkühlen ein

Modell, basierend auf Abbildung 5.7, entwickelt. Hierbei bildet die Y Z-Ebene eine Symmetrieebene

des Verbundes aus Grundwerkstoff und Spritzschicht.

Dem Ansatz liegen folgende Annahmen zugrunde:

• Idealer Verbund: Im Bereich der Grenzfläche zwischen Spritzschicht und Grundwerkstoff sind

die Dehnungen gleich.

• Spritzschicht und Grundwerkstoff verhalten sich rein linear-elastisch.

• Mechanische Kennwerte sind keine Funktion der Temperatur.

• Verbund wird als isotherm betrachtet: ϑV = ϑS = ϑG.

• Spritzschicht wird als homogener Werkstoff angesehen.

• Primär induzierte Eigenspannungen werden nicht berücksichtigt.

• Prozess wird stationär betrachtet.

• Es liegt eine lineare Spannungsverteilung vor.
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Abbildung 5.7: Modell zur Herleitung der sekundär induzierten Eigenspannungen σEig,sek beim ther-

mischen Spritzen

Zur Ermittlung der sekundär induzierten Eigenspannungen wird angenommen, dass der Verbund

aus Spritzschicht und Grundwerkstoff nach dem Beschichtungsprozess gleichmäßig um ∆T von der

Temperatur des Grundwerkstoffs ϑG auf die Umgebungstemperatur abkühlt. Aufgrund der Annahme
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einer linearen Spannungsverteilung können die Spannungen in der Spritzschicht und dem Grundkörper

durch die resultierende Kräfte FS und FG sowie die Momente MS und MG ersetzt werden, Abbil-

dung 5.8. Als Werkstoff für den Grundwerkstoff werden Stahl und Aluminium betrachtet, deren

Wärmeausdehnungskoeffizienten mit αW,G,St=10 · 10−6 K−1 ([37]) und αW,G,Alu=23,8 · 10−6 K−1

([186]) größer als diejenigen der Spritzschicht (αW,S =(6,7±0,2) · 10−6 K−1) sind. Hierdurch wird

sich bei der Abkühlung der Grundwerkstoff stärker zusammenziehen als die Spritzschicht. Durch die

Annahme eines idealen Verbundes ergibt sich daher in der Spritzschicht eine Druckkraft FS und im

Grundwerkstoff eine Zugkraft FG. Diese verursachen ein Moment im Verbund, welchem durch die

Momente MS und MG entgegengewirkt wird.
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Abbildung 5.8: Kräftegleichgewicht im Verbund Spritzschicht und Grundwerkstoff beim sekundären

Abkühlen

Die Summe der Kräfte in X-Richtung ergibt:∑
Fx = 0 = −FS + FG

⇒ FS = FG = F (5.6)

Die Summe der Momente um den Punkt S̃ ergibt:∑
MS̃ = 0 = FS · (zS + e) + FG · (zG − e)−Ms −MG

= F · (zS + zG)−MS −MG

⇒ F ·
(
hG + hS

2

)
= MS +MG (5.7)

Des Weiteren gilt im Sinne der Elastostatik und der Kinematik:

w′′S = −MS

ES

12

bSh3
S

= w′′G = −MG

EG

12

bSh3
G

(5.8)

Die Dehnungen im Bereich der Grenzfläche zwischen Spritzschicht und Grundwerkstoff müssen über-

einstimmen, sodass gilt:

αW,S ·∆T −
F

bShSES
− MS6

ESbSh2
S

= αW,G ·∆T +
F

bShGEG
+

MG6

EGbSh2
G

(5.9)
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Auflösen nach F und MS führt zu:

F = −
bs (−αW,S + αW,G) ∆T · ESEG (hG + hS)

(
hS

3ES + EGhG
3
)

4hS
3EShGEG + hS

4ES
2 + EG

2hG
4 + 4EGhG

3hSES + 6hG
2hS

2ESEG
(5.10)

MS = −1/2
bs (−αW,S + αW,G) ∆T · hS4ES

2hGEG (hG + hS)

4hS
3EShGEG + hS

4ES
2 + EG

2hG
4 + 4EGhG

3hSES + 6hG
2hS

2ESEG
(5.11)

Die Eigenspannungen σEig,N aufgrund der Normalkraft F ergeben sich so zu:

σEig,N =
F

bShS

= −
(−αW,S + αW,G) ∆T ESEG (hG + hS)

(
hS

3ES + EGhG
3
)(

4hS
3EShGEG + hS

4ES
2 + EG

2hG
4 + 4EGhG

3hSES + 6hG
2hS

2ESEG
)
hS

(5.12)

und die betragsmäßig größte Biegeeigennormalspannung σEig,B,maxzu:

σEig,B,max =

∣∣∣∣MS

IS
· hS

2

∣∣∣∣ =

∣∣∣∣ MS

bSh2
S

· 6
∣∣∣∣

=

∣∣∣∣−3
(−αW,S + αW,G) ∆T hS

2ES
2hGEG (hG + hS)

4hS
3EShGEG + hS

4ES
2 + EG

2hG
4 + 4EGhG

3hSES + 6hG
2hS

2ESEG

∣∣∣∣
(5.13)

Zur Beschreibung des sekundär induzierten Eigenspannungszustandes werden in Anlehnung an Ab-

bildung 5.4 die Eigenspannungen σEig,N (Gleichung 5.12) und σEig,B,max (Gleichung 5.13) zu

σEig,S,a,sek und σEig,S,i,sek zusammengefasst:

σEig,S,a,sek = σEig,N + σEig,B,max (5.14)

σEig,S,i,sek = σEig,N − σEig,B,max (5.15)

Der qualitative Einfluss der einzelnen Parameter in den Gleichungen 5.14 und 5.15 auf den Eigen-

spannungszustand in der Spritzschicht unter der Verwendung praxisrelevanter Werte ist in Abbildung

5.9 gegeben. Hierbei wird von einer Umgebungstemperatur von ϑRT =20 ◦C ausgegangen. Darge-

stellt sind jeweils die Eigenspannungen σEig,S,a,sek und σEig,S,i,sek in Abhängigkeit zweier Variablen,

wobei die anderen Variablen, wie in der Abbildung 5.9 angegeben, konstant gehalten werden.

In der Abbildung 5.9 wird deutlich, dass die Unterschiede zwischen den Eigenspannungen

σEig,S,a,sek auf der Oberfläche der Spritzschicht und den Eigenspannungen σEig,S,i,sek im Bereich

der Grenzfläche zwischen Grundwerkstoff und Spritzschicht marginal sind. Im realen Spritzprozess
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Gleichungen 5.14 und 5.15
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sind Unterschiede aufgrund des sequenziellen Charakters des Prozesses jedoch denkbar, was aller-

dings in den Gleichungen 5.14 und 5.15 nicht abgebildet werden kann. Des Weiteren wird deutlich,

dass die Dicke des Grundwerkstoffs hG im betrachteten Bereich keinen Einfluss auf die Höhe der

Eigenspannungen in der Spritzschicht hat. Geringere Dicken des Grundwerkstoffs als 1mm wer-

den nicht berücksichtigt, da sich diese nicht für die Negativform eignen. Die Schichtdicke hS hat

nur bei kleinen Werten einen Einfluss auf die Höhe der Eigenspannungen. Da eine praxisrelevan-

te Schichtdicke von hS =0,3mm angestrebt wird, ist dies zu berücksichtigen. Der E-Modul der

Spritzschicht ES hat einen nahezu linearen Einfluss. Eine Vergrößerung führt zu höheren Druckei-

genspannungen. Auswirkungen auf die Eigenspannungen des E-Moduls des Grundwerkstoffs EG sind

nur bei niedrigen Werten zu verzeichnen. So bewirkt die Verwendung von Stahl ESt oder Aluminium

EAlu als Grundwerkstoff nahezu das gleiche Level an Druckeigenspannungen. Den größten Einfluss

auf den Eigenspannungszustand haben der Ausdehnungskoeffizient und die Temperatur des Grund-

werkstoffs αW,G bzw. ϑG. Hierbei erhöhen sich linear mit steigender Temperatur des Grundwerk-

stoffs die Druckeigenspannungen. Keine Eigenspannungen werden induziert, sofern die Temperatur

des Grundwerkstoffs derjenigen der Umgebung entspricht (ϑG=ϑRT ). Ebenso ist der Ausdehnungs-

koeffizient ein linearer Faktor. Sofern der Ausdehnungskoeffizient des Grundwerkstoffs größer als

derjenige der Spritzschicht ist, werden sekundär Druckeigenspannungen induziert (αW,G>αW,S).

Hierdurch bewirkt der Einsatz von Aluminium wesentlich höhere Druckeigenspannungen, da der

Ausdehnungskoeffizient von Aluminium αW,Alu mehr als doppelt so groß wie der von Stahl αW,St ist.

Falls αW,G<αW,S gilt, werden Zugeigenspannungen induziert. Generell werden bei dem eingesetzten

Schichtsystem sekundär immer Druckeigenspannungen in der Spritzschicht induziert, da der Aus-

dehnungskoeffizient der Spritzschicht αW,S immer kleiner als der jeweilige Ausdehnungskoeffizient

des eingesetzten Grundwerkstoffs ist.

5.2.2.3 Eigenspannungen in der Spritzschicht aufgrund primär und sekundär

induzierter Eigenspannungen

Durch Superposition der primär (Gl. 5.5) und sekundär (Gl. 5.14 und 5.15) induzierten Eigenspan-

nungen (s. Abschnitt 5.2.2.1 bzw. 5.2.2.2) kann der Eigenspannungszustand in der Spritzschicht in

Anlehnung an Abbildung 5.4 qualitativ beschrieben werden:

σEig,S,a = σEig,pri + σEig,S,a,sek (5.16)

σEig,S,i = σEig,pri + σEig,S,i,sek (5.17)

Die Höhe der Eigenspannungen im Bereich der Grenzfläche, d.h. σEig,S,i, zwischen Spritzschicht und

Grundwerkstoff, auf Basis der Gleichung 5.17, ist in Abhängigkeit der Temperatur des Grundwerk-
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stoffs in Abbildung 5.10 dargestellt, wobei für die primär induzierten Eigenspannungen die praktikable

Abschätzung nach Abbildung 5.6 verwendet wird. Auf die Darstellung der Eigenspannung σEig,S,a
wird verzichtet, da diese, wie in Abbildung 5.9 gezeigt, bei den verwendeten Größen nahezu gleich

der Eigenspannung σEig,S,i ist. Es wird von einer Schichtdicke hS = 0,3 mm, von einer Umgebungs-

temperatur ϑRT = 20 ◦C und von einem E-Modul der Spritzschicht ES =30GPa ausgegangen, s.a.

Abschnitt 5.3. Für die Berechnung wird Stahl als Grundwerkstoff mit einer Dicke von hG=10mm

angenommen (ESt=210GPa, αW,G,St=10 · 10−6 K−1). Der Abbildung 5.10 ist zu entnehmen, dass

mit steigender Temperatur ϑV des Grundwerkstoffs die Eigenspannungen in der Spritzschicht linear

sinken und von Zugeigenspannungen zu Druckeigenspannungen wechseln, was insbesondere an den

größeren Wärmeausdehnungskoeffizieten des Grundwerkstoffs αW,G gegenüber dem der Spritzschicht

αW,S liegt. Bei einer Schichtdicke von hS =0,3 ist der Nullpunkt der Geraden, d.h. der Wechsel von

Zugeigenspannungen zu Druckeigenspannungen, in etwa bei ϑG=85 ◦C. Geringere Schichtdicken

erhöhen die negative Steigung der Eigenspannungskurve und verschieben so den Nullpunkt hin zu

niedrigeren Temperaturen des Grundwerkstoffs.
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Abbildung 5.10: Qualitative Abschätzung der Eigenspannungen in der Spritzschicht, basierend auf

Gl. 5.17. Zum Vergleich Gl. 5.18 nach Kuroda und Clyne

Zum Vergleich der entwickelten Gleichung 5.17 ist zusätzlich in Abbildung 5.10 die Ermittlung

der Eigenspannungen in der Spritzschicht nach Kuroda und Clyne [185], welche allerdings die

Schichtdicke vernachlässigt, dargestellt:

σEig,S =

[
σEig,pri(ϑP )

ES(ϑP )
+ (αW,S − αW,G) ·∆T

]
· ES(ϑRT ) | nach [185] (5.18)
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Hierbei ist ES(ϑP ) der E-Modul der Spritzschicht bei der Temperatur ϑP und ES(ϑRT ) der

E-Modul der Spritzschicht bei der Temperatur ϑRT . Da entsprechende Werte des E-Moduls nur bei

ϑRT =20 ◦C vorliegen, wird für die Betrachtung ES(ϑP )=ES(ϑRT ) gesetzt. Der Vergleich zeigt,

dass ab einer Schichtdicke von hS =0,9mm beide Gleichungen ähnliche Resultate liefern. Bei ge-

ringeren Schichtdicken wird das Fehlen der Schichtdicke in Gleichung 5.18 deutlich. Da praktikable

Werte der Schichtdicke beim eingesetzten Schichtsystem bei rund hS =0,3mm liegen, wird die

Gleichung 5.18 nach Kuroda und Clyne im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter berücksichtigt.

Als Fazit der Eigenspannungsuntersuchung in der Spritzschicht bleibt festzuhalten, dass in Ab-

hängigkeit der gewünschten Schichtdicke hS die Temperatur des Grundwerkstoffs ϑG zu wählen

ist. Hierbei ist zu beachten, dass – wie in Abbildung 5.5 dargestellt – für die Herstellung indirekt

gespritzter Wirkflächen betragsmäßige niedrige Eigenspannungen erforderlich sind. Der Einfluss der

Temperatur des Grundwerkstoffs auf die sekundär induzierten Eigenspannungen ist höher als auf die

primär induzierten Eigenspannungen, welches durch die hohen Partikeltemperaturen ϑP des einge-

setzten Schichtsystems bedingt ist, s.a. Abschnitt 5.2.2.1. Daher sind insbesondere bei der Wahl der

Temperatur des Grundwerkstoffs die Auswirkungen auf die sekundär induzierten Eigenspannungen

zu beachten. Hierbei muss allerdings berücksichtigt werden, dass aufgrund des inkrementellen Cha-

rakters des Spritzprozesses, d.h. die Schichtdicke wird durch die Anzahl der Spritzüberläufe realisiert,

sich der Grundwerkstoff bei jedem Spritzüberlauf weiter erhitzt, sofern keine Gegenmaßnahmen ge-

troffen werden. Allgemein sollte der Ausdehnungskoeffizient des Grundwerkstoffs nicht kleiner als der

der Spritzschicht sein, sodass die sekundär induzierten Eigenspannungen im Druckspannungsbereich

liegen und somit überhaupt niedrige Eigenspannungen in der Beschichtung erzielt werden können.

5.2.3 Experimentelle Untersuchungen zur Ermittlung des Prozessfensters

Basierend auf den Erkenntnissen der vorherigen Abschnitte 5.2.1 und 5.2.2 werden in diesem

Abschnitt experimentelle Untersuchungen zur Realisierung zerstörungsfrei ablösbarer Hartstoff-

Beschichtungen durchgeführt.

Der Spritzprozess muss dabei dermaßen gestaltet sein, dass zunächst eine ausreichende Haftung

zwischen der Spritzschicht und der Negativform erzielt wird. Die Höhe der Haftung ist allerdings

limitiert, da im Anschluss an den Spritzprozess ein zerstörungsfreies Ablösen der Spritzschicht von

der Negativform (Grundwerkstoff) möglich sein muss.

5.2.3.1 Untersuchte Parameter zur Herstellung thermisch gespritzter Wirkflächen

Für die experimentellen Untersuchungen werden die Parameter betrachtet, welche in Abbildung 5.11

dargestellt sind. Unterteilt sind diese in die Bereiche: Negativform, Prozessparameter und Peripherie.
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Abbildung 5.12: Zerstörte Negativform aus Polyurethan nach dem Beschichtungsprozess

In Tabelle 5.2 sind die Parameter entsprechend ihrer Zuordnung und deren Variationsstufen aufge-

listet. Die Größe der Negativformen wird konstant auf 70mm Länge, 50mm Breite und 10mm

Dicke belassen.

Für die Negativform werden die leicht zu spanenden Werkstoffe Aluminium (EN AW-2007) und

Baustahl (1.3007) eingesetzt. Voruntersuchungen mit alternativen Werkstoffen wie speziellen Poly-

urethanen zeigen, dass deren Temperaturbeständigkeit (205 ◦C) für den Beschichtungsprozess nicht

ausreichend hoch sind, sodass die Negativformen während des Beschichtungsprozesses versagen,

Abbildung 5.12.

Zur Erzielung einer ausreichenden Haftfestigkeit der Spritzschicht auf dem Grundwerkstoff wer-

den in konventionellen thermischen Spritzprozessen die Oberflächen des Grundwerkstoffs gestrahlt

[107]. Da eine zu hohe Haftung negativ für das zerstörungsfreie Ablösen der Spritzschicht ist, werden

im Rahmen dieser Untersuchungen auch ungestrahlte Grundwerkstoffe (Rz =2µm) eingesetzt. Als

Strahlmittel wird EKF 14/24 (Edelkorund weiß, Al2O3, α-Phase) bei einem Druck von 0,4MPa, in ei-

nem Abstand zum Grundwerkstoff von 100mm und Anstellwinkel 45 ◦ eingesetzt. Zur Reduktion der
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Tabelle 5.2: Variierte Parameter zur Ermittlung des Prozessfensters thermisch gespritzter

Wirkflächen

Parameter Variationsstufen

Negativform:

Werkstoff Aluminium (EN AW-2007) Baustahl (1.0037)

Vorbehandlung Keine Oberfläche gestrahlt

Oberfläche entfettet benetzt mit Mineralöl

Vorerwärmung

Grundwerkstoff ϑG,0 20 ◦C (ϑRT ) 160 ◦C

Prozessparameter:

Lichtbogenstrom IArc 200 A 260 A

Primärgas pS,pri 0,2 MPa 0,6 MPa

Sekundärgas pS,sek nicht verwendet 0,2 MPa

Verfahrgeschwindigkeit vS 200 mm
s 400 mm

s

Anzahl der Spritzüberläufe nS 2 bis 5

Spritzabstand ∆lS 100 mm 200 mm

Peripherie:

Rückkühlung Grundwerkstoff nicht verwendet verwendet

Magnetfeld nicht verwendet verwendet

Haftung zwischen der Spritzschicht und der Negativform wird der Einfluss von Mineralöl (Universalöl

der Fa. Ballistol), welches direkt vor dem eigentlichen Spritzprozess mit einem Pinsel dünn auf die

Negativform aufgetragen wird, untersucht. Mit diesem Ansatz konnten in [187] CrNi-Spritzschichten

vom Grundwerkstoff zerstörungsfrei für den Einsatz als Zugproben gelöst werden. Wie in den vor-

herigen Abschnitten 5.2.1 und 5.2.2 gezeigt, hat die Temperatur des Grundwerkstoffs ϑG einen

Einfluss auf die Höhe der induzierten Eigenspannungen. Aufgrund der Wärmeeinbringung beim ther-

mischen Spritzen erhöht sich die Temperatur des Grundwerkstoffs während des Prozesses. Daher

kann nur eine Ausgangstemperatur des Grundwerkstoffs ϑG,0 definiert eingestellt werden, welche

in zwei Stufen variiert wird: Raumtemperatur (20 ◦C und ϑG,0 =160 ◦C). Letztgenannter Wert hat

96



Prozessfenster indirekt gespritzter Wirkflächen 5 Thermisch gespritzte Wirkflächen

sich insbesondere bei konventionellen thermischen Spritzprozessen mit dem eingesetzten Spritzwerk-

stoff bewährt, vgl. [188].

Die Gruppe der Prozessparameter umfasst insbesondere Parameter zur Ausprägung des Spritz-

stahls. So beeinflusst der Lichtbogenstrom IArc die Schichtcharakteristik durch die Höhe der einge-

brachten Energie. Die anliegende Spannung am Lichtbogen stellt sich entsprechend ein und liegt bei

32–34 kV. Je größer der Druck des Primärgases pS,pri ist, desto höher ist die Partikelgeschwindigkeit

und umso geringer die Partikelgröße. Ein Druck von pS,pri=0,6MPa führte in [182] beim gleichen

Spritzwerkstoff zu geeigneten Schichten beim konventionellen Lichtbogenspritzen. Das Sekundärgas

pS,sek dient zur Fokussierung des Lichtbogenkegels. Hierbei wird zusätzliche Druckluft im Bereich des

Lichtbogens zugeführt. Bei den angegebenen Werten der Verfahrgeschwindigkeit der Spritzpistole

vS handelt es sich um Sollwerte, die aufgrund der Trägheit der Anlage nur in Teilbereichen erreicht

werden können. Der Verfahrweg der Spritzpistole über die Negativform ist immer mäanderförmig,

wobei zwischen zwei Bahnen stets ein Abstand von 5mm eingehalten wird. Durch die Anzahl der

Spritzüberläufe nS ergibt sich die Schichtdicke. Beeinflusst wird darüber hinaus die Höhe der Ener-

gieeinbringung, welche sich auf den Eigenspannungszustand auswirkt, vgl. Kapitel 5.2.1 und 5.2.2.

Für den eingesetzten Spritzwerkstoff liegt der empfohlene Spritzabstand ∆lS bei 100mm. Da mit

steigendem Abstand sich die Temperatur der Spritzpartikel verringert [182], werden Untersuchungen

auch mit einem größeren Abstand durchgeführt.

Zur Gruppe der Peripherie zählt eine Vorrichtung zur rückwärtigen Kühlung der Negativform mit-

tels Druckluft (0,2MPa) und ein schaltbarer Elektromagnet mit einer maximalen Haltekraft von

1,3 kN. Die Rückkühlung soll eine konstante Temperatur des Grundwerkstoffs während des Spritz-

prozesses gewährleisten oder zumindest ein zu starkes Aufheizen verhindern. Der Elektromagnet

wird eingesetzt, um während des Spritzprozesses zusätzliche Haltekräfte auf die Spritzschicht ap-

plizieren zu können.

5.2.3.2 Einflussgrad und -höhe der Parameter auf die Herstellung thermisch

gespritzter Wirkflächen

Zur Beurteilung der Auswirkungen der einzelnen Parameter zur Herstellung thermisch gespritzter

Wirkflächen wird die gefertigte Spritzschicht gemäß Abbildung 5.2 in die drei Kriterien: Fehlteil

aufgrund zu hoher Haftung ( ), Fehlteil aufgrund zu niedriger Haftung ( ) und Gutteil ( )

unterteilt. Die beobachteten Effekte der einzelnen Parameter, basierend auf diesen Zielgrößen, sind

in Tabelle 5.3 dargestellt.

Hierbei zeigt sich, dass eine ungestrahlte Oberfläche der Negativform von essenzieller Bedeutung

ist. Eine gestrahlte Oberfläche verhindert – unabhängig von der Wahl anderer Parameter – immer
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Tabelle 5.3: Parametereinflüsse auf die Herstellung zerstörungsfrei lösbarer Spritzschichten

Parameter Variationsstufen Tendenz

Vorbehandlung Keine Oberfläche gestrahlt

Primärgas pS,pri 0,2 MPa 0,6 MPa ↗
Spritzabstand ∆lS 100 mm 200 mm ↘

Werkstoff Aluminium Baustahl

(EN AW-2007) (1.0037)

Anzahl der 2 5 ↗
Spritzüberläufe nS

Verfahr- 200 mm
s 400 mm

s ↘
geschwindigkeit vS

Oberfläche entfettet benetzt mit Mineralöl ↗

Vorerwärmung 20 ◦C (ϑRT ) 160 ◦C ↗
Grundwerkstoff ϑG,0

Lichtbogenstrom IArc 200 A 260 A ↗
Rückkühlung nicht verwendet verwendet

Grundwerkstoff

Sekundärgas pS,sek nicht verwendet 0,2 MPa

Magnetfeld nicht verwendet verwendet

Erläuterungen:

Einfluss: hoch mittel niedrig nicht vorhanden

Haftung: zu niedrig geeignet zu hoch

Tendenz: ↗ Erhöhung führt zu · · · ↘ Verminderung führt zu · · ·

das zerstörungsfreie Ablösen der Spritzschicht von der Negativform, da die Haftung zwischen der

Spritzschicht und der Negativform zu hoch ist.

Ein Primärgasdruck von pS,pri=0,6MPa führt im Vergleich zu einem Druck von pS,pri=0,2MPa

zu höheren Partikelgeschwindigkeiten und somit zu einer höheren kinetischen Energie und einem
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Abbildung 5.13: Temperatur der Negativform während des thermischen Spritzens in Abhängigkeit

von dem Negativformwerkstoff

höheren Impuls. Dadurch kommt es bei ungestrahlten Negativformen entweder zu gar keiner Haftung

der Partikel auf der Negativform oder haftende Spritzpartikel werden bei einem weiteren Überlauf

der Spritzpistole wieder entfernt. Zur Herstellung der thermisch gespritzten Wirkflächen wird daher

der niedrigere Wert des Primärgases von pS,pri=0,2MPa verwendet.

Gegenüber dem Spritzabstand bei konventionellen Lichtbogenspritzprozessen ist der geeignete

Spritzabstand mit ∆lS =200mm deutlich größer. Dies führt zu niedrigeren Partikelgeschwindigkeiten

und -temperaturen. Erstere reduzieren den Impuls, letztere bewirken insbesondere niedrigere primär

induzierte Eigenspannungen in der Spritzschicht. Allerdings ist der maximal einstellbare Spritzabstand

dabei aufgrund von unerwünschten Oxidationseffekten der Spritzpartikel begrenzt.

Als Werkstoff stellt sich Stahl als wesentlich geeigneter gegenüber dem eingesetzten Alumi-

nium heraus. So kann i.d.R. mit Aluminium keine ausreichende Haftung erzielt werden, sodass

die Spritzschicht nach dem ersten Überlauf – sofern eine primäre Haftung erzielt werden konn-

te – sich beim nächsten Überlauf der Spritzpistole wieder löst. Zwar können mit einigen Para-

meterkombinationen auch mit Aluminium zerstörungsfrei lösbare Spritzschichten hergestellt wer-

den, jedoch ist hier das Prozessfenster wesentlich instabiler als bei einer Negativform aus Stahl.

Begründet werden kann dies zum einen durch den wesentlich größeren Ausdehnungskoeffizienten

von Aluminium (αW,G,Alu=23,8 · 10−6 K−1) gegenüber den Ausdehnungskoeffizienten von Stahl

(αW,G,St=10 · 10−6 K−1) und der Spritzschicht (αW,S =(6,7±0,2) · 10−6 K−1). Wie in Abschnitt

5.2.2.2 gezeigt, hat dies einen hohen Einfluss auf die sekundär induzierten Eigenspannungen.
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Des Weiteren erhöht sich die Temperatur der Negativform (ϑG) stärker beim Einsatz von Alumi-

nium als bei Stahl, welche mittels Thermoelementen (Typ K, Durchmesser 0,6mm der Fa. Ther-

mocoax) gemessen wurde, Abbildung 5.13. Dies ist durch die niedrigere Wärmekapazität C von

Aluminium gegenüber Stahl gegeben. Bei gleichem Wärmestrom Q̇ – hervorgerufen durch den Spritz-

strahl –, gleichem Volumen der Negativform V und gleicher Ausgangstemperatur ϑRT wird in der

gleichen Zeit die Negativform stärker erhitzt:

Q̇ = C · (ϑG − ϑRT )

t

= cv ·m ·
(ϑG − ϑRT )

t

= (cv · ρ) · V · (ϑG − ϑRT )

t

⇒ ϑG =
Q̇ · t

(cv · ρ) · V
+ ϑRT (5.19)

Hierbei ist t die Zeit, cv die spezifische Wärmekapazität, m die Masse und ρ die Dichte. Der Un-

terschied in der Gleichung 5.19 hinsichtlich des Negativformwerkstoffs ist mit dem Produkt (cv · ρ)

gegeben, welches bei Stahl höher als bei Aluminium ist (cv,St=0,477 kJ / kgK, ρSt=7,85 kg / dm3

[37]; cv,Alu=0,896 kJ / kgK, ρAlu=2,7 7,85 kg / dm3 [186]). Die höhere Temperatur des Grundwerk-

stoffs ϑG wirkt sich wiederum auf die Höhe der induzierten Eigenspannungen aus, vgl. Abbildungen

5.9 und 5.10. Bei der Temperaturbetrachtung wird zur Vereinfachung die unterschiedliche Wär-

meleitfähigkeit von Aluminium und Stahl nicht berücksichtigt. So ist die Wärmeleitfähigkeit von

Aluminium höher als die von Stahl, sodass die Wärme von der Vorderseite, auf die der Spritzstrahl

trifft, schneller zur kühleren Rückseite transportiert werden kann. Insgesamt erhöhen sowohl der

höhere Ausdehnungskoeffizient αW,G,Alu als auch die höhere Temperatur der Negativform ϑG,Alu die

Druckeigenspannungen in der Spritzschicht, was sich negativ auf die Haftung auswirkt. Ein weiterer

Grund für die schlechtere Haftung der Spritzschicht an der Negativform aus Aluminium gegenüber

Stahl ist in den Haftbedingungen zwischen der Spritzschicht und der Negativform begründet. Die

ungestrahlten Oberflächen der Negativform reduzieren deutlich die Möglichkeit der Haftung durch

mechanische Verklammerung, sodass die Haftung essenziell von den anderen Haftmechanismen, wie

Mikroverschweißungen, abhängt, s.a. Kapitel 2.3.3. Die Bedingungen zur Mikroverschweißung zwi-

schen Stahl und dem Eisenanteil der Spritzschicht sind allerdings deutlich günstiger als beim Einsatz

von Aluminium als Negativform.

Die Anzahl der Spritzüberläufe ist limitiert auf maximal nS,max=4 Überläufe, wobei auch hier

der Prozess je nach Parameterkombination instabil wird. Eine höhere Anzahl an Spritzüberläufen

führt zu einem vorzeitigen Ablösen der Spritzschicht von der Negativform. Bis zu einer Anzahl

der Spritzüberläufe von nS =3 kann ein stabiler Prozess realisiert werden. Hierdurch kann eine
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Schichtdicke von rund hS =0,3mm erzielt werden. Wie in Abbildung 5.10 gezeigt, wirkt sich die

Schichtdicke direkt auf die Höhe der Eigenspannungen in der Spritzschicht aus. Hierbei stimmen

die experimentellen Ergebnisse – eine höhere Schichtdicke reduziert das Prozessfenster – qualitativ

mit dem analytisch ermittelten Prozessfenster in Abbildung 5.5 überein. Des Weiteren wird die

Temperatur der Negativform mit jedem Spritzüberlauf erhöht, Abbildung 5.13. Dies wiederum wirkt

sich insbesondere negativ auf die Höhe der sekundär induzierten Eigenspannungen und somit auf

die Prozessstabilität aus, vgl. 5.10.

Niedrige Verfahrgeschwindigkeiten der Spritzpistole resultieren in einem vorzeitigen Ablösen der

Spritzschicht, sodass eine hohe Verfahrgeschwindigkeit anzustreben ist. Je höher die Verfahrge-

schwindigkeit ist, desto gleichmäßiger wird der Verbund aus bereits abgeschiedenen Spritzpartikeln

und der Negativform erwärmt. Hierdurch wird die Induzierung von Eigenspannungen aufgrund in-

homogener Temperaturverteilung vermindert.

Ein Benetzen der Oberfläche der Negativformen vor dem Spritzprozess ist wenig zielführend.

Eine geeignete Haftung kann in diesem Fall, wenn überhaupt, nur erzielt werden, sofern die Vor-

erwärmung des Grundwerkstoffs ausreichend hoch ist, sodass das Mineralöl vor dem Spritzprozess

größtenteils wieder verdampft. Ansonsten verhindert die mit Mineralöl benetzte Oberfläche Mikro-

verschweißungen zwischen der Spritzschicht und der Negativform, sodass insgesamt vom Einsatz

von Mineralöl abzuraten ist. Vielmehr wirkt eine saubere und mit Ethanol entfettete Oberfläche

der Negativform prozessstabilisierend.

Der Einfluss der Vorerwärmung auf den Prozess ist geringer als erwartet. Sowohl ohne Vorer-

wärmung als auch bei einer Erwärmung der Negativform auf ϑG,0 =160 ◦C können Spritzschichten

zerstörungsfrei abgelöst werden. Grund hierfür ist die hohe Wärmeeinbringung durch den Spritzpro-

zess, vgl. 5.13. So zeigt sich, dass nach drei Spritzüberläufen auch bei vorgewärmten Negativformen

die Temperatur ϑG nur unwesentlich höher als die von nicht vorgewärmten Negativformen ist. Ins-

besondere aufgrund der einfacheren Handhabung der Negativformen wird daher im weiteren Verlauf

auf eine Vorerwärmung verzichtet.

Ein größerer Lichtbogenstrom IArc vergrößert die induzierte Energie und damit die Höhe der

Temperatur im Spritzprozess. Ein niedriger Lichtbogenstrom IArc=200A führt folglich zu einem

stabileren Prozess. Insgesamt ist der Einfluss des Lichtbogenstroms aber eher als gering anzusehen.

Ebenso hat die eingesetzte Rückkkühlung nur einen niedrigen Einfluss auf das Ergebnis des Spritz-

prozesses. Hierbei zeigt sich, dass die Kühlleistung durch den Ansatz einer rückwärtigen Kühlung

nicht ausreichend hoch ist, um Effekte auf die bespritzte Vorderseite der Negativform zu bewirken.

Aufwendigere alternative (frontale) Kühlungssysteme könnten eventuell Effekte hervorrufen, wer-
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den im Rahmen dieser Arbeit aufgrund der höheren Kosten und geringeren Flexiblität allerdings

nicht weiterverfolgt.

Der Einsatz des Sekundärgases oder eines Magnetfelds wirkt sich nicht auf das Prozessfenster

zur Herstellung zerstörungsfrei lösbarer Schichten aus. Daher wird für weitere Untersuchungen auf

den Einsatz des Sekundärgases verzichtet. Hinsichtlich des Magnetfelds hat die Spritzschicht zu

geringe ferromagnetische Eigenschaften. Auch im abgekühlten Zustand ist die Haftung der Spritz-

schicht am Magneten äußerst gering. Da mit steigender Temperatur die ferromagnetische Wirkung

im Allgemeinen abnimmt und oberhalb der Curie-Temperatur vollständig aufgehoben wird, ist die

Haftung aufgrund der magnetischen Wirkungen während des Spritzprozesses noch weitaus gerin-

ger. Die Elektromagneten lassen sich allerdings recht flexibel als Probenhalter der Negativformen

im Spritzprozess einsetzen.

5.2.4 Fazit: Prozessfenster indirekt gespritzter Wirkflächen

Insgesamt zeigt sich, dass die Herstellung zerstörungsfrei lösbarer Spritzschichten zur Realisierung

indirekt gespritzter Wirkflächen möglich ist. Das Prozessfenster wird hierbei insbesondere von der

Schichtdicke der Spritzschicht und den induzierten Eigenspannungen beschrieben. Hierbei reduziert

sich das Prozessfenster sowohl mit steigender Schichtdicke als auch mit betragsmäßig steigenden

Eigenspannungen. Da eine Mindestschichtdicke der Spritzschicht für den späteren Einsatz als Wirk-

fläche im Tiefziehwerkzeug angestrebt wird, muss die Induzierung von Eigenspannung minimiert

werden. Wie in den vorherigen Abschnitten gezeigt, wirken sich insbesondere die Höhe des Aus-

dehnungskoeffizienten und die Temperatur der Negativform sowie die Schichtdicke auf die Eigen-

spannungen aus. Geeignete Prozessparameterkombinationen können zu niedrigen Eigenspannungen

und somit zu zerstörungsfrei ablösbaren Spritzschichten führen. Die analytische Betrachtung konn-

te durch experimentelle Untersuchungen bestätigt werden. Wichtigste Erkenntnisse zur Herstellung

zerstörungsfrei lösbarer Spritzschichten sind:

• Eine ungestrahlte Oberfläche der Negativform ist essenziell.

• Die Wärmeinduzierung im Spritzprozess muss minimal sein.

• Die Höhe der Schichtdicke ist limitiert.

Eine gestrahlte Oberfläche führt zu einer unzulässig hohen Haftung der Spritzschicht. Mit steigen-

der Wärmeinduzierung wird die Temperatur des Grundwerkstoffs und damit die Eigenspannungen

erhöht, was sich destabilisierend auf den Spritzprozess auswirkt und zu Fehlteilen führt. Die maximale

Schichtdicke, die prozesssicher hergestellt werden kann, liegt bei hS,max≈ 0,35mm.
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Tabelle 5.4: Parameter zur Untersuchung der Eigenschaften indirekt gespritzter Wirkflächen

Parameter Einstellung

Substrat:

Werkstoff Baustahl (1.0037)

Vorbehandlung Keine

Oberfläche entfettet

Vorerwärmung Grundwerkstoff ϑG,0 20 ◦C (ϑRT )

Prozessparameter:

Lichtbogenstrom IArc 200 A

Primärgas pS,pri 0,2 MPa

Sekundärgas pS,sek nicht verwendet

Verfahrgeschwindigkeit vS 400 mm
s

Anzahl der Spritzüberläufe nS 3

Spritzabstand ∆lS 200 mm

Peripherie:

Rückkühlung Grundwerkstoff nicht verwendet

Magnetfeld nicht verwendet

5.3 Eigenschaften indirekt gespritzter Wirkflächen

Das vorherige Kapitel 5.2 befasst sich vor allem mit der Herstellbarkeit indirekt thermisch gespritzer

Wirkflächen für Tiefziehwerkzeuge. Im Rahmen dieses Kapitels stehen die Eigenschaften der so reali-

sierten Spritzschichten wie Haftung, Oberflächengüte und mechanische Kennwerte im Vordergrund.

5.3.1 Berücksichtigte Parameter

Basierend auf den Erkenntnissen des vorherigen Kapitels 5.2 werden die Parameter so gewählt, dass

ein stabiler Spritzprozess gewährleistet werden kann. Die gewählten konstant gehaltenen Spritzpa-

rameter für die Untersuchungen sind in 5.4 aufgelistet.

Die Untersuchungen in diesem Kapitel werden insbesondere unter Berücksichtigung der Geometrie

des zu fertigenden Tiefziehwerkzeugs durchgeführt, Abbildung 5.14. Bei der bisherigen Betrachtung

ist der Spritzwinkel γS, d.h. der Winkel zwischen der Mittellinie des Spritzstrahls und der Oberfläche
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Abbildung 5.14: Variierte Parameter zur Untersuchung der Eigenschaften indirekt gespritzter

Wirkflächen

der Negativform, immer 90◦. Ein senkrecht zur Oberfläche angestellter Spritzstrahl kann allerdings

insbesondere bei komplexen Werkzeuggeometrien nicht immer gewährleistet werden. Zum einen er-

fordert dies eine aufwendige Bahnplanung des Handhabungssystems der Spritzpistole, z.B. mittels

eines Robotors. Zum anderen hat der Spritzkegel eine endliche Ausdehnung, sodass vor allem bei

kleinen Radien der Spritzstrahl auch unter einem deutlich geringeren Winkel als 90◦ auf die Ober-

fläche der Negativform treffen kann. So hat der Kernbereich des Spritzkegels mit der höchsten

Konzentration an Spritzpartikeln bei den gewählten Parametern einen Öffnungswinkel von rund 10◦.

Bei einem Spritzabstand von ∆lS =200mm wird somit eine Fläche von einem Durchmesser von

rund 35mm gleichzeitig bespritzt. In den Untersuchungen zu den Eigenschaften der Spritzschichten

wird daher der Spritzwinkel berücksichtigt und in vier Stufen variiert.

Des Weiteren wird die Negativform bei komplexeren Geometrien keine gleichmäßige Materialstär-

ke aufweisen, da i.d.R. insbesondere aus wirtschaftlichen Gründen nur die zu bespritzende Seite

bearbeitet wird. Neben einer Tiefe hG der Negativform von 10mm wird daher auch eine Dicke von

hG=30mm betrachtet. Wie Abbildung 5.9 zeigt, hat die Dicke hG zwar keinen direkten Einfluss

auf die Prozessstabilität, allerdings bewirkt die höhere Masse der dickeren Negativform, dass sich

bei gleichem Wärmestrom Q̇ die Negativform während des Spritzprozesses weniger erwärmt, vgl.

Gleichung 5.19. Die Temperatur des Grundwerkstoffs ϑG wiederum hat einen direkten Einfluss auf

die induzierten Eigenspannungen und damit auf die Prozessstabilität.

Die Variationsstufen der untersuchten Parameter sind in Tabelle 5.5 aufgelistet. Für die Unter-

suchungen werden flache Negativformen in der Dimension von 60mm × 80mm verwendet. Im

Anschluss an den Spritzprozess werden die Negativformen zunächst in eine entsprechend vorbe-
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Tabelle 5.5: Variierte Parameter zur Untersuchung der Eigenschaften indirekt gespritzter Wirkflächen

Parameter Variationsstufen

Spritzwinkel γS 90◦ 65◦ 40◦ 15◦

Dicke der Negativform hG 10mm 30mm

1. Spritzprozess 2. Gießen 3. Fräsen 4. Fertige Probe

Spritzpistole

Spritzschicht

Spritzschicht

Thermo-
element

Negativform

NegativformGiesform

PolyurethanFräser
1 mm

4
 m

m

�
G

Abbildung 5.15: Herstellung der Proben zur Ermittlung der Eigenschaften indirekt thermisch ge-

spritzter Wirkflächen

reitete Gießform eingesetzt und dann mit dem Polyurethan GM 708 / PUR 4 der Fa. ebalta

hintergossen. Die Kennwerte dieses Werkstoffs sind in Kapitel 4 gegeben. Gegenüber dem Polyure-

than GM 725-7 / PUR 13 derselben Firma ist die Bruchdehnung höher, wodurch dieser Werkstoff

sich besser für die Bestimmung der mechanischen Kennwerte der Spritzschicht eignet. Nach dem

Aushärten des Polyurethans wird dieser für die weiteren Untersuchungen auf eine definierte Höhe

von 4mm gefräst. Während des Spritzprozesses wird die Temperatur der Negativform mittels Ther-

moelementen (Typ K, Durchmesser 0,6mm der Fa. Thermocoax) gemessen. Der experimentelle

Ablauf zur Herstellung der Proben für die Charakterisierung der Eigenschaften der Spritzschicht ist

in Abbildung 5.15 zusammengefasst.

Die Ergebnisse der Temperaturmessung im Spritzprozess sind in Abbildung 5.16 dargestellt. Hierbei

zeigt sich eine Abhängigkeit der Temperatur der Negativform ϑG sowohl vom Spritzwinkel γS als auch

von der Dicke der Negativform hS. Ein kleinerer Spritzwinkel und eine größere Dicke der Negativform

führen unabhängig voneinander zu niedrigeren Temperaturen des Grundwerkstoffs. Dies lässt sich

105



5 Thermisch gespritzte Wirkflächen Eigenschaften indirekt gespritzter Wirkflächen

h
G

�
S

Dicke der Negativform = 10 mmh
G

Dicke der Negativform = 30 mmh
G

Überlauf n
S

Berechnet

Überlauf n
S

n
S

= 1 n
S

= 1

�
S

= 90°

�
S

= 90°

�
S

�
S

�
S

= 65°

�
S

= 65°
�

S
= 40°

�
S

= 40°�
S

= 15°
�

S
= 15°

n
S

= 2 n
S

= 2n
S

= 3 n
S

= 3

Te
m

p
e
ra

tu
r 

G
ru

n
d
w

e
rk

st
o
ff

in
 °

C
�

G

T
e
m

p
e
ra

tu
r 

G
ru

n
d
w

e
rk

s
to

ff
in

 °
C

�
G

�
G

0 050 50100 100150 150200 200

50 50

150 150

100 100

0 0

Prozesszeit in st Prozesszeit in st

Abbildung 5.16: Temperatur der Negativform ϑG in Abhängigkeit des Spritzwinkels γS und der Dicke

der Negativform hG. Berechnung mittels Gl. 5.20 auf Basis von ϑG (γS,90◦)

anhand der Gleichung 5.19 erläutern, indem ein zusätzlicher Term sin γS zur Beschreibung einer

Projektion aufgrund des Spritzwinkels der Gleichung hinzugefügt wird:

ϑG (γS) =

Gl.5.19︷ ︸︸ ︷
Q̇ · t

(cv · ρ) · V
· sin γS +

Gl.5.19︷︸︸︷
ϑRT (5.20)

Basierend auf dem Temperaturverlauf ϑG (γS,90◦) bei einem Spritzwinkel von γS =90◦ sind für die

jeweiligen Dicken die mittels Gleichung 5.20 berechneten Verläufe dargestellt. Die Übereinstimmung

ist qualitativ gut, nimmt allerdings mit sinkenden Werten des Spritzwinkels ab. Dies könnte durch

die fehlende Berücksichtigung der Wärmeleitung von der Vorderseite der Negativform zur Rückseite

und Wärmestrahlung in der Gleichung 5.20 bedingt sein.

5.3.2 Übersicht über die untersuchten Zielgrößen

Die untersuchten Zielgrößen der indirekt thermisch gespritzten Wirkflächen werden in die drei Ka-

tegorien Ablösen, Schichtaufbau und Mechanische Kennwerte unterteilt, Tabelle 5.6. Unter der

Kategorie Ablösen werden die Eigenschaften zusammengefasst, die dem eigentlichen Prozess des

zerstörungsfreien Ablösens der Spritzschicht von der Negativform zuzuordnen sind. Für den spä-

teren Einsatz der Wirkflächen im Tiefziehprozess sind diese Eigenschaften nicht von Bedeutung,

allerdings für den Fertigungsprozess der hybriden Tiefziehwerkzeuge. Untersuchungen zum Schicht-
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Tabelle 5.6: Untersuchte Eigenschaften indirekt thermisch gespritzter Wirkflächen

Ablösen Schichtaufbau Mechanische Kennwerte

Haftzugfestigkeit RH Aussehen Wirkfläche E-Modul ES
Haftscherfestigkeit τH Schliffbilder Festigkeit σm,S
Rauheit Negativform Schichtdicke hS Bruchdehnung Aε,S

Porosität ΦS Härte nach Vickers

Rauheit Wirkfläche Eigenspannung σEig,S

aufbau geben Rückschlüsse auf die Morphologie der Spritzschicht, welche wiederum Auswirkungen

auf die mechanischen Kennwerte der Spritzschicht hat. Neben der Rauheit sind insbesondere diese

Kennwerte relevant für den späteren Einsatz der Wirkflächen im Tiefziehprozess.

5.3.3 Messmethoden zur Bestimmung der Eigenschaften der Spritzschichten

In diesem Kapitel wird auf die Messmethoden und -verfahren zur Bestimmung der Eigenschaften der

Spritzschicht, unterteilt in die jeweilige Kategorie, eingegangen, s.a. Tabelle 5.6.

Die Ermittlung der Haftzugfestigkeit RH erfolgt in Anlehnung an DIN EN 582 [189]. Hierzu wer-

den zunächst aus dem Probenkörper (vgl. Kapitel 5.15) mittels Kernbohrungen Zylinder mit einem

Durchmesser DH von 11,5mm erzeugt. Anschließend wird die Oberseite dieser Zylinder mithilfe

eines Epoxidklebers mit einem Abziehkörper verklebt. Nach dem Aushärten wird der Verbund aus

Proben- und Abziehkörper in eine entsprechende Vorrichtung in einer Universalprüfmaschine einge-

spannt und mit einer Zugkraft mit einer Geschwindigkeit von 0,01mm/ s beaufschlagt, Abbildung

5.17. Der Quotient aus der Kraft FH,max, die zum Ablösen der Spritzschicht von der Negativform

führt, und dem Durchmesser des Zylinders DH ergibt die Haftzugfestigkeit RH .

Die Bestimmung der Haftscherfestigkeit τH wird in Anlehnung an DIN 50162 durchgeführt,

[190]. Mittels spanender Herstellung werden aus dem Probenkörper Quader mit den Abmessungen

40mm× 15mm× 4mm gefertigt. Mithilfe eines Scherstempels werden diese dann von der Negativ-

form in der Universalprüfmaschine abgeschert und die Druckkraft FH gemessen. Die Haftscher-

festigkeit τH ergibt sich dann aus dem Quotienten Höchstkraft FH,max durch Scherfläche AH ,

Abbildung 5.17.

Die Rauheitsmessung sowohl der Oberflächen der Negativformen nach dem Ablösen der Spritz-

schicht als auch der Wirkflächen erfolgt mittels taktilem Rauheitsmessgerät Perthometer S2 der

Fa. Mahr.
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Abbildung 5.17: Verfahren zur Ermittlung der Haftzugfestigkeit RH und der Haftscherfestigkeit τH

Die Schichtdicke hS wird aus den mikroskopischen Aufnahmen der Schliffbilder des Verbundes

Spritzschicht und hintergossenem Polymer bestimmt. Die mikroskopischen Aufnahmen erfolgen mit

einem Auflichtmikroskop AxioImager M1m der Fa. Zeiss. Hiermit erfolgt ebenfalls die Auswer-

tung der Schichtdicke. Anhand von Schliffbildern wird mittels Grauwertanalyse die Porosität ΦS

der Spritzschichten bestimmt.

Für die Bestimmung des E-Moduls der Spritzschicht ES wird eine Vierpunktbiegemethode nach

Beghini, Bertini und Frendo [191, 192] verwendet, Abbildung 5.18. Diese bietet den Vorteil

gegenüber anderen Verfahren, dass die Spritzschicht im Verbund mit dem polymeren Hinterbau ge-

testet wird. Dies erleichtert die Handhabung der ansonsten sehr dünnen Spritzschicht, vermeidet eine

aufwendige Präperation der Spritzschicht und reduziert Messfehler. Die Bestimmung des E-Moduls

erfolgt anhand der Gleichung 5.21:

ES =
1

h3
S

·

[
ΓS · (8∆l3A + 12∆l2A∆lF + 3∆lA∆l2F )

8 · bS
− EBh3

B +
3

4
· (EBh

2
B − ESh2

S)
2

EShS + EBhB

]
| nach [191]

(5.21)

Hierbei ist ΓS die Steigung zwischen der Kraft F und der Verschiebung z (ΓS = F
z
) der Finnen,

∆lF deren Abstand (40mm) und ∆lA der Abstand zwischen den Auflagern (60mm). Die Größen

EB und hB beschreiben den E-Modul bzw. die Höhe des polymeren Hinterbaus, sprich der Basis

des hybriden Tiefziehwerkzeugs. Die verwendete Probengeometrie, die spanend aus dem Probe-

körper hergestellt wurde, hat die Abmessungen 80mm× 5mm× 4mm. Die Radien aller Auflager

und Finnen beträgt 5mm. Für die Kraftaufbringung wird eine Universalprüfmaschine verwendet.

Die Prüfgeschwindigkeit beträgt 0,1mm/ s. Die Durchbiegung der Probe wird mittels induktivem

Wegtaster WA/50 der Fa. HBM gemessen.
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Abbildung 5.18: Aufbau Vier- und Dreipunktbiegeversuch zur Ermittlung des E-Moduls ES bzw.

Festigkeit σm,S und Bruchdehnung Aε,S der Spritzschicht

Da die Zerstörung der Spritzschicht bei der Ermittlung des E-Moduls der Spritzschicht ES nach

der oben genannten Methode im Bereich der Druckfinnen stattfindet, eignet sich diese Methode

nicht zur Bestimmung der Festigkeit σm,S und Bruchdehnung Aε,S der Spritzschicht. Daher wird für

die Bestimmung ein Dreipunktbiegeversuch in Anlehnung an DIN EN ISO 178 ([193]) durchgeführt,

Abbildung 5.18, wobei die Anwendung für Verbundwerkstoffe – hier Spritzschicht und polymerer

Hinterbau – erweitert wird:

σm,S =
ES
EB
· 1

4
· F ·∆lA

Ĩ
·
(
hB + hS

2
+ e

)
(5.22)

Aε,S =
1

4
· F∆lA

EB Ĩ
·
(
hS + hB

2
+ e

)
(5.23)

Hierbei ist Ĩ das ideelle Flächenträgheitsmoment des Verbundes und e die Exzentrizität. Die Her-

leitung der beiden Gleichungen 5.22 und 5.23 ist im Anhang A.2.2 gegeben. Für die Versuche wird

erneut eine Universalprüfmaschine verwendet, wobei die Prüfgeschwindigkeit 0,1mm/ s ist. Die Ra-

dien aller Auflager und Finnen sind 5mm. Der Abstand der Lager ist ∆lA=30mm. Die Verschiebung

der Finne wird mittels induktivem Wegtaster WA/50 der Fa. HBM gemessen, Abbildung 5.18.

Da aufgrund des gegenüber der Spritzschicht weicheren Polymers eine konventionelle Bestim-

mung der Härte der Spritzschicht nicht möglich ist, wird eine Vickers-Mikrohärteprüfung nach

DIN EN ISO 6507 durchgeführt, [194].

Zur Bestimmung der Eigenspannungen σEig,S in der Spritzschicht wird die Bohrlochmethode nach

der Norm ASTM E837 angewendet, [195]. Bei der Bohrlochmethode wird ein Loch mit definiertem

Durchmesser in den Prüfkörper – hier Verbund aus Spritzschicht und hintergossenem Polymer –

gebohrt, Abbildung 5.19. Dies bewirkt eine partielle Bauteilentspannung, wobei die hervorgerufenen

Dehnungen mittels DMS-Rosette detektiert werden. Anschließend wird anhand von Kalibrierkurven
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Abbildung 5.19: Verfahren zur Ermittlung der Eigenspannungen σEig,S in der Spritzschicht

und Berechnungsalgorithmen auf die Eigenspannungen in der Spritzschicht geschlossen. Als Bohr-

lochgerät wird das System RS-200 Milling Guide System der Fa. Vishay Measurements Group

GmbH verwendet, mit der Möglichkeit zum zirkularen Fräsen. Letzteres zeichnet sich dadurch aus,

dass gegenüber konventionellem Bohren die Schnittgeschwindigkeit in allen Bereichen größer null ist

und dadurch auch harte Werkstoffe ohne Induzierung weiterer Eigenspannungen untersucht werden

können. Der Bohrlochdurchmesser beträgt 1,8mm, wobei Diamantbohrer ISO:806.314.010524.016

mit einem Durchmesser von 1,6mm und umgekehrtem Kegel der Fa. Gebr. Brasseler Gmbh &

Co. KG eingesetzt werden. Die DMS-Rosetten CEA-05-062 UM-120 stammen von der Fa. Vishay

Measurements Group GmbH. Die Auswertung der Spannungen erfolgt mittels des Berech-

nungsprogramms der Materialprüfungsanstalt der Universität Stuttgart MPA. Bei

der Berechnung wird von einem isotropen, homogenen Werkstoff ausgegangen, sodass der Schicht-

verbund, bestehend aus den E-Modulen des Hinterbaus EB und der Spritzschicht ES, nicht voll-

ständig abgebildet werden kann. Für die Berechnung wird der größere E-Modul verwendet, da der

E-Modul linear in die Berechnung der Spannungen aus den gemessenen Dehnungen eingeht. Die

Wahl des größeren E-Moduls stellt somit eine obere Schranke der betragsmäßig größten Eigenspan-

nungen in der Spritzschicht dar.

5.3.4 Ergebnisse

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse dargestellt, welche mittels der Messmethoden aus dem vor-

herigen Kapitel ermittelt wurden. Eine Analyse der Ergebnisse wird im nächsten Kapitel durchgeführt.

Die Haftzugfestigkeit RH und die Haftscherfestigkeit τH zwischen der Spritzschicht und der Nega-

tivform ist in Abbildung 5.20 gezeigt. Die Dicke der Negativform hG hat hier nahezu keinen Einfluss
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Abbildung 5.20: Ermittelte Haftzugfestigkeit RH und Haftscherfestigkeit τH

auf die Höhe der Haftzug- bzw. Haftscherfestigkeit. Bis zu einem Spritzwinkel γS von 40◦ ist eine

niedrige Haftzugfestigkeit von RH <5MPa zu verzeichnen. Bei einem kleineren Spritzwinkel von

γS =15◦ erhöht sich die Haftzugfestigkeit auf nahezu den vierfachen Wert. Auf die Haftscherfestig-

keit hat der Spritzwinkel de facto keinen Einfluss. Hier liegt die Haftscherfestigkeit weitestgehend

im Bereich um τH =5MPa.

In Abbildung 5.21 sind die mittlere Rauheit Ra und die gemittelte Rautiefe Rz der Negativform vor

und nach dem Spritzprozess in Abhängigkeit des Spritzwinkels und der Dicke der Negativform darge-

stellt. Vor dem Spritzprozess haben die Rauheiten der Negativformen die Werte Ra=0,23 µm bzw.

Rz =1,80 µm. Durch den Spritzprozess erhöhen sich diese um ein Mehrfaches und liegen oberhalb

von Ra>1µm bzw. Rz >10 µm. Dieser Effekt ist auch optisch direkt erkennbar. Die vorher glän-

zenden Oberflächen der Negativformen sind nach dem Spritzprozess matt und weisen teilweise Reste

von Spritzpartikeln auf. Generell sind die Rauheitswerte der dickeren Negativformen (hS =30mm)

höher als die der dünneren Negativformen. Bis zu einem Spritzwinkel von γS =40◦ ist kein eindeu-

tiger Zusammenhang zwischen Spritzwinkel und Rauheit erkennbar. Unterhalb eines Spritzwinkels

von γS =40◦ erreichen die Rauheitswerte allerdings ihre Höchstwerte.

Eine fotografische Darstellung der Verbunde aus Spritzschicht und polymerem Hinterbau ist in

Abbildung 5.22 gegeben. Optisch sind zwischen den einzelnen Konfigurationen außer bei einem

Spritzwinkel von γS =15◦ keine Unterschiede festzustellen. Die Oberfläche bei den Konfigurationen
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Abbildung 5.21: Gemessene mittlere Rauheit Ra und gemittelte Rautiefe Rz der Negativform nach

dem Spritzprozess

mit einem Spritzwinkel von γS =15◦ sind nicht vollständig mit der Spritzschicht bedeckt. Partiell

ist der Polymerwerkstoff erkennbar.

In der mikroskopischen Draufsicht mit erweiterter Tiefenschärfe in Abbildung 5.24 zeigen sich

zwischen den einzelnen Wirkflächen mit Spritzwinkeln 90◦, 65◦ und 40◦ unabhängig von der Dicke

der Negativform nur geringe Unterschiede. Beim kleinsten Spritzwinkel von γS =15◦ ist die Ober-

fläche signifikant zerklüfteter. Die höhere Rauheit gegebenüber den anderen Konfigurationen ist

deutlich erkennbar.

In den Schliffbildern der indirekt gespritzten Wirkflächen ist der charakteristische lamellenartige

Aufbau thermisch gespritzter Schichten zu erkennen, Abbildung 5.24. Die Spritzschichten weisen

keinen homogenen Aufbau aus, sondern sind mit Poren unterschiedlicher Größe durchzogen. Die

Wirkfläche ist im Vergleich zum Bereich der Schnittstelle Spritzschicht und polymerer Hinterbau we-

sentlich glatter. Bis zu einem Spritzwinkel von γS =40◦ ist die Spritzschicht durchgehend aufgebaut.

Bei einem kleineren Spritzwinkel (γS =15◦) ist die Spritzschicht partiell durch den polymeren Hin-

terbau durchbrochen, was mit den Beobachtungen aus Abbildung 5.22 übereinstimmt. Die größten

Schichtdicken von hS ≈ 0,35mm werden bei einer Dicke der Negativform von hG=10mm in Kom-

bination eines Spritzwinkels von γS ≥ 15◦ erzielt. Bei einer Dicke der Negativform von hG=30mm

ist keine Abhängigkeit des Spritzwinkels erkennbar, sofern dieser über γS >15◦ ist.
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Abbildung 5.22: Fotos der indirekt gespritzten Wirkflächen
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Abbildung 5.25: Schichtdicke hS und Porosität ΦS der indirekt gespritzten Wirkflächen. Berechnung

mittels Gl. 5.24 auf Basis von hS (γS,90◦)

Die qualitativen Erkenntnisse aus den Schliffbildern (Abbildung 5.24) hinsichtlich der Schichtdicke

hS und der Porosität der Spritzschicht ΦS sind in Abbildung 5.25 dargestellt.

Niedrigste Schichtdicken werden beim kleinsten Spritzwinkel von γS =15◦ erzielt. Mit steigendem

Spritzwinkel werden die Schichtdicken größer, wobei mit einer niedrigeren Dicke der Negativform

größere Schichtdicken erzielt werden. Der absolute Unterschied kann hierbei über 0,1mm betra-

gen. Die Abhängigkeit vom Spritzwinkel γS kann nahezu, wie in Abbildung 5.25 dargestellt, mit

einem Sinus beschrieben werden, wobei hier die Werte bei einem Spritzwinkel von γS =90◦ als

Basis verwendet werden:

hS (γS) = hS (γS,90◦) · sin γS (5.24)

Die erzielte Porosität der Spritzschicht ΦS ist mit Werten über 7% ein Mehrfaches höher als

die Porosität, welche mittels konventioneller, direkter Spritztechnik auf einen Grundkörper aus Stahl

erzielt werden kann (ΦS ≈ 2,5%, [196]). Mit kleinerem Spritzwinkel erhöht sich die Porosität und

erreicht bei einem Spritzwinkel von γS =15◦ schließlich mit Porositäten von ΦS >40% Höchstwerte.

Dadurch, dass die Spritzschicht allerdings nicht vollständig ausgebildet ist, wird bei der Berechnung

der Porosität bei einem Spritzwinkel von γS =15◦ der Polymerwerkstoff mit ausgewertet, sodass das

Ergebnis nicht vollständig vergleichbar ist. Dies wird in der Abbildung 5.25 durch die unausgefüllten

Markierungen beim Spritzwinkel von γS =15◦ angedeutet.
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Abbildung 5.26: Ermittelte Rauheit der indirekt gespritzten Wirkflächen

Die Rauheit indirekt gespritzter Wirkflächen ist nahezu unabhängig vom Spritzwinkel, Abbildung

5.26. Die mittlere Rauheit Ra und die gemittelte Rautiefe Rz haben Werte um Ra≈ 2 µm bzw.

Rz≈ 15 µm und liegen damit in ähnlichen Wertebereichen wie die Rauheiten der Negativform nach

dem Spritzprozess, vgl. Abbildung 5.21. Gefühlt wirken die indirekt gespritzten Wirkflächen aller-

dings wesentlich glatter als die Oberfläche der Negativformen. Dieser Umstand kommt durch die

Überschätzung der Rauheiten aufgrund der Porosität der Spritzschicht zustande.
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Abbildung 5.27: Ermittelter E-Modul ES der indirekt gespritzten Wirkflächen
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Abbildung 5.28: Ermittelte Festigkeit σm,S und Bruchdehnung Aε,S der indirekt gespritzten

Wirkflächen

Bis zu einem Spritzwinkel von γS =15◦ liegen die E-Module der Spritzschichten ES im Bereich

von 20GPa bis 45GPa, Abbildung 5.27. Höhere Werte werden bei einer größeren Dicke der Negativ-

form von hG=30mm erzielt, sofern der Spritzwinkel γS >40◦ ist. Ein eindeutiger Zusammenhang

zwischen Spritzwinkel und E-Modul ist allerdings nicht gegeben. Bei einem Spritzwinkel von γS =15◦

wird ein E-Modul von rund 8GPa erreicht. Hierbei gilt es allerdings zu berücksichtigen, dass die

Spritzschicht teilweise durch den polymeren Hinterbau durchbrochen ist (vgl. Abbildung 5.24). Da-

durch wird nicht der reine E-Modul ES der Spritzschicht bestimmt, sondern ein gemittelter E-Modul

aus Spritzschicht und polymerem Hinterbau. Dies ist entsprechend durch unausgefüllte Markierungen

beim Spritzwinkel von γS =15◦ in der Abbildung 5.27 kenntlich gemacht.

Die Ergebnisse der Festigkeiten der Spritzschicht σm,S zeigen, dass höhere Festigkeiten beim

Einsatz der dickeren Negativformen mit hG=30mm erreicht werden, Abbildung 5.28. Die Werte

sind dabei bis zu einem Spritzwinkel von γS =40◦ nahezu konstant. Bei einem höheren Spritzwinkel

von γS =15◦ sinkt die Festigkeit rapide ab. Bei diesem Spritzwinkel kann allerdings wieder nur eine

gemischte Festigkeit aus Spritzschicht und polymerem Hinterbau ermittelt werden.

Ein plastisches Fließen des Spritzschicht kann nicht ermittelt werden, sodass von einem spröden

Werkstoffverhalten auszugehen ist. Die Bruchdehnung Aε,S ist im rechten Teil der Abbildung 5.28

dargestellt. Diese liegt zwischen 0,4% und 0,9%. Die Markierungen im Falle eines Spritzwinkels von
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Abbildung 5.29: Ermittelte Mikrohärte nach Vickers der indirekt gespritzten Wirkflächen

γS =15◦ sind aufgrund der unterbrochenen Spritzschicht durch den polymeren Hinterbau wieder

unausgefüllt dargestellt.

Die Mikrohärte nach Vickers der indirekt gespritzten Wirkflächen zeigt nahezu keine Abhängigkeit

vom Spritzwinkel, Abbildung 5.29. Es werden Härtewerte zwischen 400mHV0,1 und 800mHV0,1

erzielt. Damit sind die Härten zwar teilweise unter denen der Herstellerangaben für diesen Werkstoff

[181], jedoch immer noch deutlich höher als diejenigen des reinen polymeren Hinterbaus.

Die Eigenspannungen in der Spritzschicht σEig,S in Richtungen der ersten und zweiten Haupt-

spannungen σEig,S,1 bzw. σEig,S,2 sind in Abbildung 5.30 dargestellt. Da über die Dicke der Spritz-

schicht nahezu dieselben Eigenspannungen ermittelt werden, wird auf eine tiefenabhängige Eigen-

spannungsdarstellung verzichtet und es werden nur die gemittelten Eigenspannungen dargestellt

(σEig,S,a≈σEig,S,i, s.a. Kapitel 5.2.2). Für die Berechnung wird jeweils der E-Modul der Spritz-

schicht ES verwendet, da dieser immer größer als derjenige des polymeren Hinterbaus EB ist, s.a.

Kapitel 5.3.3. Unabhängig von der Dicke der Negativform hG und dem Spritzwinkel γS werden

Zugeigenspannungen in der Spritzschicht induziert, die nicht größer als σEig,S <15MPa sind. Im

Rahmen der Messgenauigkeit der Bohrlochmethode können die Eigenspannungen als nahezu null

angesehen werden.
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Abbildung 5.30: Eigenspannungen in den indirekt gespritzten Wirkflächen nach dem Entformen

5.3.5 Analyse

Diverse untersuchte Eigenschaften der Spritzschichten, wie u.a. die Schichtdicke hS, die Porosität

ΦS und die Haftzugfestigkeit RH , zeigen eine – zumindest partielle – Abhängigkeit vom Spritzwinkel.

Zurückzuführen ist dies auf drei Faktoren, die direkt vom Spritzwinkel abhängen, Abbildung 5.31:

• Projizierte Oberfläche der Negativform
• Geschwindigkeitsvektor ~vp der Spritzpartikel
• Schattenwirkung bereits haftender Spritzpartikel

Projizierte Fläche Geschwindigskeitsvektor v
p

Spritzschatten

�
S

�
S�

S

v
p

Spritzpistole

Wahre Fläche

Projizierte
Fläche

Spritzpartikel

Negativform

Negativform

NegativformSpritzpistole

Bereits anhaftende
Spritzpartikel

Spritzschatten

Abbildung 5.31: Auswirkungen des Spritzwinkels γS auf den Spritzprozess

Aufgrund geometrischer Bedingungen ergibt sich die projizierte Fläche durch Multiplikation der

Größe der wahren Oberfläche der Negativform mit dem Term sin γS. Bei einem Spritzwinkel γS =90◦
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entspricht somit die projizierte Fläche der wahren Oberfläche. Mit kleiner werdendem Spritzwinkel

verringert sich die projizierte Fläche. Damit sinkt auch die Anzahl der Spritzpartikel pro Flächenein-

heit, die auf die Oberfläche der Negativform treffen. Dies wirkt sich im gleichen Maße direkt auf die

Schichtdicke (vgl. Abbildung 5.25) und die Temperatur der Negativform (vgl. Abbildung 5.16) aus.

Insbesondere bei kleinen Spritzwinkeln von γS =15◦ treten neben den Auswirkungen der proji-

zierten Fläche ungünstige Haftbedingungen der Spritzpartikel aufgrund des Auftreffwinkels auf. Bei

flachen Auftreffwinkeln der Spritzpartikel ist das Verhältnis zwischen der Komponente des Geschwin-

digkeitsvektors der Spritzpartikel ~vp parallel zur Oberfläche der Negativform wesentlich größer als die

Komponente normal zur Oberfläche. Die Komponente des Geschwindigkeitsvektors ~vp parallel zur

Oberfläche verringert allerdings die Wahrscheinlichkeit einer Anhaftung der Spritzpartikel. Hierbei ist

das Verhältnis der beiden Komponenten aufgrund der Geometrie wieder direkt vom sin γS abhängig.

Ein weiterer Effekt, der insbesondere bei kleinen Spritzwinkeln auftritt, ist die Wirkung von Spritz-

schatten aufgrund bereits haftender Spritzpartikel. Hiermit ist gemeint, dass bereits haftende Spritz-

partikel aufgrund ihrer endlichen Höhe ein weiteres Beschichten der Negativform auf der vom Spritz-

strahl abgewandten Seite der bereits haftenden Spritzpartikel erschweren oder im ungünstigsten Fall

verhindern können. Dieser Effekt ist neben dem Spritzwinkel γS vom Öffnungswinkel des Spritzkegels,

der Spritzpartikelhöhe und der Richtung des Verfahrwegs der Spritzpistole abhängig.

Die beiden letztgenannten Effekte sind die Ursachen für die nicht vollständig geschlossene Spritz-

schicht im Falle eines Spritzwinkels von γS =15◦, wie es in den Abbildungen 5.22 und 5.24 er-

kennbar ist.

Die nicht vollständig geschlossene Spritzschicht wiederum ist der Grund für die wesentlich höheren

Werte der Haftzugfestigkeit RH . Hierdurch haftet der polymere Hinterbau partiell direkt an der Ne-

gativform, welcher eine Klebewirkung in der Höhe der Zugfestigkeit des Polymers aufweist. Generell

liegen die gemessenen niedrigen Werte der Haftzugfestigkeit RH bei größeren Spritzwinkeln und die

niedrigen Werte der Haftscherfestigkeit τH in Abbildung 5.20 innerhalb des analytisch ermittelten

Prozessfensters zur Herstellung indirekt gespritzter Wirkflächen (Abbildung 5.5, vgl. Kapitel 5.2.1)

und validieren somit die getroffenen Annahmen.

Unterschiede in den Eigenschaften aufgrund verschiedener Dicken der Negativformen z.B. hin-

sichtlich der Schichtdicke hS können zumindest teilweise auf die Temperaturentwicklung in der

Negativform während des Spritzprozesses zurückgeführt werden, vgl. Abbildung 5.16. So sind insbe-

sondere bei einer Dicke der Negativform von hG=10mm und einem Spritzwinkel von γS ≥ 65◦ die

Temperaturen in der Negativform deutlich höher als bei den anderen Konfigurationen.

Die Erhöhung der Rauheit der Negativformen nach dem Beschichten lässt sich auf die Haftmecha-

nismen der Spritzschicht mit der Negativform wie Adhäsion und lokale Mikroverschweißungen (s.a.
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Kapitel 2.3.3) erklären. Deutlich sind nach dem Entformen partielle Rückstände der Spritzpartikel

auf der Negativform erkennbar, die aus Kohäsionsbrüchen der Mikroverschweißungen herrühren. An

diesen Stellen ist die Kohäsion innerhalb der Spritzschicht größer als die Adhäsion der Spritzschicht

mit der Negativform. Des Weiteren führen die harten Anteile der Spritzpartikel zu einem Strahleffekt

der Oberfläche der Negativformen. Beides führt dazu, dass die Oberfläche nach dem Spritzprozess

rauer als vor dem Beschichten ist.

Die höhere Porosität der Spritzschicht ΦS gegenüber konventioneller, direkter Spritztechnik auf

einen Grundkörper aus Stahl ist in dem geringeren Druck des Primärgases pS,pri von 0,2MPa als

den üblichen 0,6MPa sowie dem erhöhten Spritzabstand begründet. Die Spritzwinkelabhängigkeit

lässt sich auf die bereits erwähnten Effekte zurückführen.

Die Höhe der Porosität wiederum hat Auswirkungen auf den E-Modul ES der Spritzschicht.

Mit steigender Porosität verringert sich der E-Modul ES der Spritzschicht. Hierdurch werden bei

diesen indirekt gespritzten Wirkflächen aufgrund der höheren Porosität geringere E-Module als bei

konventionell, direkt gespritzten Spritzschichten desselben Spritzwerkstoffs erreicht.

Ebenso hat die Porosität einen Einfluss auf die Härte der Spritzschicht, sodass die gemessene

Härte der Spritzschicht unterhalb derjenigen der Herstellerangaben liegt.

Ein eher sprödes Werkstoffverhalten ist bei thermischen Spritzschichten von Hartstoffen charak-

teristisch (vgl. z.B. [107]), sodass dies mit den durchgeführten Versuchen zur Festigkeit σm,S und

Bruchdehnung Aε,S gut übereinstimmt.

Die betragsmäßig niedrigen Werte der Eigenspannungen σEig,S gegenüber konventionell gespritz-

ten Spritzschichten dieses Spritzwerkstoffs sind ein Resultat der Prozessführung, die überhaupt die

Herstellung indirekt gespritzter Wirkflächen ermöglicht. Höhere Eigenspannungen würden, wie in

dem aufgestellten Prozessfenster in Abbildung 5.5 gezeigt, zu einem vorzeitigen Ablösen der Spritz-

schicht von der Negativform bereits während des Spritzprozesses führen.

Teilweise variieren die Eigenschaften der Spritzschichten stark voneinander, ohne dass ein eindeu-

tiger Trend hinsichtlich des Spritzwinkels γS oder der Dicke der Negativform hG erkennbar wäre.

Hier zeigt sich der heterogene Aufbau von thermisch gespritzten Schichten als charakteristische

Eigenschaft.

5.3.6 Fazit: Eigenschaften indirekt gespritzter Wirkflächen

Die Untersuchungen zu den Eigenschaften indirekt gespritzter Wirkflächen in Abhängigkeit des

Spritzwinkels γS und der Dicke der Negativform hG zeigen, dass insbesondere der Spritzwinkel

einen Einfluss auf die Güte der Spritzschicht hat. Spritzwinkel von γS ≤ 15◦ sollten nicht verwendet

werden, da diese zu unvollständig gespritzten Wirkflächen führen. Spritzwinkel von γS ≥ 65◦ sind
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empfehlenswert, da so die Schichteigenschaften weniger abhängig vom tatsächlichen Spritzwinkel

sind. Allgemein führt eine Verringerung des Spritzwinkels zu kleineren Schichtdicken, wobei dieser

Zusammenhang direkt vom Term sin γS abhängt.

Partiell sind Eigenschaften der Spritzschicht wie z.B. Schichtdicke, E-Modul ES und Festigkeit

σm,S von der Dicke der Negativformen hG aufgrund der unterschiedlichen Temperaturentwicklung

im Spritzprozess abhängig.

Die erforderlichen Kräfte beim Ablösen der Spritzschicht von der Negativform können – Spritz-

winkel γS ≥ 40◦ vorausgesetzt – mit Werten der Haftzugfestigkeit RH <5MPa und der Haftscher-

festigkeit τH <7MPa als eher niedrig angesehen werden.

Da sich die Rauheit der Negativformen durch den Spritzprozess erhöht, können die Negativformen

nicht unmittelbar für weitere Spritzprozesse eingesetzt werden. Für den erneuten Einsatz ist eine

spanende Bearbeitung der Oberfläche erforderlich, wobei der Aufwand nicht hoch ist und je nach

gewünschter Formgenauigkeit auch manuell durchgeführt werden kann.

Der E-Modul der Spritzschicht ES liegt je nach Spritzkonfiguration zwischen 18GPa und 45GPa.

Damit ist eine Anpassung des polymeren Hinterbaus an das Werkstoffverhalten der Spritzschich-

ten möglich. Trotz der höheren Porosität der Spritzschichten gegenüber konventionellen direkt ge-

spritzten Spritzschichten wird eine hohe Härte der indirekt gespritzten Wirkflächen gegenüber dem

polymeren Hinterbau erzielt.

5.4 Fertigungsgenauigkeit indirekt gespritzter Wirkflächen

In dem vorherigen Kapitel wurde die grundsätzliche Machbarkeit der Herstellung indirekt gespritzter

Wirkflächen für Tiefziehwerkzeuge demonstriert und Eigenschaften der Spritzschichten, wie mecha-

nische Kennwerte, untersucht. Im Rahmen dieses Kapitels wird nun die Fertigungsgenauigkeit der

Spritzschichten als Wirkflächen für Tiefziehwerkzeuge analysiert.

5.4.1 Versuchsaufbau

Für die Untersuchungen wird die Geometrie eines Tiefziehstempels für Demonstratorblechformteile

verwendet. Diese eher komplexe Geometrie weist im seitlichen Bereich partiell Freiformflächen auf.

Die Hauptabmessungen sind in Abbildung 5.32 gegeben.

Die Negativformen zur Herstellung des Tiefziehstempels sind zur besseren Entformung zweige-

teilt und aus Baustahl 1.0038 gefertigt. Die formgebende Geometrie hat eine Oberflächengüte von

Ra=0,20 µm und Rz =1,00 µm., Abbildung 5.33. Die gewählten Parameter im thermischen Spritz-

prozess entsprechen denen in Tabelle 5.4, welche sich als geeignet für die Herstellung indirekt ge-
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Abbildung 5.32: Abmessungen des Tiefziehstempels zur Analyse der Fertigungsgenauigkeit

1. Negativform 2. Spritzprozess 3. Wirkflächen 4. Hintergießen

Abbildung 5.33: Prozesskette zur Herstellung des hybriden Tiefziehstempels zur Analyse der

Fertigungsgenauigkeit

spritzter Wirkflächen herausstellten. Zur Vermeidung zu kleiner Spritzwinkel, welche zu unvollständig

gespritzten Spritzschichten führen können, wird die Spritzpistole im Bereich der Schrägen der Ne-

gativform des Tiefziehstempels entsprechend angestellt. Im Anschluss an den Spritzprozess wird die

Spritzschicht mit dem Polyurethan GM 725-7 / PUR 13 der Fa. ebalta hintergossen. Nach dem

Aushärten wird der Verbund aus Spritzschicht und Polymer entformt und die Unterseite für die

spätere Aufnahme des Stempels im Tiefziehwerkzeug bearbeitet. Der hergestellte Tiefziehstempel

nach dem Entformen ist in Abbildung 5.34 dargestellt.

Die Messung der Fertigungsgenauigkeit erfolgt mittels eines optischen 3D-Scanners GOM ATOS I

der Fa GOM Gesellschaft für optische Messtechnik, Abbildung 5.35.Hierbei wird eine

Analyse der Flächenabweichung zwischen den gemessenen Ist-Daten und den Soll-CAD-Daten

durchgeführt. Die Messgenauigkeit liegt bei dem erforderlichen Messbereich bei rund 0,03mm.
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Indirekt gespritzte Wirkfläche

Polymerer Hinterbau aus Polyurethan

Abbildung 5.34: Hybrider Tiefziehstempel zur Analyse der Fertigungsgenauigkeit

Projektor Streifenlicht

Kamera

3D-Scanner

Tiefziehstempel

Abbildung 5.35: Aufbau zur Messung der Fertigungsgenauigkeit indirekt gespritzter Wirkflächen

5.4.2 Ermittelte Formabweichung der Referenzgeometrie

Das aufgenommene 3D-Bild des Tiefziehstempels als Abweichung zu den Soll-CAD-Daten ist in

Abbildung 5.36 dargestellt. Die visualisierte Formabweichung in der 3D-Darstellung zeigt, dass die

Formabweichung zum größten Teil unterhalb ±0,05mm liegt. Die größten Abweichungen treten

im Bereich der freiformflächigen Geometrie auf, wobei dies zumindest auch teilweise an der un-

zureichenden Beschreibung der Freiformflächen durch das 3D-Dateiformat Iges (Initial Graphics

Exchange Specification) liegt.

Die Schnitte an vier verschiedenen Positionen längs und quer des hybriden Tiefziehwerkzeugs

verdeutlichen die Ergebnisse. Insbesondere auf der Oberseite des Tiefziehstempels wird eine geringe

Formabweichung zu den Soll-Daten nahe null erzielt. Entlang dem Schnitt B, welcher durch die

Bereiche der Freiformfläche führt, werden Formabweichungen bis zu 0,1mm erreicht.
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Abbildung 5.36: Formabweichung des hybriden Tiefziehstempels zu Soll-CAD-Daten

5.4.3 Fazit: Fertigungsgenauigkeit indirekt gespritzter Wirkflächen

Insgesamt zeigt sich, dass eine hohe Fertigungsgenauigkeit der indirekt gespritzten Wirkflächen erzielt

werden kann, welche im Bereich des Fräsprozesses der Negativformen liegt. Die an einem komplexen

Tiefziehstempel ermittelten Formabweichungen liegen weitestgehend unter 0,05mm, sodass eine

ausreichende Genauigkeit der hybriden Werkzeuge für den Tiefziehprozess gewährleistet ist.

5.5 Zusammenfassung Kapitel 5

Im Rahmen dieses Kapitels wurden Untersuchungen zur Herstellung indirekt thermisch gespritz-

ter Schichten aus Hartstoffen, welche als Wirkflächen für polymere Tiefziehwerkzeuge eingesetzt

werden, durchgeführt. Neben der Herstellung dieser indirekt gespritzten Wirkflächen wurden des

Weiteren die Eigenschaften der so hergestellten Spritzschichten und die Fertigungsgenauigkeit des

Verfahrens analysiert.

Basierend auf einem analytischen Ansatz konnte ein Prozessfenster zur Herstellung der indirekt

gespritzten Wirkflächen entwickelt werden. Hierbei zeigt sich, dass insbesondere die thermisch indu-

zierten Eigenspannungen und die Schichtdicke Einfluss auf die Mindesthaftung während des Spritz-

prozesses zwischen der Spritzschicht und der Negativform haben. Die Höhe der induzierten Eigen-

spannungen hängt dabei insbesondere von der Temperatur der Negativform, den Ausdehnungskoef-

fizienten der Spritzschicht und der Negativform sowie der Schichtdicke ab. Mittels experimenteller

Untersuchungen konnten die analytisch ermittelten Zusammenhänge validiert werden sowie zusätz-

liche Randbedingungen zur Herstellung der indirekt gespritzten Wirkflächen ermittelt werden. So
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ist insbesondere eine ungestrahlte Oberfläche der Negativform für den Prozess essenziell. Hierdurch

konnten indirekt gespritzte Wirkflächen prozesssicher hergestellt werden.

Anhand der Untersuchungen zur Analyse der Eigenschaften indirekt gespritzter Wirkflächen konnte

als weiterer prozessbestimmender Faktor der Spritzwinkel bestimmt werden. So wirken sich insbe-

sondere kleine Spritzwinkel negativ auf die Güte der Spritzschicht aus und sollten daher vermieden

werden. Bei größeren Spritzwinkeln sind die Schichteigenschaften signifikant geringer vom tatsäch-

lichen Spritzwinkel abhängig. Die indirekt gespritzten Wirkflächen zeichnen sich durch eine hohe

Härte aus, wobei aufgrund der Porosität der Spritzschichten ein elastisches Verhalten vorhanden

ist. Hierbei ist die Höhe des E-Moduls für die Differenzialbauweise des hybriden Tiefziehwerkzeugs

– indirekt gespritzte Wirkfläche als Schutz vor abrasivem Verschleiß und polymerer Hinterbau zur

Aufnahme der Umformkräfte – geeignet.

Zur Untersuchung der Fertigungsgenauigkeit des Verfahrens wurde ein geometrisch komple-

xer Tiefziehstempel hergestellt und mittels 3D-Scanners digitalisiert. Der Vergleich zwischen den

Ist-Daten und den Soll-CAD-Daten demonstriert, dass eine ausreichende Fertigungsgenauigkeit

der indirekt gespritzten Wirkflächen realisiert werden kann.

Insgesamt zeigen die Untersuchungen, dass sich die indirekt gespritzten Spritzschichten potenziell

als Wirkflächen für Tiefziehwerkzeuge eignen. Die Analyse dieser Wirkflächen hinsichtlich der Rei-

bung und des Verschleißes sowie des Einsatzverhaltens im Tiefziehprozess wird im Kapitel 6 bzw.

in Kapitel 7 untersucht.
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Die im vorherigen Kapitel 5 hergestellten Spritzschichten, welche als Wirkflächen für das hybride

Tiefziehwerkzeug dienen sollen, werden in diesem Kapitel hinsichtlich ihrer tribologischen Eigen-

schaften untersucht.

Es ist davon auszugehen, dass die Oberfläche des hybriden Tiefziehwerkzeugs nicht überall gleich

belastet wird. Daher ist aus wirtschaftlichen Gründen eine vollflächige Beschichtung nur bedingt

erforderlich. In niedrig belasteten Bereichen ist auch der Einsatz unbeschichteter Faser-Kunststoff-

Verbunde denkbar. Neben indirekt thermisch gespritzen Wirkflächen aus WC-FeCSiMn werden daher

auch vergleichende Untersuchungen an unbeschichteten faserverstärkten Wirkflächen sowie Wirkflä-

chen aus reinem Polymer durchgeführt.

Zunächst werden mittels eines Flachstreifenzugversuchs Reibungskoeffizienten unterschiedlicher

Reibpaarungen ermittelt. Anschließend werden Untersuchungen zur Abschätzung der Verschleißbe-

ständigkeit der Wirkflächen anhand von Modellversuchen durchgeführt und analysiert.

6.1 Bestimmung der Reibungskoeffizienten

Wie im Kapitel 2.1.4 gezeigt, hat die Reibung einen hohen Einfluss auf den Tiefziehprozess. Zur

Auslegung von Tiefziehprozessen mit dem hybriden Tiefziehwerkzeug ist daher die Kenntnis der

Reibungskoeffizienten µ erforderlich.

6.1.1 Versuchseinrichtung

Die Bestimmung der Reibungskoeffizienten erfolgt im Flachstreifenzugversuch, linker Teil in Abbil-

dung 6.1. Hierzu wird zwischen zwei zu untersuchende Reibelemente der zu testende Blechstreifen

geklemmt, wobei eine definierte Kraft FN in Normalenrichtung appliziert wird. Der Blechstreifen

wird unter Beibehaltung der Last mit konstanter Ziehgeschwindigkeit vz gezogen und die dafür

erforderlich Ziehkraft FZ gemessen. Unter der Annahme Coulomb’scher Reibung ergibt sich so

der Reibungskoeffizient µ zu:

µ =
FZ

2 · FN
(6.1)
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Im rechten Teil in Abbildung 6.1 sind die Abmessungen der eingesetzten Reibelemente gegeben.

Die verwendeten Blechstreifen haben eine Länge von 300 mm bei einer Breite von 40 mm. Da die

Breite der Reibelemente 45 mm beträgt, ist gewährleistet, dass das Blech immer in der gesamten

Breite in Kontakt mit den Reibelementen ist.

Maße ReibelementReibungskoeffizientenermittlung

Blechstreifen

Reibelement

µ

µ

F
N

F
N

F
Z

15
° 45

4
5

1
0

50

Abbildung 6.1: Prinzip zur Ermittlung der Reibungskoeffizienten und Maße der Reibelemente

Die Flachstreifenzugversuche werden auf einer speziell für diesen Einsatzzweck konzipierten Ver-

suchsanlage am IUL durchgeführt, Abbildung 6.2. Mittels dieser Versuchseinrichtung können stufen-

los Ziehgeschwindigkeiten bis zu vz =150mm/ s bei einer maximalen Kraft FN von 35 kN erzielt

werden. Sowohl die applizierte Kraft als auch die Ziehgeschwindigkeit sind geregelt. Die Messung

der Kräfte erfolgt mittels Piezokraftmessdosen der Fa. Kistler. Die Längenmessung wird über

induktive Wegaufnehmer der Fa. HBM ermittelt.

Bedienpult

Ziehkopf

Blechstreifen

Klemmkopf

Hydraulik-
zylinder

Wegaufnehmer

Kraftmessdose

Kraftmessdose

Reibbacken

ZiehkopfFlachstreifenzuganlage Klemmkopf

Abbildung 6.2: Flachstreifenzuganlage am IUL
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6.1.2 Eingesetzte Blechwerkstoffe und untersuchte Reibpaarungen

Für die Bestimmung der Reibungskoeffizienten werden zwei Stahlwerkstoffe – ein weicher Tiefzieh-

stahl DC06 und ein höherfester Stahl HCT600X – eingesetzt. Die mechanischen Kennwerte, die

nach DIN EN 10002-1 [176] am IUL ermittelt worden sind, sind in Tabelle 6.1 gegeben.

Tabelle 6.1: Kennwerte des eingesetzten Blechwerkstoffs DC06

Werkstoff ρ s0 E Rm Rp0,2 A80 n Anisotropie

in kg
dm3 in mm in GPa in MPa in MPa in % r0 r45 r90

DC06 7,86 1 198 328 172 23 0,21 1,63 1,21 1,86

HCT600X 7,86 1 213 630 377 25 0,22 0,74 0,93 0,97

Die eingesetzten Reibelemente werden in die Kategorien unverstärkte und faserverstärkte Polyme-

re, Hybridwerkzeug und konventionelles Stahlwerkzeug eingeteilt, Abbildung 6.3. Hierbei erfolgt die

Bestimmung der Reibungskoeffizienten der unverstärkten Polymere und des konventionellen Stahl-

werkzeugs für vergleichende Betrachtungen.

Unverstärktes
Polymer

Polyurethan

Rz Rz Rz Rz Rz Rz

Ra Ra Ra Ra Ra Ra

Epoxidharz

1,7 1,6 1,5 1,6 2,0 0,1

9,8 7,9 8,1 11,9 13,5 0,9

KohlefaserAramidfaser Hybrid Stahl (1.1740)

Polymer
faserverstärkt

Indirekt 
beschichtet

Konventionell

Abbildung 6.3: Untersuchte Reibelemente und deren Rauheitswerte

Die Werkstoffe bei den unverstärkten Polymeren sind Polyurethan GM 725 / PUR 13 der Fa.

ebalta und der Epoxidharz der Fa. R&G, welcher auch als Matrixkomponente bei den Faser-

Kunststoff-Verbunden eingesetzt wird (vgl. Kapitel 4.1.1). Wie in Kapitel 2.2.5 gezeigt, können

Füllstoffe in der Wirkfläche von Polymeren sich negativ auf das Verschleißverhalten auswirken. Daher

erfolgt keine Bestimmung der Reibungskoeffizienten von gefüllten Polymeren.

Bei den Faser-Kunststoff-Verbunden wird jeweils eine Lage Fasergewebe (Köperbindung) aus Koh-

lefasern bzw. Aramidfasern der Fa. R&G verwendet. Hierbei werden die aus Kapitel 4.1.2 bekannten

Kohlefasern eingesetzt. Die Fasern beim Aramidgewebe stammen vom Hersteller ECC und haben
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eine Feinheit von 40,5 tex. Wie in Kapitel 2.6 gezeigt, haben Aramidfasern im Vergleich einen ho-

hen Widerstand gegen Rissausbreitung, sodass diese potenziell eine höhere Verschleißbeständigkeit

gegenüber Kohlefasern aufweisen können. Die Herstellung der faserverstärkten Reibelemente erfolgt

so, dass so wenig Harz wie möglich im Bereich der Wirkfläche ist. Dadurch sind die Fasern direkt

im Kontakt mit der Blechoberfläche.

Die Herstellung der hybriden Werkzeuge erfolgt analog zu Kapitel 5.4 mit den geeigneten Spritzpa-

rametern aus Tabelle 5.4. Auf eine Faserverstärkung wird verzichtet. Ohne eine weitere Bearbeitung

der Oberflächen werden diese Reibelemente in den Untersuchungen eingesetzt.

Die Reibelemente aus konventionellem Stahl (1.1740) sind geschliffen, sodass hier im Vergleich

zu den anderen Wirkflächen die niedrigsten Rauheitswerte erzielt werden.

Tabelle 6.2: Variierte Parameter zur Bestimmung der Reibungskoeffizienten

Parameter Variationsstufen

Ziehgeschwindigkeit vz 10 mm
s 50 mm

s 100 mm
s

Flächenpressung pA,nom 2 MPa 6 MPa 10 MPa

Blechwerkstoff DC06 HCT600X

Reibelement Polyurethan Epoxidharz Aramidfaser Kohlefaser Hybrid Stahl

Für die Untersuchungen sind neben unterschiedlichen Reibelementen und Blechwerkstoffen die

Ziehgeschwindigkeit vz und die nominelle Flächenpressung pA,nom in jeweils drei Stufen variiert wor-

den, Tabelle 6.2. Der betrachtete Parameterraum entspricht dabei üblichen Konditionen im Flansch-

bereich von Tiefziehwerkzeugen, vgl. [10]. Als Schmierstoff wird Iloform PN 226 der Fa. Castrol

eingesetzt. Dieser Schmierstoff besitzt bei einer Temperatur von 40 ◦C eine kinetische Viskosität von

61–75m2 / s. Die Ziehlänge im Versuch beträgt 100 mm, wobei nur der Bereich zwischen 20–80mm

Ziehlänge zur Gewährleistung konstanter Reibbedingungen für die Bestimmung der Reibkoeffizienten

berücksichtigt wird. Es wird ein vollfraktioneller, randomisierter Versuchsplan gewählt, wobei jede

Parameterkombination dreimal wiederholt wird.

6.1.3 Ergebnisse

Die ermittelten Reibungskoeffizienten aller Parameterkombinationen sind in Abbildung 6.4 darge-

stellt. Allgemein ist die Streuung einzelner Parameterkombinationen mit absoluten Werten von

maximal ±0,015 als gering anzusehen. Als genereller Trend zeigt sich, dass sich mit steigender

Ziehgeschwindigkeit vz der Reibungskoeffizient µ verringert.
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Abbildung 6.4: Ermittelte Reibungskoeffizienten µ in Abhängigkeit der Flächenpressung pA,nom, der

Ziehgeschwindigkeit vz, des Blechwerkstoffs und des Reibelements
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Abbildung 6.5: Haupteinflüsse auf die Reibungskoeffizienten µ im untersuchten Parameterraum

Basierend auf diesen Ergebnissen sind mittels statistischer Analyse die Haupteinflüsse auf die

Höhe des Reibungskoeffizienten µ extrahiert worden, Abbildung 6.5. Den größten Einfluss auf die

Reibungskoeffizienten haben hierbei die Ziehgeschwindigkeit vz und die Wahl des Reibelements. Mit

steigender Ziehgeschwindigkeit vz sinkt die Höhe des Reibungskoeffizienten µ. Niedrigere Reibungs-

koeffizienten werden mit den Reibelementen aus unverstärkten und verstärkten Polymeren erzielt.

Hierbei führt der Einsatz der Kohlefaser im Vergleich zum reinen Epoxidharz zu leicht geringeren Rei-

bungskoeffizienten, während die Aramidfaser zu einer Erhöhung führt. Mit dem hybriden Reibelement

und dem Reibelement aus konventionellem Stahl werden im Mittel ähnliche Reibungskoeffizienten

erreicht. Verglichen mit den Einflüssen der Ziehgeschwindigkeit und der Wahl des Reibelements

wirkt sich der eingesetzte Blechwerkstoff gering aus. Nahezu keinen Einfluss hat im betrachteten

Parameterraum die Höhe der nominellen Flächenpressung pA,nom.

Wechselwirkungen der untersuchten Parameter auf die Höhe der Reibungskoeffizienten mittels

statistischer Analyse sind in Abbildung 6.6 dargestellt. Sofern die Kurvenverläufe sich ähneln, ist von

keinen bzw. nur geringen Wechselwirkungen auszugehen. So zeigen sich keine Wechselwirkungen

zwischen der Wahl des Blechwerkstoffs und der Ziehgeschwindigkeit vz bzw. der Höhe der Flächen-

pressung pA,nom. Geringe Wechselwirkungen sind zwischen der Wahl des Reibelements und dem

Blechwerkstoff erkennbar. So werden bei der Reibpaarung hybrides und konventionelles Reibelement

und dem Blechwerkstoff HCT600X geringfügig höhere Reibwerte gegenüber dem weicheren Tief-

ziehstahl DC06 erzielt. Bei den anderen Reibelementen ist das Gegenteil der Fall. Ebenso zeigen

sich nur geringe Wechselwirkungen zwischen dem Reibelement und der Ziehgeschwindigkeit und
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Abbildung 6.6: Wechselwirkungen auf die Reibungskoeffizienten µ im untersuchten Parameterraum

der Flächenpressung. Die größte Wechselwirkung im betrachteten Parameterraum tritt zwischen der

Ziehgeschwindigkeit und der Flächenpressung auf. Mit steigender Flächenpressung verringern sich

die Unterschiede im Reibungskoeffizienten bei unterschiedlichen Ziehgeschwindigkeiten.

6.1.4 Analyse

Wie in Kapitel 2.1.4 dargestellt, liegt bei Tiefziehprozessen i.d.R. ein Mischreibungszustand vor.

Hier ist bekannt, dass sich mit steigender Ziehgeschwindigkeit aufgrund von hydrodynamischen

Effekten der Reibungskoeffizient µ verringert. Der Schmierstoff wird während des Ziehprozesses

in die Kontaktzone zwischen Blech und Wirkoberfläche gedrückt und erhöht so den Anteil der

Flüssigkeitsreibung. Je höher die Relativgeschwindigkeit ist, desto stärker wirkt der hydrodynamische

Effekt. Eine Erhöhung der nominellen Flächenpressung verringert allerdings diesen Effekt, da der

höhere Druck den Schmierstofffluss behindert. Die Ergebnisse des vorherigen Kapitels demonstrieren,

dass dieses Verhalten nicht nur – wie in der Literatur bekannt – bei Monowerkstoffen auftritt, sondern

auch im Falle der faserverstärkten und hybriden Reibelemente zu finden ist.

Eine Verringerung des Reibungskoeffizienten mit steigender Flächenpressung, wie in Kapitel 2.1.4

gezeigt, konnte im untersuchten Parameterraum nicht ermittelt werden. Ursache hierfür sind die eher

niedrigen Flächenpressungen, die im Flachstreifenzugversuch appliziert werden können. Aufgrund des
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im Vergleich zur Ziehkante niedrigeren Niveaus finden daher keine Glättungseffekte statt, die sich

auf die Höhe des Reibungskoeffizienten auswirken könnten.

Die Auswirkungen der Wahl des Reibelements auf die Höhe des Reibungskoeffizienten µ ist ins-

besondere durch die Werkstoffpaarung selbst und weniger aufgrund der Rauheit der verschiedenen

Reibelemente bestimmt. So ist keine Korrelation zwischen der Rauheit und den eingesetzten Reib-

elementen erkennbar, Abbildung 6.7.

R
e

ib
u

n
g

sk
o

e
ff
iz

ie
n

t
µ

0 02 14 26 8 10 12 14

0,00 0,00

0,10 0,10

0,15 0,15

0,05 0,05

Gemittelte Rauheit in µmR
z

Mittlere Rauheit in µmR
a

Epoxidharz
Epoxidharz

PolyurethanPolyurethan

AramidfaserAramidfaser

Kohlefaser

Kohlefaser

HybridHybrid
StahlStahl

Abbildung 6.7: Reibungskoeffizienten µ in Abhängigkeit der Rauheit Rz und Ra

6.1.5 Fazit: Bestimmung der Reibungskoeffizienten

Die Analyse der Reibungskoeffizienten zeigt, dass die indirekt gespritzten Wirkflächen aus Hartstof-

fen des hybriden Tiefziehwerkzeugs ohne Nachbearbeitung als Tribopartner im Bereich der Blechum-

formung eingesetzt werden können. Hierbei werden ähnliche Werte von Reibungskoeffizienten wie

beim Einsatz konventioneller Stähle erzielt. Ebenso zeigen sich dieselben Abhängigkeiten von der

Ziehgeschwindigkeit und der Flächenpressung. Niedrigere Reibungskoeffizienten können durch den

Einsatz nicht metallischer Oberflächen erzielt werden. Hierbei zeigt sich, dass auch Faser-Kunststoff-

Verbunde aus Kohle- und Aramidfasern sich als Wirkflächen für Blechumformprozesse eignen.

6.2 Verschleißuntersuchungen

Wesentliches Merkmal der indirekt gespritzten Wirkflächen soll eine Erhöhung der Verschleißbestän-

digkeit insbesondere bei der Umformung höherfester Werkstoffe gegenüber der Verschleißbeständig-

keit von unbeschichteten Polymerwerkzeugen sein. In diesem Kapitel wird daher anhand vereinfachter

Modellversuche, welche die tribologischen Bedingungen an einer geraden Ziehkante abbilden sollen,

das Verschleißverhalten der Wirkflächen analysiert.
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Abbildung 6.8: Versuchsaufbau für Verschleißuntersuchungen

6.2.1 Versuchseinrichtung

Für die Untersuchungen des Verschleißverhaltens der Oberflächen wird die in Abbildung 6.8 dar-

gestellte Versuchsgeometrie verwendet. Hierbei stellt der zu untersuchende Verschleißkörper die

Geometrie einer geraden Ziehkante dar. Gegenüber dem Flachstreifenzugversuch des vorherigen

Kapitels (vgl. Abbildung 6.1) können so höhere Kontaktspannungen zwischen Blechstreifen und

Verschleißkörper erzielt werden. Bei diesem Versuchsaufbau wird ein Blechstreifen auf der einen

Seite zwischen der Klemmung und auf der anderen Seite zwischen zu untersuchendem Verschleiß-

körper und Niederhalter fixiert. Der Blechstreifen hat eine Länge von 250mm, eine Breite von 20mm

und eine Ausgangsblechdicke von s0 =1mm. Als Blechwerkstoff wird der höherfeste Stahlwerkstoff

HCT600X (s. Kapitel 4.2) verwendet. Es wird derselbe Schmierstoff wie bei den Untersuchungen zur

Ermittlung der Reibungskoeffizienten eingesetzt (s. Kapitel 6.1). Die applizierte Niederhalterkraft

ist insgesamt FNh=10 kN. Der Ziehkanteradius RZk und der Stempelradius sind jeweils 5mm. Der

Stempelweg beträgt pro Hub 70mm. Durch diese Bewegung werden Hutprofile erzeugt. Da der

Blechstreifen auf der Seite der Klemmung fest fixiert ist, liegt die Ziehlänge an der Ziehkante des

Verschleißkörpers bei lz =140mm pro Hub. Die Abmessungen der Verschleißkörper sind im rechten

Teil der Abbildung 6.8 gegeben.

Für die Analyse des Verschleißverhaltens wird in regelmäßigen Abständen die Geometrie der

Verschleißkörper mit einem optischen 3D-Scanner vermessen und die Flächenabweichung sowie

die maximalen Formabweichungen ∆amax am Ziehradius ermittelt. Das Messprinzip des optischen

3D-Scanners ist in Kapitel 5.4 erläutert. Aufgrund der geringeren Größe der Verschleißkörper kann

hier allerdings ein kleineres Messvolumen verwendet werden, sodass die Messgenauigkeit bei rund

0,01 mm liegt.
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6.2.2 Untersuchte Verschleißelemente

Analog zu den Untersuchungen zur Ermittlung des Reibungskoeffizienten in Kapitel 6.1 können

die eingesetzten Verschleißkörper in die Kategorien unverstärkte und faserverstärkte Polymere, indi-

rekt thermisch beschichtetes Hybridwerkzeug und konventionelles Stahlwerkzeug unterteilt werden,

Abbildung 6.9. Ebenso entspricht der Aufbau der einzelnen Verschleißelemente denjenigen der Reib-

elemente, sodass hier nicht weiter darauf eingegangen wird.

6.2.3 Ergebnisse

Die Flächenabweichung zur jweiligen Ausgangsgeometrie in Abhängigkeit der gezogenen Blechstrei-

fen ist in Abbildung 6.10 dargestellt. Unabhängig vom eingesetzten Verschleißkörper ergeben sich

die größten Formabweichungen im Bereich des Ziehkanteneinlaufes. Verschleiß tritt hierbei insbe-

sondere bei den unverstärkten Polymeren auf, wobei der größte Verschleiß sich beim Polyurethan

einstellt. Hier ist neben den Verschleißerscheinungen an der Ziehkante auch ein Verschleiß im ebenen

Bereich des Verschleißkörpers erkennbar. Die Riefen in Längsrichtung sind dabei auf die Blechkanten

zurückzuführen. Da sich das Blech beim Biegen über die Ziehkante verstärkt gegen den Niederhalter

legt, sind diese Verschleißspuren weniger auf dem ebenen Bereich kurz vor der Ziehkante zu finden.

Die faserverstärkten Verschleißkörper weisen mit steigender Anzahl gezogener Blechstreifen Ver-

schleißerscheinungen an der Ziehkante auf, wenn auch niedriger als die unverstärkten Polymere.

Hierbei erhöht der Einsatz der Aramidfasern stärker die Verschleißbeständigkeit des Epoxidharzes.

Sowohl beim hybriden Tiefziehwerkzeug als auch beim konventionellen Stahlwerkzeug ist die Flä-

chenabweichung sehr gering.

Die maximalen Formabweichungen ∆amax für die einzelnen Verschleißelemente in Abhängigkeit

der Anzahl der Hübe nHub und Ziehlänge lz, welche aus den Flächenabweichungen ermittelt worden

sind, ist in Abbildung 6.11 dargestellt.
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In dieser Darstellung ist der weitestgehend lineare Verschleiß bei den einzelnen Reibelemenenten

erkennbar. Basierend auf diesen Verläufen lässt sich die Standzeit der einzelnen Werkzeugwerkstoffe

abschätzen. Hierbei ist die Höhe der tolerierbaren Formabweichung – d.h. das jeweilige Abbruchkri-

terium – vom tatsächlichen Anwendungsfall abhängig, vgl. Kapitel 2.2.5.6.

6.2.4 Analyse

Vorherrschende Verschleißart bei den eingesetzten unbeschichteten polymeren Reibelementen ist

Abrasion. Adhäsionseffekte sind bei diesen Werkzeugwerkstoffen nicht feststellbar. Diese Kenntnis

stimmt mit Untersuchungen bei alternativen Werkzeugwerkstoffen (vgl. Kapitel 2.1.4) überein.

Eine eindeutige Zuordnung der Verschleißart beim konventionellen Werkzeug aus Stahl ist nicht

erkennbar. Ebenso kann beim hybriden Werkzeug die dominierende Verschleißart nicht eindeutig

zugeordnet werden. Trotz der im Vergleich zum Stahlwerkzeug höheren Rauheiten zeigen sich beim

hybriden Werkzeug dennoch keine Effekte von Sekundäradhäsion (vgl. Kapitel 2.1.4). Hierbei wirkt

sich voraussichtlich die höhere Nachgiebigkeit des hybriden Werkzeugs gegenüber einem Stahlwerk-

stoff positiv aus, da der Blechwerkstoff weniger in Rauheitstäler gepresst werden kann.
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6.2.5 Fazit: Verschleißuntersuchungen

Die Ergebnisse zeigen, dass mittels des hybriden Werkzeugs ähnliche Standzeiten bei der Umfor-

mung höherfester Stahlwerkstoffe wie mit einem konventionellen Werkzeug aus Stahl erzielt werden

können. Gegenüber unbeschichteten Polymerwerkzeugen kann so die Verschleißbeständigkeit signi-

fikant erhöht werden. Neben dem Einsatz von beschichteten Wirkflächen führt die Verwendung von

Faserverstärkung zu einer Verbesserung der Verschleißbeständigkeit polymerer Werkzeuge. Hierbei

sind insbesondere Aramidfasern geeignet. Eine Verschleißbeständigkeit wie beim hybriden Werkzeug

kann hierdurch allerdings nicht erzielt werden.

6.3 Zusammenfassung Kapitel 6

Im Rahmen dieses Kapitels wurden Untersuchungen zu den tribologischen Eigenschaften der Wirk-

flächen für das hybride Tiefziehwerkzeug durchgeführt. Neben indirekt beschichteten Wirkflächen

wurden auch Faser-Kunststoff-Verbunde analysiert. Für eine vergleichende Betrachtung kamen zu-

sätzlich unverstärkte Polymere sowie konventioneller Stahl zum Einsatz.

Die Bestimmung der Reibungskoeffizienten zeigt, dass das hybride Werkzeug ähnliche Konditionen

wie das Stahlwerkzeug aufweist. Ein Einsatz dieses Werkzeugstyps ist daher ohne Behandlung der

Oberflächen möglich. Die niedrigsten Reibungskoeffizienten werden durch nicht metallische Wirk-

flächen erzielt. Die Untersuchungen weisen nach, dass sowohl Kohle- als auch Aramidfasern als

Wirkflächen geeignet sind.

Die durchgeführten Experimente zur Analyse der Verschleißbeständigkeit bei höherfesten Stahl-

werkstoffen demonstrieren die signifikante Verringerung des Verschleißes beim Einsatz indirekt be-

schichteter Wirkflächen aus Hartstoffen. Die Verschleißbeständigkeit liegt hierbei im Bereich des

eingesetzten Stahlwerkzeugs. Ebenso führen faserverstärkte Wirkflächen zu einer Verbesserung des

Verschleißschutzes, wobei hier die größten Verbesserungen beim Einsatz von Aramidfasern erzielt

werden können. Die Erhöhung des Verschleißschutzes ist jedoch nicht so hoch wie bei den indirekt

beschichteten Wirkflächen des hybriden Tiefziehwerkzeugs.

Die Ergebnisse zeigen, dass mittels des hybriden Werkzeugs ähnliche Standzeiten der Wirkflä-

chen beim Ziehen höherfester Stahlwerkstoffe wie mit einem konventionellen Werkzeug aus Stahl

erzielt werden können. Gegenüber unbeschichteten Polymerwerkzeugen kann so die Verschleißbe-

ständigkeit signifikant erhöht werden. Neben dem Einsatz von beschichteten Wirkflächen führt

die Verwendung von Faserverstärkung zu einer Verbesserung der Verschleißbeständigkeit polyme-

rer Wirkflächen. Hierbei sind insbesondere Aramidfasern geeignet. Eine Verschleißbeständigkeit wie

beim hybriden Werkzeug kann hierdurch allerdings nicht erzielt werden.
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Basierend auf den vorherigen Kapiteln 4, 5 und 6 wird in diesem Kapitel das gesamte hybride

Tiefziehwerkzeug unter Prozessbedingungen untersucht. Dieses Kapitel stellt daher eine Synthese

der in den vorherigen Kapiteln einzeln behandelten Themengebiete Werkzeuggrundkörper, thermisch

gespritzte Wirkflächen und deren Tribologie dar.

Zunächst wird anhand von Werkzeugen zur Herstellung von Napfgeometrien das Einsatzverhalten

des hybriden Tiefziehwerkzeugs für einen einzelnen Tiefziehprozess analysiert. Im Anschluss wer-

den die Auswirkungen des Werkzeugs bei Dauerbelastung untersucht. Abgeschlossen wird dieses

Kapitel mit der Herstellung von Blechformteilen komplexer Geometrie mittels des hybriden Tief-

ziehwerkzeugs.

7.1 Umformung von Napfgeometrien

In diesem Kapitel wird das Zusammenwirken der thermisch gespritzten Wirkflächen und des poly-

meren Werkzeuggrundkörpers für einen einzelnen Tiefziehprozess zur Herstellung von Näpfen un-

tersucht. Hierbei stehen insbesondere die induzierten Spannungen in der Spritzschicht im Vorder-

grund. Wie in Kapitel 3 dargestellt, sollen die thermisch gespritzten Wirkflächen eine Erhöhung

des Verschleißschutzes bewirken, während der polymere Werkzeuggrundkörper für die Aufnahme der

Umformkräfte ausgelegt ist.

7.1.1 Analytische Betrachtung

Analog zu Kapitel 4.2.1 soll auch für das hybride Tiefziehwerkzeug eine analytische Betrachtung der

Verhältnisse an der Ziehkante des Werkzeugs erfolgen. Hierbei wird der Einfluss des Faser-Kunststoff-

Verbundes hinsichtlich des E-Moduls und der Dicke hF auf die induzierten Spannungen σV,S in

der Spritzschicht analysiert. Die in Kapitel 4.2.1 getroffenen Annahmen und Vereinfachungen sind

weiterhin gültig. Für die Betrachtung wird das in Abbildung 7.1 dargestellte Ersatzmodell verwendet,

welches um die Aufteilung des Balkens in die Bereiche Faser-Kunststoff-Verbund und Spritzschicht

erweitert ist (vgl. Abbildung 4.9).
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Abbildung 7.1: Ersatzmodell zur Analyse der Spannungen in der Spritzschicht an der Ziehkante

Für die Betrachtung wird die Wichtung nS, welche das Verhältnis des E-Moduls der Spritzschicht

ES zum ideellen E-Modul des Faser-Kunststoff-Verbundes ẼF beschreibt, wie folgt definiert:

nB =
ES

ẼF
(7.1)

Entsprechend der Herleitung im Anhang A.3.1 ergibt sich so die Spannung σV,S in der Spritz-

schicht zu:

σV,S = nB ·
1

4
· lZk
Ĩ
·
(
hF + hS

2
+ e

)
︸ ︷︷ ︸

Verbundwerkstoff

·σP,Zk · lZk · b︸ ︷︷ ︸
Äußere Belastung

·

1−
EP ·AP
hP
· l3Zk

48 · ẼF · Ĩ + l3Zk ·
EP ·AP
hP︸ ︷︷ ︸

Ersatzmodell Polymerhinterguss

 (7.2)

Hierbei ist Ĩ das ideelle Flächenträgheitsmoment des Verbundwerkstoffs und e beschreibt die Lage

des ideellen Schwerpunktes. Sowohl Ĩ als auch e sind hierbei von der Wichtung nB und den Dicken

der Spritzschicht hS und des Faser-Kunststoff-Verbundes hF abhängig, s.a. Anhang A.3.1.

Für eine schematische Darstellung des Einflusses der Wichtung nB auf die Höhe der Spannungen

σV,S in der Spritzschicht wird das Verhältnis κS,Zk gebildet, welches die Spannung σV,S zur äußeren

Belastung σp,Zk ins Verhältnis setzt:

κS,Zk =
σV,S
σp,Zk

(7.3)

Bei dieser Betrachtung wird der Term Ersatzmodell Polymerhinterguss in Gleichung 7.2 für eine

schematische Darstellung des Verhältnisses κS,Zk vernachlässigt. Bei diesem Term ist die Höhe des

Einflusses auf die Spannung σV,S insbesondere vom Verhältnis χFKV,Polymer (vgl. Gleichung 4.8)

abhängig. Wie in Kapitel 4.2.1 dargestellt, können zu diesem Verhältnis nur qualitative Aussagen

getroffen werden. So bewirkt eine Erhöhung des E-Moduls des Polymerhintergusses EP eine Ver-

ringerung der Spannungen in der Spritzschicht.
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Abbildung 7.2: Schematische Darstellung der Gl. 7.2 zum Einfluss des Faser-Kunststoff-Verbundes

auf die Spannungen in der Spritzschicht

In Abbildung 7.2 ist eine schematische Darstellung des Einflusses des ideellen E-Moduls des Faser-

Kunststoff-Verbundes ẼF und der Dicke der Faserverstärkung hF unter den getroffenen Annahmen

dargestellt. Hierbei ist von einer Dicke der Spritzschicht von hS =0,3mm und einer Ziehkantenlänge

lZk=10mm ausgegangen worden. Beide Größen wirken sich auf das Ergebnis aus, wobei insbeson-

dere die Größe lZk einen quadratischen Einfluss hat. Diese Größe ist allerdings nur eine Hilfsgröße

für das Ersatzmodell, sodass diese nicht weiter für die Analyse berücksichtigt wird.

Die Abbildung 7.2 zeigt, dass eine Vergrößerung des E-Moduls des Faser-Kunststoff-Verbundes

eine Verringerung der induzierten Spannung bewirkt. Ebenso werden die Spannungen in der Spritz-

schicht σV,S durch eine Erhöhung der Dicke des Faser-Kunststoff-Verbundes hF reduziert. Hierbei

hat die Dicke hF einen signifikant höheren Einfluss auf die induzierte Spannung gegenüber dem

E-Modul ẼF . Ursache hierfür ist der kubische Anteil von hF bei der Berechnung des ideellen Flä-

chenträgheitsmoments Ĩ, vgl. auch Anhang A.3.1.

7.1.2 Werkzeuggeometrien

Für die numerischen und experimentellen Untersuchungen wird die bereits in Kapitel 4.2 verwendete

Werkzeuggeometrie zur Herstellung von Näpfen verwendet, Abbildung 7.3. Diese ist um den Aspekt

der Spritzschicht oberhalb der Faserverstärkung erweitert worden.

Die eingesetzten Blechwerkstoffe sind der weiche Tiefziehstahl DC04 und der höherfeste Stahl

HCT600X, welche auch bei den Untersuchungen, beschrieben in Kapitel 4.2, eingesetzt worden

sind. Die mechanischen Kennwerte sind dort in Tabelle 4.3 angegeben.
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Abbildung 7.3: Geometrien der hybriden Tiefziehwerkzeuge zur Umformung von Näpfen

7.1.3 Numerische Untersuchungen

Analog zu Kapitel 4.2 werden numerische Untersuchungen zur Beurteilung der Spannungen in der

Spritzschicht unter Last durchgeführt. Das entsprechende Finite-Elemente-Modell ist in Abbildung

7.4 dargestellt. Bei diesem Modell ist im Vergleich zum Modell in Abbildung 4.13 die Beschichtung

der Werkzeuge zusätzlich modelliert. Diese ist zur Vermeidung zu kleiner Rechenschritte mit jeweils

einem Hexaederelement in Dickenrichtung (Dicke Spritzschicht hS =0,3mm) abgebildet, wobei ein

linear-elastisches Werkstoffmodell angenommen wird. Die mechanischen Kennwerte und Reibungs-

koeffizienten entstammen den Kapiteln 5 bzw. 6.

Stempel

Blech

Basisplatte Niederhalter

Niederhaltergrundkörper

Solver: LS-DYNA

Faserverstärkung Matrize

Matrizengrundkörper

Faserverstärkung Niederhalter

Beschichtung Matrize

Beschichtung Niederhalter

Abbildung 7.4: Finite-Elemente-Modell zur Simulation des Tiefziehens von Näpfen mit hybridem

Tiefziehwerkzeug
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Abbildung 7.5: Numerisch berechnete Vergleichsspannung nach von Mises σV an der Ziehkante

Bei den numerischen Unterschungen werden analog zu Kapitel 4.2 der Laminattyp, der E-Modul

des Polymerhintergusses und die Dicke hF der Faserstärkung variiert, vgl. Tabelle 4.4. Zusätzlich

werden beschichtete polymere Werkzeuge ohne Faserverstärkung simuliert. Die Dicke der Spritz-

schicht beträgt für alle Simulationen hS =0,3mm.

Als Ausgangsgröße wird die Spannung σV,S in der Spritzschicht betrachtet. Der polymere Werk-

zeuggrundkörper wird durch die Spritzschicht hinsichtlich mechanischer Belastung aufgrund der im

Vergleich geringeren Dicke hS nicht beeinflusst, sodass die in Kapitel 4.2 getroffenen Aussagen

weiterhin gültig sind.

Exemplarisch ist in Abbildung 7.5 eine farbliche Darstellung der Verteilung der Vergleichsspannung

nach von Mises σV im Bereich der Ziehkante für ein hybrides Tiefziehwerkzeug gezeigt. Hier

zeigt sich, dass die höchsten Spannungen durch die Faserverstärkung aufgenommen werden. In

der Beschichtung werden höhere Spannungen als im Matrizengrundkörper erreicht. Die höchsten

Spannungen werden hier bei einem Winkel an der Ziehkante von γZk rund 60◦ erzielt. In diesem

Bereich befinden sich, wie in Kapitel 4.2 dargestellt, lokale Kontaktspannungsspitzen.

In Abbildung 7.6 ist die berechnete maximale Vergleichsspannung σV,S für die variierten Parame-

terkonfigurationen dargestellt. Ohne den Einsatz einer Faserverstärkung werden bei einem E-Modul

des Polymerhintergusses von EP =2GPa die höchsten Spannungen in der Spritzschicht erzielt. Der

Einsatz eines Polymerhintergusses mit einem E-Modul von 8GPa bzw. 12GPa führt signifikant zu

geringeren Spannungen σV,S, wobei hier nahezu dasselbe Niveau erreicht wird. Auch durch den Ein-

satz der Faserverstärkung wird eine Reduktion der Spannungen in der Spritzschicht erzielt. Dies

stimmt qualitativ mit der analytischen Betrachtung in Abbildung 7.2 überein. Unabhängig vom

gewählten Laminattyp ist dieser Effekt dabei umso größer, je niedriger der E-Modul des Polymer-

hintergusses ist. Die Ursache hierfür ist in Gleichung 7.2 gegeben. So bewirkt eine Verringerung des
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Abbildung 7.6: Numerisch berechnete maximale Vergleichsspannung σV,S nach von Mises in der

Spritzschicht an der Ziehkante

E-Moduls EP des Polymerhintergusses, wie der Term Ersatzmodell Polymerhinterguss der Gleichung

7.2 ausdrückt, dass die Steifigkeit des Faser-Kunststoff-Verbundes höhere Auswirkungen auf die in-

duzierten Spannungen in der Spritzschicht σV,S hat. Die beiden Laminattypen Kreuzverbund und

(0/90/±45)-Laminat verringern im vergleichbarem Maße die Höhe der Spannungen in der Spritz-

schicht. Durch den Einsatz des UD-Laminats lassen sich im Vergleich dazu niedrigere Reduzierungen

der Spannungen in der Spritzschicht erzielen. Hierbei wirkt sich das UD-Laminat im Wesentlichen

nur bei einem Polymerhinterguss mit einem E-Modul von 2GPa aus. Ähnlich wie in Kapitel 4.2

dargestellt, ist die Ursache hierfür der geringe E-Modul des UD-Laminats in tangentialer Richtung.

Generell werden in der Spritzschicht Spannungen unterhalb der Festigkeit der Spritzschicht σm,S
(vgl. Kapitel 5) bei der Umformung von HCT600X erzielt, sofern ein Polymerhinterguss mit einem

Mindest-E-Modul von 8GPa verwendet wird. Durch den Einsatz von Faser-Kunststoff-Verbunden

des Laminattyps Kreuzverbund und (0/90/±45)-Laminat können die induzierten Spannungen in der

Spritzschicht weiter reduziert und somit eine höhere Sicherheit gegen Versagen erzielt werden.

Wie in Kapitel 4.2 gezeigt, gelten die hier getroffenen Aussagen für den höherfesten Stahlwerkstoff

HCT600X auch für den weicheren Tiefziehstahl DC04. Durch DC04 werden jedoch deutlich niedrigere

Spannungen in der Spritzschicht induziert.

7.1.4 Experimentelle Untersuchungen

Basierend auf den numerischen Untersuchungen des vorherigen Kapitels werden experimentelle Un-

tersuchungen mit hybriden Tiefziehwerkzeugen durchgeführt, um deren reales Verhalten im Tief-

ziehprozess zu analysieren. Die hybriden Matrizen sind in Abbildung 7.7 dargestellt. Die Herstellung
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Unverstärkt

Polymerhinterguss: GM 725-7 (E : 8 GPa)P GM 725-7 mit (75 Gew.% Eisen E : 12 GPa)P 

CFK Kreuzverbund ( : 1,2 mm)hF

Spritzschicht 
(WC-FeCSiMn)

Faserverstärkt

Abbildung 7.7: Hybride Matrizen mit und ohne Faserverstärkung zur Umformung von Näpfen

der Spritzschicht dieser Werkzeuge entsprechen den Untersuchungen aus Kapitel 5.4, sodass eine

Dicke der Spritzschicht von hS ≈ 0,3mm realisiert wird. Aufgrund der modularen Konstruktion der

Negativform kann die Applikation der Spritzschicht nur in den erforderlichen Bereichen mit Blech-

kontakt erfolgen. Im Falle der unverstärkten Matrize wird als Polymerhinterguss das Polyurethan

GM-725-7 der Fa. ebalta verwendet, welches einen E-Modul von EP =8GPa aufweist. Verglei-

chend hierzu wird eine Matrize mit Faserverstärkung eingesetzt, wobei hier der Polymerhinterguss

aus demselben Polyurethan zusätzlich mit 75Gew.% Eisen vermischt ist. Dadurch erhöht sich der

E-Modul EP auf ca. 12GPa. Gemäß den Untersuchungen in Kapitel 4.2 können die Werkzeug-

grundkörper den Belastungen bei der Umformung von HCT600X standhalten. Für die faserverstärkte

Matrize wird CFK als Kreuzverbund eingesetzt. Dieser wird vierlagig laminiert, sodass eine Dicke

der Faserverstärkung hF von 1,2mm realisiert wird. Die Prozessparameter werden analog zu den

Untersuchungen in Kapitel 4.2 gewählt.

Näpfe aus DC04 und HCT600X, welche mittels der hybriden Tiefziehwerkzeuge umgeformt worden

sind, sind in Abbildung 7.8 gezeigt. In allen Fällen sind Glättungseffekte im Blech in Bereichen mit

Werkzeugkontakt erkennbar. Partiell zeigen sich in Bereichen höchster Kontaktspannungen leichte

Markierungen in Ziehrichtung. Diese sind beim weicheren Blechwerkstoff aus DC04 deutlicher. Ursa-

che für diese Markierungen könnten herausstehende Spitzen von Hartstoffen in der Spritzschicht sein.

Je niedriger die Festigkeit des Blechwerkstoffs ist, desto stärker könnten diese Spitzen Markierungen

auf der Blechoberfläche verursachen. Unterschiede zwischen den hergestellten Näpfen aufgrund der

verschiedenen hybriden Werkzeuge sind nicht erkennbar.

Mit einem optischen 3D-Scanner gemessene Schnitte der umgeformten Näpfe aus HCT600X sind

in 7.9 abgebildet. Zum Vergleich ist der Schnitt eines Napfes, gezogen mit einem konventionellen
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Abbildung 7.8: Umgeformte Näpfe aus DC04 und HCT600X unter Verwendung der hybriden

Tiefziehwerkzeuge

Stahlwerkzeug, dargestellt, vgl. Kapitel 4.2. Es zeigt sich auch hier, dass die Abweichungen zum

Referenznapf mit maximal ca. 0,3mm marginal sind und im Rahmen der Toleranz liegen.
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Abbildung 7.9: Schnitte der umgeformten Näpfe aus HCT600X unter Verwendung der hybriden

Tiefziehwerkzeuge

Nahaufnahmen der beiden hybriden Matrizen nach der Umformung der Näpfe sind in 7.10 dar-

gestellt. Schädigungen in der Spritzschicht sind nicht erkennbar. Dieses Ergebnis stimmt mit den

Aussagen der numerischen Untersuchungen überein. Optisch können Bereiche auf der Spritzschicht

mit Gleitkontakt zum Blech detektiert werden. Messungen der Rauheiten zeigen jedoch nahezu kei-

nen Unterschied. So ist die gemittelte Rauheit RZ bei der unverstärkten Matrize vor und nach der

Umformung der Näpfe mit RZ =13,7 µm bzw. RZ =13,6 µm gleich im Rahmen der Messgenauigkeit.
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Unverstärkt Faserverstärkt
Polymerhinterguss: GM 725-7 (E : 8 GPa)P GM 725-7 mit (75 Gew.% Eisen E : 12 GPa)P 

CFK Kreuzverbund ( : 1,2 mm)hF

Abbildung 7.10: Hybride Tiefziehwerkzeuge nach der Umformung von Näpfen aus DC04 und

HCT600X

Analog zu Kapitel 4.2 werden die Werkzeuge nach der Umformung der Näpfe mit einem optischen

3D-Scanner vermessen, 7.11. Der Vergleich mit der Soll-Geometrie im Bereich der Ziehkante zeigt,

dass Abweichungen von rund 0,1mm am Ziehkanteneinlauf auftreten. Hierbei werden geringfügig

niedrigere Werte im Falle der faserverstärkten Matrize erzielt. Die Ergebnisse stimmen mit Abbildung

4.23 überein, in der die Kontur von Werkzeugen ohne Beschichtung vermessen worden sind.
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Abbildung 7.11: Kontur der Ziehradien der Matrizen der hybriden Tiefziehwerkzeuge nach der Um-

formung von DC04 und HCT600X

7.1.5 Fazit: Umformung von Napfgeometrien

In diesem Kapitel ist das Zusammenwirken der thermisch gespritzten Wirflächen und des polymeren

Werkzeuggrundkörpers für einen einzelnen Tiefziehprozess anhand von Näpfen analysiert worden.

Es konnte gezeigt werden, dass mit den hybriden Tiefziehwerkzeugen sowohl weicher Tiefziehstahl
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als auch höherfester Stahl ohne Werkzeugbeschädigungen umgeformt werden kann. Hierzu ist eine

Mindeststeifigkeit des Werkzeugs erforderlich. Der Einsatz von Faserverstärkung reduziert die Höhe

der induzierten Spannungen in der Spritzschicht, wenn auch die Höhe der Steifigkeit des Werk-

zeuggrundkörpers sich stärker auf die Reduzierung der Spannungen auswirkt. Diese Charakteristik

kann mittels eines entwickelten analytischen Ersatzmodells zur Beschreibung der Konditionen an

der Ziehkante beschrieben werden.

7.2 Verhalten unter Dauerbelastung

In diesem Kapitel wird die Dauerbelastung der hybriden Tiefziehwerkzeuge bei der Umformung

höherfester Stahlwerkstoffe untersucht. In Kapitel 6.2 konnte bereits gezeigt werden, dass sich die

Verschleißbeständigkeit der Wirkflächen gegenüber reinen Polymerwerkzeugen durch den Einsatz der

Spritzschicht aus Hartstoffen steigern lässt. Schwerpunkt in diesem Kapitel ist die Dauerbelastung

des gesamten hybriden Werkzeugs.

7.2.1 Versuchseinrichtung

Für die Analyse der Dauerbelastung der hybriden Werkzeuge wird der am IUL konzipierte Ver-

schleißversuchsstand verwendet, Abbildung 7.12. Bei diesem Versuchsstand wird über eine Haspel ein

Spaltband abgehaspelt und einer Vorschubeinheit mit Richtapparat zugeführt. Die Vorschubeinheit

schiebt das Spaltband in Abhängigkeit des Taktes der Exzenterpresse in Richtung Tiefziehwerkzeug.

Zur Sicherstellung einer gleichmäßigen Schmierstoffzufuhr dient ein vorgeschalteter Rollenbeöler mit

gesteuerter Dosiereinheit. Im Arbeitshub der Presse wird zunächst eine Ronde mit einem Durchmes-

ser von D0 =120mm gestanzt und anschließend im selben Arbeitshub ein Napf umgeformt. Hierzu

weist das Tiefziehwerkzeug einen gehärteten Schneidring auf, welcher gleichzeitig als Aufnahme für

die zu untersuchende Matrize dient. Im Anschluss an den Arbeitshub wird der Napf entnommen

und die Reste des Spaltbandes im nachfolgenden Vorschub mittels Schrottschere zerkleinert. Bei

der Presse handelt es sich um eine Schnellläufer-Exzenterpresse der Fa. Schuler, welche über eine

maximale Presskraft von 630 kN verfügt.

Die Werkzeuggeometrie zur Herstellung der Näpfe für die Untersuchung zur Dauerbelastung der

hybriden Tiefziehwerkzeuge ist in Abbildung 7.13 dargestellt. Bei diesen Untersuchungen wird nur

die Matrize getestet, da diese den höchsten Kontaktspannungen ausgesetzt ist. Sowohl der Stempel

als auch der Schneidring sind aus einsatzgehärtetem Werkzeugstahl 1.2379 hergestellt. Die Zieh-

tiefe beträgt zt=27mm. Als Schmierstoff wird Beruform 765 der Fa. Carl Bechem GmbH

verwendet. Es wird eine Herstellung von 1 000Näpfen ohne Werkzeugbeschädigung angestrebt.
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Abbildung 7.12: Versuchsstand am IUL für Verschleißuntersuchungen mit Napfgeometrien
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Abbildung 7.13: Werkzeuggeometrie zur Umformung von Näpfen für die Untersuchung des Ver-

schleißverhaltens der hybriden Tiefziehwerkzeuge

Im Rahmen dieser Untersuchungen wird der höherfeste Stahlwerkstoff HC380LA eingesetzt. Die

Kennwerte und Fließkurve dieses Werkstoffs sind in 7.1 bzw. Abbildung 7.14 angegeben. Wie in

Kapitel 4.2 wird auch hier der Ansatz nach Swift zur Extrapolation der Fließkurve verwendet.

7.2.2 Eingesetzte Werkzeuge

Für die Auslegung der hybriden Matrize werden numerische Voruntersuchungen mittels der

Finite-Elemente-Methode durchgeführt. Der Aufbau der Simulation entspricht hierbei weitestge-

hend demjenigen der Simulationen im vorherigen Kapitel, sodass auf eine explizite Darstellung des

153



7 Einsatzverhalten hybrider Tiefziehwerkzeuge Verhalten unter Dauerbelastung

Tabelle 7.1: Kennwerte des eingesetzten Blechwerkstoffs HC380LA

Werkstoff ρ s0 E Rm Rp0,2 A80 n Anisotropie

in kg
dm3 in mm in GPa in MPa in MPa in % r0 r45 r90

HC380LA 7,86 1 202 530 402 23 0,13 0,95 1,47 0,97
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Abbildung 7.14: Fließkurven des eingesetzten Blechwerkstoffs HC380LA

Modells verzichtet wird. Die Bestimmung einer geeigneten Niederhalterkraft (FNh=30 kN) erfolgt

mittels Simulationen, bei denen die Werkzeuge als Starrkörper ausgeführt sind.

Im Rahmen dieser Voruntersuchungen wird der E-Modul des Polymerhintergusses zwischen

EP =8GPa und EP =12GPa variiert. Wie die Untersuchungen des vorherigen Kapitels 7.1 ge-

zeigt haben, führt ein niedrigerer E-Modul zu überhöhten Spannungen in der Beschichtung. Als

Laminattyp wird durchgängig der Typ Kreuzverbund verwendet, da dieser im Vergleich zu den an-

deren Laminattypen das größte Potenzial zur Spannungsreduzierung sowohl in der Beschichtung als

auch im Polymerhinterguss bietet. Die Dicke der Faserverstärkung hF wird in den Stufen 1,2mm

und 2,4mm gewählt.

Die berechneten Spannungen des Polymerhintergusses σV,P und der Beschichtung σV,S sind in

Abbildung 7.15 gezeigt. Die Charakteristika der Spannungsverläufe entsprechen dabei denjenigen

in den Untersuchungen der Kapitel 4.2 und 7.1. Basierend auf diesen Berechnungen wird für die

Untersuchung zur Dauerbelastung der Polymerhinterguss mit einem E-Modul von EP =12GPa und

einer Dicke hF der Faserverstärkung von 1,2mm ausgewählt.

Die hergestellte Matrize des hybriden Tiefziehwerkzeugs ist in Abbildung 7.16 gezeigt. Zum Ver-

gleich werden die Belastungsversuche auch mit einem Werkzeug aus dem Werkzeugstahl 1.2379,

dessen Oberfläche auf 60 HRC einsatzgehärtet wurde, und einem unverstärkten Polymerwerkzeug
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Abbildung 7.15: Berechnete Vergleichsspannungen σV,P und σV,S bei der Umformung von HC380LA

Hybrides Tiefziehwerkzeug Stahlwerkzeug (1.2379) Polymerwerkzeug Epoxidharz

Beschichtete Wirkfläche Einsatzgehärtet auf 60 HRC Hinterguss: Polyurethan

Faserverstärkung:
CFK Kreuzverbund h =1,2 mmF 

Polymerhinterguss:
GM 725-7 mit 75 Gew.% Eisen

Oberfläche:
Epoxidharz h  0,2 mm?

Polymerhinterguss:
GM 725-7 mit 75 Gew.% Eisen

Abbildung 7.16: Matrizen für die Ermittlung der Standzeit der Werkzeuge

durchgeführt. Das Polymerwerkzeug besteht hierbei aus einem Polymerhinterguss aus Polyurethan

mit einem E-Modul von EP =12GPa. Für die Oberfläche wird ein Epoxidharz eingesetzt, welches

eine im Vergleich zu Polyurethan höhere Verschleißbeständigkeit hat (vgl. Kapitel 6.2). Gegen ein

reines Werkzeug nur aus Epoxidharz spricht der geringere E-Modul von EP =2GPa.

Die Analyse der Dauerbelastung erfolgt in der Auswertung der maximalen Formabweichung ∆amax,

welche mit 3D-Scanner analog zu Kapitel 6.2 ermittelt wird, und der Rautiefe der Werkzeuge so-

wie durch mikroskopische Aufnahmen der Werkzeugoberfläche jeweils nach 200 gezogenen Näpfen.

Zusätzlich wird die Geometrie der Näpfe vermessen.
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Hybrides Tiefziehwerkzeug Stahlwerkzeug (1.2379) Polymerwerkzeug Epoxidharz

Beschichtete Wirkfläche Einsatzgehärtet auf 60 HRC Hinterguss: Polyurethan

1.000 Näpfe 1.000 Näpfe 200 Näpfe

Abbildung 7.17: Matrizen nach 1 000 bzw. 200 gezogenen Näpfen aus HC380LA

7.2.3 Ergebnisse

Mit dem hybriden Tiefziehwerkzeug und dem gehärteten Stahlwerkzeug kann die angestrebte Stück-

zahl von 1 000 Näpfen ohne Werkzeugbeschädigung erreicht werden, Abbildung 7.17. Im Falle des

unverstärkten Polymerwerkzeugs werden die Versuche nach 200 hergestellten Näpfen abgebrochen.

Das Werkzeug zeigt sowohl Beschädigungen im Flansch als auch im Bereich der Ziehkante. Hier

sind Verfärbungen und oberflächliche Ablösungen des Epoxidharzes zu erkennen. Im Bereich des

Flansches sind milchig schimmernde Stellen erkennbar, die auf einen Verlust der Haftung zwischen

Polymerhinterguss und Oberflächenharz deuten.

Die maximalen Formabweichungen ∆amax an der Ziehkante für die verschiedenen Matrizen sind

im linken Teil der Abbildung 7.18 dargestellt. Auch quantitativ zeigt sich hier die geringe Anzahl an

Belastungszyklen für die unverstärkte Polymermatrize. Die niedrigsten Formabweichungen werden bei

der Matrize aus gehärtetem Stahl gemessen, ∆amax=0,03mm. Nach 1 000 Näpfen liegt die Form-

abweichung der hybriden Matrize bei ∆amax=0,07mm. Sowohl für das Werkzeug aus gehärtetem

Stahl als auch für das Hybridwerkzeug ergibt sich ein linearer Verschleiß.

Die Ergebnisse der Rauheitsmessung in Abbildung 7.18 im Bereich des Ziehkanteneinlaufes zei-

gen, dass beim gehärteten Stahl die gemittelte Rautiefe RZ über die Versuchsdauer nahezu konstant

bleibt. Im Falle des hybriden Tiefziehwerkzeugs schwankt der RZ-Wert, was auf die Porosität der

Beschichtung und die daraus resultierende Sensitivität bei der Bestimmung der Rauheit zurückzu-

führen ist. Im Mittel ist eine leicht abnehmende Rauheit erkennbar. Beim Werkzeug aus Epoxidharz

verringert sich die Rauheit.

Die mikroskopischen Aufnahmen der Werkzeugoberfläche am Ziehkanteneinlauf sind in Abbildung

7.19 gezeigt. Mit zunehmender Anzahl gezogener Näpfe zeigen sich bei den hybriden und gehärteten

Matrizen mikroskopische Riefen in Ziehrichtung. Beim gehärteten Werkzeug sind darüber hinaus
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Abbildung 7.18: Maximale Formabweichung ∆amax und gemittelte Rautiefe RZ der Matrizen in

Abhängigkeit von der Anzahl gezogener Näpfe aus HC380LA

in den mikroskopischen Aufnahmen Kreisbögen zu erkennen. Diese sind ein Resultat der spanenden

Bearbeitung und daher nicht relevant. Die Unterschiede zwischen den Verläufen der Rauheitsmessung

und den mikroskopisch sichtbaren Riefen sind auf die Mittlung bei der Bestimmung der Rautiefe

RZ zurückzuführen. Es zeigt sich, dass die Rauheitsmessung nur unzureichend den Verschleiß der

Werkzeugoberflächen beschreiben kann.

Auch zum Initialzustand des Polymerwerkzeugs sind Bearbeitungsspuren der Negativform in der

mikroskopischen Aufnahme zu erkennen. Nach 200 gezogenen Näpfen ist diese Charakteristik nur im

Ansatz noch sichtbar. Ursache hierfür ist der hohe Verschleiß der Oberfläche (vgl. Abbildung 7.18).

Hergestellte Näpfe zu unterschiedlichen Zeitpunkten unter Einsatz des hybriden Tiefziehwerk-

zeugs sind in Abbildung 7.20 dargestellt. Optisch ist zwischen den Näpfen kein signifikanter Un-

terschied erkennbar.

Dieses Ergebnis zeigt sich auch in den gemessenen Schnitten umgeformter Näpfe zu verschiedenen

Zeitpunkten, Abbildung 7.21. Die Abweichungen von der Soll-Geometrie sind jeweils marginal und

liegen im Rahmen der Toleranz bzw. können auf Rückfederungseffekte zurückgeführt werden.

7.2.4 Analyse

Wie die mikroskopischen Aufnahmen zeigen, tritt bei allen Werkzeugen unterschiedlich starker abra-

siver Verschleiß auf. Eine Korrelation mit den Rauheitsmessungen ist allerdings nur bedingt gegeben.
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Abbildung 7.19: Mikroskopische Aufnahmen verschiedener Matrizen am Ziehkanteneinlauf in Ab-

hängigkeit von der Anzahl gezogener Näpfe

158



Demonstratorwerkzeug 7 Einsatzverhalten hybrider Tiefziehwerkzeuge

Napf #200 Napf #400 Napf #600 Napf #800 Napf #1000

Abbildung 7.20: Mit hybridem Tiefziehwerkzeug umgeformte Näpfe aus HC380LA zu verschiedenen

Zeitpunkten
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Abbildung 7.21: Schnitte der mit hybridem Tiefziehwerkzeug umgeformten Näpfe Nr. 200 und Nr.

1000 aus HC380LA

Neben abrasivem Verschleiß ist aufgrund der Messungen der Formänderungen zusätzlich von lokalen

plastischen Verformungen auszugehen. Beim hybriden Werkzeug sind diese so gering, dass sich keine

Auswirkungen auf die gezogenen Blechformteile ergeben. Im Falle des unverstärkten Polymerwerk-

zeugs bewirken die Prozesskräfte Abplatzungen und eine Verringerung der Haftung zwischen dem

Oberflächenharz und dem Polymerhinterguss.

7.2.5 Fazit: Verhalten unter Dauerbelastung

In diesem Kapitel wurde das Verhalten des hybriden Tiefziehwerkzeugs unter Dauerbelastung bei

der Umformung von Näpfen aus höherfestem Stahl untersucht. Die Ergebnisse zeigen, dass die

angestrebte Stückzahl erreicht werden kann. Gegenüber einem gehärteten Stahlwerkzeug zeigt sich

ein etwas höherer Verschleiß, welcher sich jedoch nicht auf die Qualität der gezogenen Blechformteile

auswirkt. Ein Referenzwerkzeug aus unverstärktem und unbeschichtetem Polymer versagte bereits

bei der Umformung eines Fünftels der angestrebten Stückzahl.
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7.3 Demonstratorwerkzeug

In diesem Kapitel wird die Übertragbarkeit der Ergebnisse des Einsatzverhaltens der hybriden Tief-

ziehwerkzeuge bei der Umformung einfacher Napfgeometrien auf die Herstellung von komplexeren

Blechformteilen untersucht.

7.3.1 Werkzeuggeometrie

Die herzustellende Geometrie des Blechformteils ist in Abbildung 7.22 dargestellt. Bei dieser Geome-

trie handelt es sich um die Demonstratorgeometrie, welche im Rahmen des Sonderforschungsbereichs

SFB 708, eingerichtet durch die DFG, entwickelt worden ist. Diese Geometrie ist an die B-Säule

eines Fahrzeugs angelehnt und weist im seitlichen Bereich partiell Geometrien, welche durch Frei-

formflächen beschrieben werden, auf.

Freiformfläche

240

R
21

,5R
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R
82
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R67,7

8
0

Abbildung 7.22: Abmessungen des Blechformteils der Demonstratorgeometrie

Die Stempelgeometrie zur Herstellung dieser Blechformteile ist bereits in Kapitel 5.4 in Abbildung

5.32 gezeigt worden. Die Abmessungen der zugehörigen Matrize sind in Abbildung 7.23 zu finden.

Die Matrize ist nach unten offen gestaltet.

7.3.2 Werkzeugauslegung

Die Werkzeugauslegung erfolgt anhand von numerischen Simulationen mittels der Finiten-Elemente-

Methode, Abbildung 7.24. Der Aufbau des Modells ist dabei analog zu den Untersuchungen in Kapitel

7.1. Für die Umformung werden die Stähle DC04 und HCT600X eingesetzt. Mittels numerischer
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Abbildung 7.23: Abmessungen der Matrize des hybriden Tiefziehwerkzeugs

Voruntersuchungen anhand von starr modellierten Werkzeugen werden die Niederhalterkräfte zu

FNh=120 kN für den DC04 und zu FNh=220 kN für den HCT600X bestimmt.

Stempel

Blech

Basisplatte Niederhalter

Niederhalter

Solver: LS-DYNA

Faserverstärkung Matrize

Matrizengrundkörper

Beschichtung Matrize

Abbildung 7.24: Finite-Elemente-Modell zur Simulation des Tiefziehens von Näpfen mit hybridem

Tiefziehwerkzeug

Innerhalb der numerischen Untersuchungen werden der E-Modul des Polymerhintergusses und die

Dicke der Faserverstärkung, basierend auf den Erkenntnissen aus Kapitel 7.1, variiert.

Eine repräsentative farbliche Darstellung der Spannungsverteilung σV nach von Mises für den

Polymerhinterguss und die Beschichtung sind in Abbildung 7.25 gezeigt. Bei der dargestellten Kon-

figuration handelt es sich um einen Polymerhinterguss mit einem E-Modul von 8GPa und einer

Faserverstärkung von hF =2,4mm. Die berechnete Spannungsverteilung zeigt, dass die höchsten

Spannungswerte an den Rundungen im Bereich der Ziehkante auftreten.
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Vergleichsspannung von Mises s in MPaV,SVergleichsspannung von Mises s in MPaV,P
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Faserverstärkung Matrize: Kreuzverbund h =2,4 mmF

Matrizengrundkörper (E-Modul: 8 GPa) Beschichtung

Abbildung 7.25: Farbliche Darstellung der numerisch berechneten Vergleichsspannungen σV,P und

σV,S für das hybride Tiefziehwerkzeug bei der Umformung von HCT600X

Die jeweils höchsten Vergleichsspannungen im Polymerhinterguss und in der Beschichtung sind

in Abbildung 7.26 gezeigt. Wie auch in den Ergebnissen in Kapitel 7.1 dargestellt, verringern sich

auch hier sowohl im Polymerhinterguss als auch in der Beschichtung die induzierten Spannungen.

Dies ist insbesondere beim Polymerhinterguss erforderlich, um so niedrigere Spannungen gegenüber

der Druckfließgrenze des Polymers zu erzielen.
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Abbildung 7.26: Numerisch berechnete Vergleichsspannungen σV,P und σV,S bei der Umformung von

HCT600X
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Basierend auf den numerischen Untersuchungen wird als Polymerhinterguss das Polyurethan

PUR GM 725-7 / PUR 13 verwendet, welches einen E-Modul von EP =8GPa aufweist, Abbil-

dung 7.27. Die Dicke der CFK-Faserverstärkung im Kreuzverbund liegt bei hF =2,4mm. Bereiche

niedriger Kontaktspannungen sind nicht beschichtet. Basierend auf den Erkenntnissen aus Kapitel 6.2

ist in diesen Bereichen die Verwendung von Aramidgewebe ausreichend. Hierdurch kann der Herstel-

lungsprozess des hybriden Tiefziehwerkzeugs wesentlich vereinfacht werden, da auf eine aufwendige

Bahnplanung des Robotors zur Führung der Spritzpistole verzichtet werden kann. Der eingesetzte

Stempel entspricht Abbildung 5.34. Die Werkzeuge werden ohne weitere Behandlung der Wirkfläche

eingesetzt. Zur Erzielung einer ebenen Auflagenfläche sind die Rückseiten der Werkzeuge plangefräst.

Beschichtung

AramidgewebePolymerhinterguss: GM 725-7

CFK Kreuzverbund h  = 2,4 mmF

Abbildung 7.27: Matrize des hybriden Tiefziehwerkzeugs

7.3.3 Umformversuche

Die Umformversuche finden auf einer zweifach wirkenden hydraulischen 1 000 kN-Presse der Fa.

Schuler AG statt. Das eingesetzte Tiefziehöl ist Beruform der Fa. Carl Bechem GmbH.

Neben dem hybriden Tiefziehwerkzeug wird zum Vergleich ein Tiefziehwerkzeug aus Stahl 1.2312

verwendet.

Umgeformte Blechformteile der Demonstratorgeometrien aus DC04 und HCT600X sind in Ab-

bildung 7.28 gezeigt. Beschädigungen der Oberfläche oder des Grundkörpers der hybriden Tief-

ziehwerkzeuge können nicht festgestellt werden. Im Falle des Referenzwerkzeugs aus Stahl bilden

sich bei der Umformung des höherfesten Stahls HCT600X Falten im Flanschbereich der Rundungen

auf. Die entsprechenden Blechformteile, die mit dem hybriden Tiefziehwerkzeug umgeformt wurden,

weisen hingegen keine Falten auf. Das Referenzwerkzeug aus Stahl hat gegenüber dem hybriden

Tiefziehwerkzeug aufgrund des höheren E-Moduls von Stahl eine höhere Steifigkeit. Wie in Kapitel
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Hybrides Tiefziehwerkzeug Referenzwerkzeug aus Stahl
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Abbildung 7.28: Blechformteile aus DC04 und HCT600X, hergestellt mit hybridem und Referenz

Tiefziehwerkzeug

2.5.1 gezeigt, führt eine niedrigere Werkzeugsteifigkeit zu einer adaptiven Verteilung der Flächen-

pressung. Zum einen können durch die Nachgiebigkeit die technologisch bedingten Unterschiede

in der Blechdicke zwischen seitlichem Flanschbereich und dem Flanschbereich in den Rundungen

kompensiert werden, zum anderen können Fertigungsungenauigkeiten und ungleichmäßig eingelei-

tete Kräfte besser ausgeglichen werden. Der Einsatz der beiden Werkzeugtypen führt in etwa zur

gleichen Oberflächengüte.

Mit dem 3D-Scanner ermittelte Schnitte von Blechformteilen aus HCT600X sind in Abbildung 7.29

gezeigt. Zum Vergleich sind die Soll-Verläufe an den entsprechenden Stellen dargestellt, welche

aus den CAD-Daten der Geometrie des Blechformteils stammen. Sowohl mit dem Einsatz des Refe-

renzwerkzeugs als auch mit dem hybriden Tiefziehwerkzeug kann die Soll-Geometrie nicht erreicht

werden. Die Werkzeuge verursachen hierbei ähnlich hohe Abweichungen. Die größten Formabwei-

chungen treten hierbei im Bereich der Geometrie der Freiformfläche und des Schnittes A auf. Entlang

dem Schnitt C wird die Soll-Geometrie nahezu erreicht. Ursache für die Formabweichungen gegen-

über der CAD-Geometrie sind sowohl Rückfederungseffekte, die Heterogenität des Werkstoffflusses

im Flanschbereich und der nicht vorhandene Boden der Matrize (vgl. 7.3.1). Für die hier durchgeführ-

ten Untersuchungen ist die Kompensation dieser Effekte nicht relevant, da die Formabweichungen,

verursacht durch die beiden Werkzeuge, annähernd gleich sind; sie wird daher vernachlässigt.
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Abbildung 7.29: Schnitte der umgeformten Demonstrator-Blechformteile aus HCT600X

7.3.4 Fazit: Demonstratorwerkzeug

In diesem Kapitel wurde die Übertragbarkeit der Untersuchungsergebnisse des hybriden Tiefzieh-

werkzeugs an einfachen Napfgeometrien auf komplexere Blechformteile untersucht. Die Ergebnisse

zeigen, dass die in den vorherigen Kapiteln getroffenen Aussagen auch bei komplexerer Geometrie gül-

tig sind. Blechformteile aus höherfestem Stahlwerkstoff können ohne Werkzeugbeschädigung mittels

des hybdriden Tiefziehwerkzeugs umgeformt werden. Die Genauigkeit der hergestellten Geometrien

ist dabei mit konventionellen Stahlwerkzeugen vergleichbar. Vorteilhaft gegenüber diesen Werkzeu-

gen wirkt sich eine höhere Nachgiebigkeit des hybriden Tiefziehwerkzeugs im Flanschbereich aus,

welche zu einer günstigen Verteilung der Flächenpressung führt. Hierdurch konnte eine Faltenbildung

bei der Herstellung von Blechformteilen aus HCT600X – bei ansonsten gleichen Prozessparametern –

im Falle des hybriden Tiefziehwerkzeugs im Gegensatz zum Referenzwerkzeug verhindert werden.

7.4 Zusammenfassung Kapitel 7

Im Rahmen dieses Kapitels wurde das Zusammenwirken aller Komponenten unter Prozessbedingun-

gen, basierend auf den Erkenntnissen der vorherigen Betrachtungen der einzelnen Komponenten des

hybriden Tiefziehwerkzeugs, untersucht.
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Die Ergebnisse zeigen, dass das hybride Tiefziehwerkzeug für die Umformung sowohl weicher Tief-

ziehstähle als auch höherfester Stahlwerkstoffe geeignet ist. Eine Mindeststeifigkeit des polymeren

Werkzeuggrundkörpers ist hierfür eine zwingende Voraussetzung. Andernfalls wird die Beschichtung

oberhalb ihrer Festigkeit belastet. Die Verwendung einer Faserverstärkung wirkt sich sowohl auf den

Polymerhinterguss des Werkzeuggrundkörpers als auch auf die Beschichtung aus und reduziert die in-

duzierten Spannungen. Hierbei sind nicht unidirektional ausgerichtete Laminattypen zu bevorzugen.

Untersuchungen zur Dauerbelastung zeigen, dass das hybride Tiefziehwerkzeug höhere Prozess-

zyklen als ein vergleichbares reines Polymerwerkzeug erzielen kann. Im Vergleich zu einem gehärteten

Stahlwerkzeug sind die auftretenden Formabweichungen bei der untersuchten Stückzahl von umge-

formten Werkstücken etwas höher. Dies wirkt sich im betrachteten Parameterraum allerdings nicht

auf die Bauteilqualität aus. Demnach kann das hybride Tiefziehwerkzeug als geeignet für die ange-

strebte Seriengröße (Klein- bis Mittelserie) angesehen werden.

Diese Erkenntnisse lassen sich auf die Herstellung komplexerer Blechformteile übertragen. Die

Genauigkeit der umgeformten Blechformteile durch das hybride Tiefziehwerkzeug ist vergleichbar mit

derjenigen von Blechformteilen, umgeformt durch das Referenzwerkzeug aus Stahl. Gegenüber dem

Referenzwerkzeug bietet das hybride Tiefziehwerkzeug den Vorteil einer adaptiven Flächenpressung

aufgrund der im Vergleich niedrigeren Werkzeugsteifigkeit. Hierdurch besteht die Möglichkeit der

Reduzierung von Werkzeugeinarbeitungszeiten (vgl. Kapitel 2.5.1).
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8.1 Zusammenfassung der Arbeit

Ziel dieser Arbeit war die Entwicklung eines hybriden Tiefziehwerkzeugs auf Polymerbasis, welches

insbesondere für die Umformung höherfester Blechwerkstoffe im Bereich der Klein- und Mittelseri-

enproduktion eingesetzt werden soll. Das hybride Tiefziehwerkzeug ist dabei in Differenzialbauweise

mit einem polymeren Werkzeuggrundgrundkörper und einer thermisch gespritzten Beschichtung als

Verschleißschutz realisiert worden.

Die Untersuchungen zum polymeren Werkzeuggrundkörper zeigen, dass die Steifigkeit des Werk-

zeugs durch Zugabe von Füllstoffen und den Einsatz von Faserverstärkungen gesteigert werden

kann. Steifigkeiten konventioneller Tiefziehwerkzeuge aus Stahl oder Gusseisen können allerdings

nicht erzielt werden. Die Nachgiebigkeit des Werkzeuggrundkörpers unter Last wird insbesondere

durch den E-Modul des Polymerhintergusses und weniger durch die Faserverstärkung bestimmt.

Die Faserverstärkung hingegen führt zu einer Reduzierung der Spannungen im Polymerhinterguss,

wobei die Höhe vom Laminattyp und der Dicke der Faserverstärkung abhängt. Hierdurch ergeben

sich höhere Sicherheiten gegen Werkzeugversagen bei der Umformung höherfester Blechwerkstof-

fe. Polymere Tiefziehwerkzeuge weisen gegenüber konventionellen ein geringeres Gewicht auf. Da-

durch besteht das Potenzial in der Energieeinsparung im Pressenbetrieb sowie in einer einfacheren

Handhabung der Werkzeuge.

Zur Herstellung der thermisch gespritzten Wirkflächen wurde ein indirekter Beschichtungsprozess

entwickelt, wodurch einerseits eine ausreichende Haftung der Beschichtung zum Werkzeuggrundkör-

per erreicht werden konnte und eine Nachbearbeitung der Beschichtung nach dem Spritzprozess

nicht erforderlich ist.

Mittels tribologischer Untersuchungen konnte die Eignung der indirekt hergestellten Spritzschich-

ten als Wirkflächen für Blechumformprozesse nachgewiesen werden. Hierbei zeigte sich, dass die

Oberflächen des hybriden Tiefziehwerkzeugs eine zu konventionellen Stahlwerkstoffen vergleichbare

Reibungscharakteristik aufweisen. Durch den Einsatz der Beschichtungen konnte die Verschleißbe-

ständigkeit im Vergleich zu gewöhnlichen Polymerwerkzeugen signifikant gesteigert werden.

In umformtechnischen Untersuchungen konnte nachgewiesen werden, dass sich das hybride Tief-

ziehwerkzeug sowohl für die Umformung weicher Tiefziehstähle als auch höherfester Stahlgüten
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eignet. Der Einsatz der Faserverstärkung reduziert dabei die auftretenden Spannungen im Polymer-

hinterguss und der Spritzschicht. Die erzielbaren Genauigkeiten der Blechformteile liegen im Bereich

der Blechformteile, die mittels konventioneller Werkzeuge umgeformt wurden. Die in den Unter-

suchungen angestrebte Stückzahl von Blechformteilen aus höherfestem Stahlwerkstoff mittels des

hybriden Tiefziehwerkzeugs konnte erzielt werden. Reine Polymerwerkzeuge versagten vorzeitig. In

abschließenden Untersuchungen wurde der Nachweis der Übertragbarkeit der erzielten Erkenntnisse

auf komplexere Werkzeuggeometrien erbracht. Hierbei zeigte sich, dass durch die höhere Nachgie-

bigkeit des hybriden Tiefziehwerkzeugs gegenüber einem vergleichbaren Stahlwerkzeug eine adaptive

Flächenpressung erzielt wird. Dies bietet den Vorteil kürzerer Einarbeitungszeiten gegenüber kon-

ventionellen Werkzeugen.

Zusammenfassend konnte im Rahmen dieser Arbeit ein hybrides Tiefziehwerkzeug auf Polymerba-

sis entwickelt werden, welches einen ausreichenden Verschleißschutz und eine hinreichende Festigkeit

für die Umformung höherfester Werkstoffe für die Klein- bis Mittelserie bietet. Diese Werkzeuge

können aufgrund des Einsatzes von Polymerwerkstoffen und thermischer Spritzprozesse schneller im

Vergleich zu konventionellen Werkzeugen realisiert werden. Überdies kann die höhere Elastizität des

hybriden Werkzeugs Einarbeitungszeiten im Presswerk verkürzen.

8.2 Ausblick

Zukünftige Forschungsfelder des hybriden Tiefziehwerkzeugs liegen im Bereich der Analyse von

Reparatur- und Recyclingkonzepten, in der Erhöhung der maximal ertragbaren Werkzeugbelastungen

zur Umformung höchstfester Werkstoffe und in der Untersuchung des Potenzials der Nachgiebig-

keit der hybriden Werkzeuge zur Erweiterung von Prozessfenstern und der Minimierung von Ein-

arbeitungszeiten.

Ein mögliches Reparaturszenario ist die Entfernung der beschädigten Bereiche durch spanende

Bearbeitung und die anschließende Aufbereitung durch Wiederverwendung der ursprünglichen Ne-

gativformen und Verkleben. Dieses und weitere Szenarien sind zu untersuchen und zu bewerten.

Der zurzeit eingesetzte Polymerhinterguss kann zwar nicht recycelt werden, allerdings in geschred-

deter Form wiederverwendet werden. Hier könnte in zukünftigen Arbeiten der Einsatz von biologisch

abbaubaren Kunststoffen analysiert werden.

Der bisherige Einsatzbereich der hybriden Tiefziehwerkzeuge zielt auf höherfeste Blechwerkstoffe

ab. Denkbar ist der Einsatz auch im Bereich höchstfester Werkstoffe. Hierzu wäre eine Steigerung der

Festigkeiten in hochbelasteten Bereichen, wie z.B. im Ziehkantenbereich, erforderlich. Potenzial hier-
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zu bietet der Einsatz von Faser-Kunststoff-Verbunden mit höherem Faservolumenanteil wie z.B. Pre-

pegs oder konstruktive Maßnahmen wie der Einsatz von Faser-Kunststoff-Verbunden als Verrippung.

Des Weiteren sollte das Potenzial weiterverfolgt werden, Einarbeitungszeiten zu minimieren, wel-

ches die hybriden Tiefziehwerkzeuge aufgrund ihrer Nachgiebigkeiten bietet. So könnte durch die

Steuerung der Werkzeugnachgiebigkeit mittels passiver oder aktiver Konstruktionselemente zwischen

bzw. während Tiefziehoperationen der Werkstofffluss oder die Werkzeuggeometrie gezielt zur Her-

stellung von Gutteilen beeinflusst werden. Dies würde den Rapid-Tooling-Charakter des hybriden

Tiefziehwerkzeugs weiter hervorheben.

Unabhängig vom hybriden Tiefziehwerkzeug ist der Einsatz der hier entwickelten Applizierung von

Hartstoffschichten auf Kunststoffen auch in anderen Bereichen, wie z.B. für Sportgeräte, denkbar.

So könnte bei Sportbooten aus Faser-Kunststoff-Verbunden durch die Verwendung der thermisch

gespritzten Schichten die Verschleißbeständigkeit erhöht werden.
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A Anhang

A.1 Anhang zu Kapitel 4

A.1.1 Herleitung der Verschiebung am Ziehkantenradius mittels Ersatzmodells

Im Nachfolgenden wird die Herleitung der Gleichung 4.7, basierend auf Abbildung 4.9, gegeben.

Das in Abbildung 4.9 dargestellte System ist statisch unbestimmt gelagert. Zur Superposition wird die re-

präsentative Ersatzfeder des Ersatzmodells Polymerhinterguss als statisch Überzählige aufgefasst. Im ersten

System ergibt sich die Verschiebung ∆zF durch die Einzellast F . Im zweiten System ist die Verschie-

bung ∆zCP aufgrund der Ersatzfeder CP entgegengerichtet. Aufgrund der Verträglichkeit ergibt sich die

Verschiebung ∆z im Punkt A zu:

∆z = ∆zF −∆zCP (A.1)

Die Verschiebung ∆zF aufgrund der Einzellast F ergibt sich zu:

∆zF = F ·
l3Zk

48 · ẼI
(A.2)

und für die Verschiebung ∆zCP zu:

∆zCP = FCP ·
l3Zk

48 · ẼI
(A.3)

Hierbei ist I das Flächenträgheitsmoment des Balkens, welches mit

I =
b · h3

F

12
(A.4)

definiert ist. Die Variable FCP ist die Federkraft des Ersatzmodells Polymerhinterguss:

FCP = CP ·∆z (A.5)

∆z =
FCP
CP

(A.6)

Durch Einsetzen erfolgt:

FCP
CP

= F ·
l3Zk

48 · ẼI
− FCP ·

l3Zk
48 · ẼI

(A.7)

FCP = CP ·
F · l3Zk

48 · Ẽ · I + l3Zk · CP
(A.8)
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und schließlich durch Einsetzen von Gleichung A.6:

∆z =
F · l3Zk

48 · Ẽ · I + l3Zk · CP

=
σp,Zk · l4Zk · b

4 · Ẽ · b · h3
F + l3Zk · EP ·

AP
hP

(A.9)
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A.1.2 Energiebetrachtung einer hydraulischen Presse während des Tiefziehens

Im Nachfolgenden ist die energetische Betrachtung der Auswirkung leichter Tiefziehwerkzeuge im Umform-

prozess anhand Abbildung 4.24 für die in Kapitel 4.3 nicht berücksichtigten Zeitabschnitte Beschleunigung

(t0 → t1), Eilsenken (t1 → t2), Druckzeit, Entlasten und Umschalten (t4 → t5) und Bremsen vor OT

(t7 → t8) dargestellt.

Für den Bereich Beschleunigung (t0 → t1) gilt:

Wt0 = mbew · g · hhub,0 (A.10)

Wt1 = mbew ·
(
g · hhub,1 +

1

2
· v2
Eil

)
(A.11)

Hierbei sind Wt0 und Wt1 die Energien zum Zeitpunkt t0 bzw. t1 und vEil die Werkzeuggeschwindigkeit

beim Eilsenken. Die Hubhöhe zum jeweiligen Zeitpunkt ist durch hhub,0 =OT und hhub,1 gegeben. Mit

g wird die Erdbeschleunigung gekennzeichnet. Der Unterschied der beiden Energieniveaus Wt0 und Wt1

hängt davon ab, welche Geschwindigkeit vEil zum Zeitpunkt t1 gewünscht ist. Üblicherweise reicht das

Schwerefeld der Erde für die Beschleunigung aus, sodass keine weitere pressenseitige Energiezu- oder -abfuhr

erforderlich ist. In diesem Fall gilt:

Wt0 = Wt1 (A.12)

Damit ist diese Beziehung unabhängig von der bewegten Masse mbew.

Für den Bereich Eilsenken (t1 → t2) gilt:

Wt2 = mbew ·
(
g · hhub,2 +

1

2
· v2
Eil

)
| entspricht Gl. 4.11 (A.13)

Die beiden Energieniveaus Wt1 und Wt2 unterscheiden sich nur durch die Höhe der potenziellen Energien

aufgrund der unterschiedlichen Hubhöhen hhub,1 und hhub,2, da die Eilgeschwindigkeit vEil gleich bleibt.

Demnach findet eine Energieabfuhr vom Zeitpunkt t1 zu t2 statt. Dies ist i.d.R. durch Reibungsverluste

gegeben bzw. kann ein Teil dieser Energie gespeichert und für den Rücklauf (t6 → t7) verwendet werden.

Im Bereich Druckzeit, Entlasten und Umschalten (t4 → t5) findet abhängig vom Tiefziehprozess ei-

ne Kalibrierung statt, in der eine zusätzliche Pressenkraft appliziert wird. Da die Pressenkraft i.d.R. we-

sentlich höher als die resultierende Gewichtskraft der bewegten Masse mbew ist, wird letztere in diesem

Zeitschritt vernachlässigt.

Im letzten Bereich Bremsen vor OT (t7 → t8) gilt:

Wt7 = mbew · g · hhub,7 +
1

2
·mbew · v2

Eil | entspricht Gl. 4.18 (A.14)

Wt8 = mbew · g · hhub,8 = Wt0 (A.15)
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Ähnlich wie im Bereich Beschleunigung (t0 → t1) reicht i.d.R. das Schwerefeld der Erde zum Abbremsen

aus, sodass unabhängig von der Masse mbew gilt:

Wt7 = Wt8 (A.16)
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A.2 Anhang zu Kapitel 5

A.2.1 Herleitung der resultierenden Kraft und deren Angriffspunkt aufgrund von

Eigenspannungen in der Spritzschicht

Für die Betrachtung der Eigenspannungen in der Spritzschicht ist es zweckmäßig, den angenommenen

Eigenspannungsverlauf auf eine resultierende Kraft zu reduzieren. Die Bestimmung der resultierenden Kraft

FR,Eig,S und deren Angriffspunkt zR erfolgt mithilfe von Abbildung A.1.

x yy x

z z

Spritzschicht

h
S

z
R

b
S

A

�
Eig,S

F
R,Eig,S

�
Eig,S,a

�
Eig,S,i

Abbildung A.1: Herleitung der resultierenden Kraft und deren Angriffspunkt aufgrund von Eigen-

spannungen in der Spritzschicht

Hierbei ist hS die Schichtdicke und bS die Breite der Beschichtung. Die Größen σEig,S,a und σEig,S,i
beschreiben die äußeren Eigenspannungen in der Beschichtung. Es wird ein linearer Eigenspannungsverlauf

zwischen den beiden Außenflächen angenommen. Damit ergibt sich die resultierende Kraft FR,Eig,S zu:

FR,Eig,S = bS ·
hS∫
0

(
σEig,S,a − σEig,S,i

hS
· z + σEig,S,i

)
dz (A.17)

= bS ·
[

1

2

σEig,S,a − σEig,S,i
hS

· z2 + σEig,S,i · z
]hS

0

=
1

2
· bS · hS · (σEig,S,a + σEig,S,i) (A.18)

und die Lage des Kraftangriffspunkts zR zu:

zR =
bS

FR,Eig,S
·
hS∫
0

(
σEig,S,a − σEig,S,i

hS
· z2 + σEig,S,i · z

)
dz (A.19)

=
bS

FR,Eig,S
·
[

1

3

σEig,S,a − σEig,S,i
hS

· z3 +
1

2
· σEig,S,i · z2

]hS
0

= 2 · hS ·
1
3σEig,S,a + 1

6σEig,S,i

σEig,S,a + σEig,S,i
(A.20)
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A.2.2 Herleitung der Festigkeit σm,S und der Bruchdehnung Aε,S in der Spritzschicht

mittels Dreipunktbiegeversuchs

Die Herleitung der Festigkeit σm,S und der Bruchdehnung Aε,S erfolgt anhand der Abbildung A.2.

F

y y

z, z

h
B

h

z
B

e

S
B

S
S

S
S

h
S

z
S

E A
B B
,

E A
S S
,

Spritzschicht Hinterbau

Querschnitt: b
S

�l
A

~

~

~xy

z

h
B

h
S

Abbildung A.2: Herleitung Festigkeit σm,S und der Bruchdehnung Aε,S in der Spritzschicht mittels

Dreipunktbiegeversuchs

Der Momentenverlauf M aufgrund der applizierten Kraft F ergibt sich zu:

M (x) =
1

2
F · x | 0 ≤ x ≤ ∆lA

2

An der Stelle x = ∆lA
2 führt dies zu:

→M

(
∆lA

2

)
=

1

4
F∆lA (A.21)

Mit dem E-Modul EB als Bezugsmodul lassen sich die Wichtungen ausdrücken zu:

n1 =
EB
EB

= 1 n2 =
ES
EB

Die ideelle Querschnittsfläche Ã wird aus der Summe der beiden Teilflächen gebildet:

AB = bS · hB AS = bS · hS

Ã = n1 · bS · hB + n2 · bS · hS

= bS · (hB + n2 · hS) (A.22)
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Somit errechnet sich die Lage des ideellen Schwerpunkts S̃ zu:

e =
1

Ã
· (n1ABzB + n2ASzS)

=
1

bS · (hB + n2hS)
·
[
bS · hB ·

(
−hS

2

)
+
ES
EB
· bS · hS

hB
2

]
=

1

2 · (hB + n2hS)
·
[
ES
EB
· hShB − hBhS

]
=

1

2 ·
(
hB + ES

EB
hS

) · [hBhS · (ES
EB
− 1

)]
(A.23)

Das ideelle Flächenträgheitsmoment Ĩ ergibt sich aus den Flächenträgheitsmomenten der Einzelflächen

AB und AS zu:

Ĩ = n1 ·
(
IB + z̃2

B ·AB
)

+ n2 ·
(
IS + z̃2

S ·AS
)

|z̃B = zB − e z̃S = zS + e

=

[
bSh

3
B

12
+

(
hS
2
− e
)2

· bShB

]
+
ES
EB
·

[
bSh

3
S

12
+

(
hB
2

+ e

)2

· bShS

]

= bS

([
h3
B

12
+ hB ·

(
hS
2
− e
)2
]

+
ES
EB
·

[
h3
S

12
+ hS ·

(
hB
2

+ e

)2
])

(A.24)

Die ideelle Spannung berechnet sich zu:

σ̃ =
M

Ĩ
· z̃ =

1
4F ·∆lA

Ĩ
· z̃ (A.25)

Die maximale Spannung im äußeren Bereich der Spritzschicht und damit σm,S folgt aus:

σm,S = n2 · σ̃ (z̃max) | mit z̃max =
h

2
+ e =

hB + hS
2

+ e

σm,S = n2 ·
1

4
· F ·∆lA

Ĩ
·
(
hB + hS

2
+ e

)
=
ES
EB
· 1

4
· F ·∆lA

Ĩ
·
(
hB + hS

2
+ e

)
(A.26)

Die Bruchdehnung Aε,S lässt sich berechnen zu:

Aε,S =
M
(

∆lA
2

)
ẼĨ

· z̃max

=
1

4
· F∆lA

EB Ĩ
·
(
hS + hB

2
+ e

)
(A.27)
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A.3 Anhang zu Kapitel 7

A.3.1 Herleitung der Spannungen in der Spritzschicht σV,S, basierend auf dem

Ersatzmodell

Das Ersatzmodell zur Beschreibung der Spannungen σV,S in der Spritzschicht an der Ziehkante in Abbildung

A.3 ist statisch unbestimmt.
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Abbildung A.3: Ersatzmodell zur Analyse der Spannungen in der Spritzschicht an der Ziehkante

Zur Ermittlung der vorliegenden Belastung auf den Verbundträger – Spritzschicht und Faser-Kunststoff-

Verbund – wird daher eine Ersatzkraft F̃ bestimmt, welche die Resultierende aus dem System Verbundträger

und Ersatzmodell Polymerhinterguss darstellt. Diese ergibt sich analog zu Anhang A.1.1 zu:

F̃ = F − FCp = F −

(
1− EP ·AP

hP
·

l3Zk
48 · Ẽ · I + l3Zk ·

EP ·AP
hP

)
(A.28)

Durch Umstellen und Substitution der Kraft F durch die Kontaktspannung ergibt sich so:

F̃ = σP,Zk · lZk · b︸ ︷︷ ︸
Äußere Belastung

·

1−
EP ·AP
hP

· l3Zk
48 · ẼF · Ĩ + l3Zk ·

EP ·AP
hP︸ ︷︷ ︸

Ersatzmodell Polymerhinterguss

 (A.29)

Analog zum Anhang A.2.2 ergibt sich für die maximale Spannung im äußeren Bereich der Spritzschicht:

σV,S = nB · σ̃ (z̃max) | mit z̃max =
h

2
+ e =

hF + hS
2

+ e

= nB ·
M

Ĩ
·
(
hF + hS

2
+ e

)
= nB ·

1

4
· lZk
Ĩ
·
(
hF + hS

2
+ e

)
· F̃ (A.30)
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Dies führt schließlich zu:

σV,S = nB ·
1

4
· lZk
Ĩ
·
(
hF + hS

2
+ e

)
︸ ︷︷ ︸

Verbundwerkstoff

· σP,Zk · lZk · b︸ ︷︷ ︸
Äußere Belastung

·

1−
EP ·AP
hP

· l3Zk
48 · ẼF · Ĩ + l3Zk ·

EP ·AP
hP︸ ︷︷ ︸

Ersatzmodell Polymerhinterguss

 (A.31)

Hierbei ist Ĩ das ideelle Flächenträgheitsmoment des Verbundwerkstoffs

Ĩ = b ·

([
h3
F

12
+ hF ·

(
hS
2
− e
)2
]

+ nB ·

[
h3
S

12
+ hS ·

(
e− hF

2

)2
])

(A.32)

und e beschreibt die Lage des ideellen Schwerpunktes:

e =
1

2
· 1

hF + nB · hS
· [hf · hS (1− nB)] (A.33)
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