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Kurzfassung

Die europaweiten Bestrebungen zur Senkung von Treibhausgasemissionen werden zu
einem erhohten Bedarf an Verbundbauteilen im Bereich der Mobilitét und Energiedistri-
bution fithren. Das Tiefzieh-VerbundflieBpressen hat das Potential, die Nachfrage nach
der Herstellung dieser Verbundbauteile in Massen zu bedienen.

Das Verfahren Tiefzieh-VerbundflieBpressen ermdglicht die Herstellung von Verbund-
wellen aus einem Kern- und einem Blechhalbzeug an der Oberfldche durch eine Kom-
bination aus Tiefziehen und FlieBpressen. Der Fokus der vorliegenden Dissertation liegt
auf der Herstellung von hybriden stahlummantelten Aluminiumwellen. Das entwickelte
analytische Modell zur Vorhersage des Kraftbedarfs kann das untersuchte Verfahren mit
Abweichungen von weniger als 16 % beschreiben. Das Modell ist robust gegeniiber der
Variation — sowohl der Geometrie- als auch der Werkstoffparameter — und kann somit
bei der Werkzeugauslegung verwendet werden.

Als weiteres Teilziel werden die Verbundart und -festigkeit der erzeugten Hybridbau-
teile untersucht. Mittels numerischer Simulationen wird gezeigt, dass ein stoffschliissi-
ger Verbund bei der untersuchten Materialpaarung nicht erreicht werden kann. Auf-
grund der sich durch den Tiefziehprozess einstellenden Zipfelbildung und der Entste-
hung einer inhomogenen Blechdickenverteilung kann jedoch ein Makroformschluss in
axialer und tangentialer Richtung erzeugt werden. Zusétzlich kann die Entstehung eines
Mikroformschlusses aufgrund einer durch Sandstrahlen strukturierten Halbzeugoberfla-
che festgestellt werden. Neben der formschliissigen Verbindung stellt sich infolge der
unterschiedlichen Elastizititsmodule des Kern- und des Rondenwerkstoffs ein Kraft-
schluss ein. Die Verbundscherfestigkeit wird in Push-Out-Tests ermittelt und ist groB3er
als 40 % der Scherfestigkeit des Kernwerkstoffs.

Auf Grundlage der experimentellen Versuchsreihen kann ein umfangreiches Prozess-
fenster aufgestellt werden. Es werden vier mogliche Prozessfehler ermittelt: Beim Tief-
ziehvorgang darf die Kraft zum Stauchen des Kernmaterials nicht kleiner oder gleich
der benétigten Kraft zum Tiefziehen der Ronde sein. Des Weiteren werden die Prozess-
fehler, Riss der Ronde, Spalt zwischen Ronde und Kern und unvollstindiges Ausformen
des Bauteilkopfes, beobachtet. Durch gezielte Wahl der Prozessparameter konnen die
Prozessfehler zuverlédssig unterbunden werden.

Eine Vielzahl an Prozesspotentialen werden aus den Ergebnissen der Grundlagenunter-
suchung und Analyse der Bauteileigenschaften erkannt und technologisch umgesetzt.
Beispielsweise kann mit dem im Rahmen dieser Arbeit patentierten Verfahren Aufweit-
Tiefzieh-VerbundflieBpressen jeder einzelne Absatz einer Welle mit unterschiedlichen,
den Anforderungen an die Absatzoberfliche entsprechenden Werkstoffen umhiillt wer-
den.
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Abstract

The Europe-wide efforts to reduce greenhouse gas emissions will lead to an increased
demand for composite components in the field of mobility and energy distribution. Com-
bined deep drawing and cold forging, called Draw-Forging, has the potential to meet the
demand for mass production of these composite parts.

Draw-Forging enables the manufacturing of composite shafts from a core- and a sheet
metal semi-finished product by a combination of deep drawing and extrusion. The focus
of the basic research is on the manufacturing of steel-clad aluminium shafts. A compre-
hensive process window can be determined on the basis of the experiments. Four possi-
ble process failures are determined. During the deep drawing process, the force required
to upset the core material must not be less than or equal to the force required to deep
draw the blank. Furthermore, the process defects, crack of the blank, gap between blank
and core and not sufficient formed component head are observed. The process errors
can be reliably prevented by the specific selection of the process parameters.

The developed analytical model for predicting the punch force required is able to predict
the punch force with deviations of less than 16%. The model is robust against variations
of the geometry and material parameters and can be used for the tool design. In addition
it gives an insight into the process mechanics.

Furthermore, both a force fit and a form fit, caused by the deep drawing and redrawing
part of the process, were determined. Establishing a material bond by the use of alumin-
ium-steel pairing could be ruled out based on experimental and numerical results. The
joining strength is larger than 40% of the shear yield stress of the aluminium.

Alternative material-pairings, chip-cores, double stepped shafts manufactured by pro-
cess extension of conventional redrawing, are explored demonstrating the technological
potential of the process. In the course of this research the Expanding-Draw-Forging was
developed and the patent is submitted. By utilising annular blanks, it is possible to cover
each step of a shaft with a shell material that meets the load requirements of the step.
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Einleitung 1

1 Einleitung

Die Europiische Union hat eine Reduzierung der Treibhausgasemissionen bis zum Jahr
2030 im Vergleich zum Jahr 1990 um mindestens 40 % im Ubereinkommen von Paris
festgelegt. Erreicht werden soll diese Zielvorgabe durch gesetzliche Bestimmungen, die
insbesondere die Bereiche Klimaschutz, Energie und Mobilitit tangieren (Europdische
Kommission, 2019).

Laut der Verordnung (EU) 20198/631 zur Festlegung von CO-Emissionsnormen fiir
neue Personenkraftwagen und fiir leichte Nutzfahrzeuge miissen neu zugelassene Per-
sonenkraftwagen und Nutzfahrzeuge im Jahr 2030 im Durchschnitt 37,5 % bzw. 31 %
weniger Emissionen ausstoflen als im Jahr 2021. Diese strengen Vorgaben der EU zur
Erfiillung der Zielvorgaben im Bereich Mobilitit fithren zu Bestrebungen der Automo-
bilindustrie, den fossilen Kraftstoffverbrauch entweder durch Entwicklung und Anwen-
dung von Leichtbaustrategien zu senken (Widdermann et al., 2019) oder durch die voll-
standige Elektrifizierung des Antriebsstrangs ganz auf fossile Brennstoffe zu verzichten
(Felz und Liittig, 2018).

Leichtbau ldsst sich durch zwei zentrale Strategien erreichen. Zuerst ist bezogen auf die
umformenden Fertigungsverfahren der stoffliche Leichtbau zu erwihnen. Der Werk-
stoff einer Komponente oder eines bestimmten Bereichs der Komponente, z. B. Stahl,
wird belastungsgerecht durch einen Werkstoff mit vorteilhafteren gewichtsspezifischen
Eigenschaften, z. B. Aluminium, ersetzt. Des Weiteren kann durch den Formleichtbau
die Werkstoffverteilung optimiert werden (Kleiner et al., 2003).

Um die EU-Vorgabe zur Reduktion der Treibhausgase bei der Stromerzeugung zu er-
fiillen, treibt die deutsche Politik den Ausbau der erneuerbaren Energien stetig voran.
Der Anteil an erneuerbaren Energien ist deutschlandweit von 6,2 % im Jahr 2004 auf
15,5 % im Jahr 2017 gestiegen. Weitere Bestrebungen sind nétig, um den Zielwert von
18% Anteil an erneuerbaren Energien im Jahre 2020 zu erreichen (eurostat, 2019). Die
Integration erneuerbarer Energien in die deutsche Stromversorgung birgt einige Heraus-
forderungen. Durch die volatile Energieeinspeisung werden Schaltvorgidnge in den
Schaltanlagen des bundesweiten Verteilnetzes weiter zunehmen (Kohler et al., 2010).
Die Zunahme an Schaltvorgéngen fiihrt zu steigendem Verschleif} an elektrischen Ver-
bindern. Elektrische Verbinder bestehen aus einem kostengiinstigen leitenden metalli-
schen Kern wie Aluminium und zur Verringerung des elektrischen Kontaktwiderstands
aus einer diinnen Hiille aus Kupfer oder Silber (Endres und Best, 2018).

Es ist davon auszugehen, dass durch die Bestrebungen der Europidischen Union die
Treibhausgasemissionen zu senken, es sowohl zu einem steigenden Bedarf an Leicht-
baukomponenten, z.B. Verbundwellen im automobilen Getriebe kommt, als auch mit
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einer erhhten Nachfrage an verschlei3festen elektrischen Verbindern, aufgrund der vo-
ranschreitenden Elektrifizierung des Antriebsstrangs und der volatilen Energieeinspei-
sung in das deutsche Verteilnetz, zu rechnen ist.

Die umformtechnischen Fertigungsverfahren Tiefziehen und KaltflieBpressen sind ge-
eignet, dem Bedarf an Massenprodukten gerecht zu werden. Durch KaltflieBpressen
wurden im Jahr 2019 insgesamt 400 Tsd. Tonnen Teile fur Straenfahrzeuge und
2 Tsd. Tonnen elektrische Erzeugnisse hergestellt. Das Produktionsvolumen fiir Blech-
formteile im Segment der StraBenfahrzeuge lag 2019 bei 2,8 Mio. Tonnen und fiir elekt-
rische Erzeugnisse bei 224 Tsd. Tonnen (Destatis, 2019).

Das Tiefzieh-VerbundflieBpressen vereinigt diese beide Verfahren der Umformtechnik
zu einem Fertigungsprozess, der das Fiigen eines Massivhalbzeugs, auch Kern genannt,
mit einer Blechronde zu einer bestimmten Bauteilgeometrie ermdglicht. So entsteht
z. B. eine einfach abgesetzte Welle aus einem Aluminiumkern und einer, im Vergleich
zum Kerndurchmesser, diinnen Hiille aus Stahl oder Kupfer (Bild 1.1).

b) F.

a) S c)

I
Stempel !
i
Kern *
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Niederhalter
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Ziehring

/, A VL

Bild 1.1: Prozessskizze des Tiefzieh-VerbundflieBpressens a) Werk- und Halbzeugan-
ordnung b) Tiefziehen ¢) VerbundflieBpressen (nach Jéger et al., 2011)

A

Matrize

Im Rahmen dieser Arbeit wird das Tiefzieh-VerbundflieBpressen grundlegend experi-
mentell, numerisch und analytisch untersucht. Aufbauend auf den gewonnenen Erkennt-
nissen werden Prozesspotentiale und deren technologische Umsetzung zur industriellen
Nutzung diskutiert.
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2 Stand der Technik

In diesem Kapitel werden die wesentlichen Erkenntnisse des Voll-Vorwérts-FlieBpres-
sens, ein Verfahren der Kaltmassivumformung, sowie das Tiefziehen, ein Verfahren der
Blechumformung, erldutert. AnschlieBend werden die Ergebnisse vorangegangener Ar-
beiten zum umformtechnischen Fiigen, gegliedert nach den verbundenen Halbzeuggeo-
metrien, beschrieben.

2.1 FlieBpressen

Nach der DIN 8582, die die umformenden Fertigungsverfahren gliedert, ist das Flie$3-
pressen in die Gruppe 2.1, die die Druckumformverfahren beinhaltet, eingeordnet. Eine
tiefergehende Beschreibung gibt die DIN 8583-1. Diese teilt das Fliepressen hinsicht-
lich der Stempelbewegung in Bezug auf den Werkstofffluss in Vorwirts-, Riickwérts-
und Quer-FlieBpressen ein. Die weitere Unterteilung findet beziiglich der entstehenden
Geometrien, in Voll, Hohl und Napf, statt.

Eine andere Gliederung der FlieBpressverfahren kann hinsichtlich der Werkstiicktem-
peratur vor Beginn der Umformung in Kalt-, Halbwarm- und WarmflieBpressen erfol-
gen. Im begrenztem Malle wird das HalbwarmflieBpressen bei einer Werkstiickanfangs-
temperatur von 600 °C bis 800 °C angewendet, um verfahrens- oder werkstoffbedingt
die Umformkréfte zu verringern. Durch die Erhhung der Werkstiicktemperatur nimmt
das Umformvermogen der Werkstoffe zu. Die grofite industrielle Bedeutung hat den-
noch das KaltflieBpressen, wobei die Werkstiicktemperatur zu Beginn der Umformung
gleich der Raumtemperatur ist. Dem erhohten Kraftbedarf des KaltflieBpressens steht
die Energieeinsparung durch den fehlenden Aufwirmprozess des Werkstiicks und der
Werkzeuge gegeniiber. Des Weiteren wird unter Anwendung des KaltflieBpressens eine
hohe Maflgenauigkeit und Oberflachenqualitdt erzielt. In Grenzfillen sind Durchmes-
sergenauigkeiten von ISO-Toleranz IT 6 herstellbar (Lange et al., 2008).

Lange et al. (2008) nennen als Vorteile des KaltflieBpressens die hohe MaBgenauigkeit
und Oberflichengiite in Kombination mit einer grof3en Mengenleistung bei optimaler
Ausnutzung der Einsatzmenge der Werkstoffe und deren Verfestigungspotentiale. Feld-
mann (1959) hebt zusétzlich die durch das KaltflieBpressen verbesserte Kerbzéhkeit und
Dauerschwingfestigkeit hervor. Zudem tragt der nicht unterbrochene Faserverlauf zu
einer Steigerung der Festigkeit senkrecht zu dessen Verlauf bei.

Die Bauteilherstellung erfolgt beim FlieBpressen je nach Komplexititsgrad in Prozess-
folgen, die die verschiedenen Verfahren des FlieBpressens mit weiteren Verfahren der
Kaltmassivumformung (z.B. Anstauchen, Verjiingen) kombiniert (Lange et al., 2008).
Das Gewicht durch Kaltmassivumformung hergestellter Bauteile betrigt im Maximum
ca. 30 kg und im Minimum wenige Gramm (Industrieverband Massivumformung,
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2012). Das Bild 2.1 zeigt eine Auswahl typischer, durch FlieBpressen hergestellter Bau-
teile.

Wihrend der Umformung resultiert die eingebrachte Energie zur Formgestaltung haupt-
sdchlich in einer Erhohung der Werkstiick- und Werkzeugtemperatur. Farren und Taylor
(1925) konnten anhand Temperaturmessungen an Zugversuchen zeigen, dass unter an-
derem bei Aluminium 94,5 % der Umformenergie in Warmeenergie umgewandelt wird.
Steenberg et al. (1999) ermittelten, dass Népfe, hergestellt durch KaltflieBpressen rost-
freier Stihle, Temperaturen bis 500 °C erreichen konnen. Bei der Umformung des Ein-
satzstahls 16MnCr5, der hdufig in der Industrie Anwendung findet, ist von einer maxi-
malen Werkstiicktemperatur von bis zu 350 °C auszugehen (Raedt, 2002). Die MaB3-
genauigkeit der gefertigten Werkstiicke wird durch die temperaturbedingte Aufweitung
der Werkzeuge nur geringfligig beeinflusst. Die temperaturbedingte Aufweitung eines
formgebenden Durchmessers einer Matrize bei einer Werkzeugwandtemperatur von
270 °C betrdgt nur 0,001% des formgebenden Durchmessers (Kling, 1985). Die Werk-
stiickerwdrmung in Kombination mit der Warmeentwicklung, bedingt durch die Rei-
bung zwischen Werkstiick und Werkzeug, fiihrt zu einer temperaturbedingten Beanspru-
chung der Werkzeuge und insbesondere des Schmierstoffsystems (Qin et al., 2000).

Bild 2.1: Typische, durch KaltflieBpressen hergestellte Bauteile (nach Industriever-
band Massivumformung, 2012)

Dem Schmierstoffsystem ist in Bezug auf das KaltflieBpressen von Eisen- und Stahl-
werkstoffen besondere Bedeutung zuzuschreiben. Das FlieBpressen von Blei und ande-
ren Weichmetallen zur Herstellung von Geschosskorpern (Lange, 1988) und Patronen-
hiilsen (Hooker, 1909) wurde schon Anfang des 19. Jahrhunderts durchgefiihrt. Erst
durch das von Singer (1934) patentierte Verfahren zum Aufbringen einer druck- und
dehnungsbestiandigen Zinkphosphattragerschicht zwischen Werkstiickoberflache und
Schmierstoff (Seifen, Molybdéndisulfid) ermdglichte das FlieBpressen von Eisen- und
Stahlwerkstoffen, bei dem der lokale Druck iiber 2500 MPa und lokale Oberfldchendeh-
nungen bis 3000 % betragen konnen (Bay, 1994). Bay et al. (2010) unterteilen die aus
der Literatur bekannten Umweltprobleme in Bezug auf die Schmierstoffsysteme mit
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Phosphattragerschichten in die drei Kategorien: Gesundheit und Sicherheit von Men-
schen, Einfluss auf Maschinen und Bauten und Recycling und Entsorgung von Abfillen,
wobei sich die VerbesserungsmafBinahmen der Industrie vornehmlich auf die Vermei-
dung von Schwermetallen beziehen.

Die Nutzung von Einschichtsystemen ohne Trédgerschicht, basierend auf Polymeren,
Molybdéndisulfid oder Seifen, ist eine MaBnahme zur Vermeidung von umweltschadli-
chen Chemieabfillen (Nittel et al., 2010). Ein Nachteil dieser Schmierstoffsysteme ist,
dass die grofite Minimierung der Reibung sich erst nach mehrmaligen Pressen von
Werkstiicken einstellt. Daher empfehlen Miiller et al. (2013) ein Vorschmieren von
Werkzeugen vor dem ersten Einsatz.

Als weitere Nachteile der Einschichtsysteme nennt Hollmann (2015) unter anderem den
anspruchsvollen Reinigungsprozess nach der Umformung begriindet, durch den fehlen-
den Beizangriff und das Strahlen der Werkstiicke vor der Beschichtung, um Schmier-
stofftaschen auf der Oberfliche zu generieren. Um die Nachteile in Bezug auf die Um-
weltbelastung der Phosphattrigerschichtsysteme und die Nachteile der Einschichtsys-
teme bezogen auf die Leistungsféhigkeit zu verhindern, empfiehlt Hollmann (2015), den
Einsatz einer phosphatfreien Konversionsschicht in Verbindung mit einem Schmierstoff
auf Polymerbasis.

2.1.1 Voll-Vorwirts-Flieipressen

Das VorwirtsflieBpressen ldsst sich hinsichtlich der entstehenden Werkstiickgeometrie
in Voll, Hohl und Napf untergliedern. Im Rahmen dieser Arbeit ist hauptséchlich das
Voll-Vorwirts-FlieBpressen von Bedeutung und wird daher im Folgendem tiefer be-
trachtet. Zusitzlich wird auf die analytische Stempelkraftbeschreibung der Hohl-Vari-
ante eingegangen.

Das Ziel des Voll-Vorwirts-FlieBpressens ist es, Querschnitte, oft zylindrischer Halb-
zeuge, zu verringern. Das Halbzeug befindet sich im Aufnehmer der Matrize. Die Auf-
nehmerwand verhindert das Ausknicken oder radiale Stauchen des Halbzeugs wéihrend
der Umformung (Bild 2.2a). Der Stempel verfihrt in Richtung Halbzeug und driickt
dieses durch den formgebenden Durchbruch der Matrize, auch FlieBbund genannt. Der
Werkstoff plastifiziert und der Querschnitt des Halbzeugs wird verringert (Bild 2.2b).
Ist die gewiinschte Werkstiickgeometrie hergestellt, verfihrt der Stempel in die Aus-
gangsposition und der Auswerfer driickt das Werkstiick aus der Matrize (Bild 2.2¢).

Die geometrischen Prozessparameter des Voll-Vorwirts-FlieBpressens sind der Schul-
teroffnungswinkel 2a und der Umformgrad ¢m der Matrize (Bild 2.4). Der Umformgrad
owm ist definiert als das logarithmierte Verhéltnis der Querschnittsfliche des Aufnehmers
Ac (de) zur Querschnittsfliche des formgebenden Durchbruchs Ary (drv) (Siebel, 1932).
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Der maximal realisierbare Umformgrad bei der Umformung von Reinaluminium liegt
bei pm = 4. Beim FlieBpressen nichtrostendender Chromstihle werden selten Bauteile

mit Umformgraden groBer als gm = 0,7 gefertigt (Lange et al., 2008).
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Bild 2.2: Voll-Vorwirts-FlieBpressen: a) Werkzeugaufbau b) FlieBpressen ¢) Auswer-
fen des Werkstiicks

Der Wert des Schulterdffnungswinkels und des Umformgrads der Matrize grenzt das
FlieBpressen vom Verjiingen ab. Bei der Wahl eines ausreichend kleinen Umformgrads
in Kombination mit einem geringen Schulter6ffhungswinkel wird ein radiales Flielen
bzw. Stauchen des Halbzeugs im Aufnehmer der Matrize verhindert. Wird bei einer
Querschnittsreduzierung kein Aufnehmer benétigt, spricht man vom Verjiingen (Lange
et al., 2008). Binder (1980) gibt fiir das Verjingen die werkstoffabhéngigen Grenzen
des Umformgrads zwischen gm = 0,29 und ¢pm = 0,54 und einen maximalen Schulteroff-
nungswinkel bis 2a = 90° an.

Tekkaya (1985) zeigte in numerischen Untersuchungen zum Voll-Vorwérts-FlieBpres-
sen, dass der Umformgrad ¢m genau dem Vergleichsumformgrad auf der Mittelachse
des Bauteils entspricht. Ausgehend von der Mittelachse des Bauteilschaftes nimmt der
lokale Vergleichsumformgrad zum Rand hin zu. Der Werkstofffluss wird im Randbe-
reich der Schulter in axialer Richtung gebremst, geschert und anschlieend gestreckt. In
der Darstellung der Werkstoffverzerrung wihrend des Voll-Vorwirts-FlieBpressens
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(Bild 2.3) ist die Umformhistorie des Werkstoffs im Schulterbereich ebenfalls zu erken-
nen.

Kopf Schulter Schaft

Stationdre Umformung

Umformgrad Matrize ¢, = 1,0
Schulterdffnungswinkel 2a = 90°

Bild 2.3: Darstellung der Werkstoffverzerrung am gerasterten Querschnitt einer Stahl-
welle (nach Ossenkemper, 2018)

Zu Beginn des FlieBpressens, wenn der Werkstoff die Matrizenschulter fiillt, handelt es
sich um einen instationdren Umformvorgang. Dies ist an der abweichenden Verzerrung
des Netzlinienrasters im Vergleich zum stationdren Bereich deutlich zu erkennen. Aus-
gehend vom instationdren Bereich bis vor die Matrizenschulter, befindet sich der stati-
onire Bereich der Umformung (Lange et al., 2008).

Der inhomogene Werkstofftluss, ausgehend von der Bauteilmitte zum —rand, kann die
Prozessfehler Oberflachenrisse und im Werkstiick innenliegende Risse, sogenannte
Chevronrisse, hervorrufen. Oberfldchenrisse entstehen aufgrund der Scherung des
Werkstoffs am Matrizenaustritt (Soyarslan und Tekkaya, 2009). Soyarslan et al. (2008)
haben festgestellt, dass die Rissentstehung im Bauteilinneren auf einen hydrostatischen
Zugspannungszustand in der Umformzone zuriickzufiihren ist. In weiteren Untersu-
chungen stellten Tekkaya et al. (2017) einen Einfluss der Bauteilschiadigung ohne sicht-
bares Versagen auf die Bauteilbelastbarkeit fest. In Laststeigerungsversuchen wurde ge-
zeigt, dass je groBer der hydrostatische Zugspannungsanteil wiahrend der Umformung
ist, desto weniger Belastungszyklen hielten die Bauteile stand. Die Entstehung, Wachs-
tum und Vereinigung von Poren (Lemaitre, 1985) und die dadurch verminderte Leis-
tungsfihigkeit der Bauteile definieren Hering et al. (2018) nicht als Schadigung in Form
von Versagen, sondern als einen Kennwert der die Leistungsfahigkeit des Bauteils be-
schreibt.

Das Modell zum analytisch ermittelten Spannungsverlauf wihrend des Voll-Vorwirts-
FlieBpressens eines zylindrischen Werkstiickes nach Lange (1988) basiert auf der ele-
mentaren Plastizitdtstheorie nach Siebel (1932). Das Modell ist in Bild 2.4 dargestellt
und wird im Folgenden erldutert. In der elementaren Plastizitatstheorie wird ein homo-
gener Forminderungszustand vorausgesetzt. Bei einer axialsymmetrischen Umformung
bedeutet dies, dass es sich bei den Spannungen, Axialspannung o7, Radialspannung oy
und Tangentialspannung oy, entlang der Mittelfaser um Hauptspannungen handelt.
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Bild 2.4: Modell des Spannungszustands beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen (nach
Lange, 1988)

Zug Druck

Der Werkstoff beginnt am Einlauf des Schulterdffnungswinkels (Ac) zu plastifizieren.
Die zur Umformung benétigte Kraft wird tiber den Stempel induziert. Hieraus resultiert
die Axialspannung o, = Fs;/ Ac. Da es sich bei der Axialspannung um das Resultat einer
von auflen eingeleiteten Kraft handelt, wird die Axialspannung als gré3te Hauptspan-
nung angenommen. Am Schulterausgang der Matrize (4rp) kann der Werkstoff unge-
hindert axial flieBen. Daher gilt hier o, = 0. Es handelt sich um eine homogene Formén-
derung eines Vollzylinders. Daher gilt o; = 61. Nach Tresca (1864) ergibt sich die Flie-
spannung k¢ zu:

kf = Omax ~ Omin = 0z — Or . (22)

Verfestigungsbedingt gilt krp < kr1. Aufgrund dessen sind die Spannungsverldufe nicht
parallel angeordnet.

Tekkaya et al. (1985) untersuchten analytisch, numerisch und experimentell sowohl den
Last- als auch den Eigenspannungsverlauf beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen ausfiihr-
lich. Sie unterteilten den Umformvorgang in die Teilbereiche FlieBpressen, Entlasten
und AusstoBen des Werkstiicks. Ebenso ist die elastische Riickfederung der Matrize
wihrend des Entlastens und AusstoBens modelliert worden. Es wurde gezeigt, dass der
Ausstofivorgang in Kombination mit der elastischen Riickfederung des Matrizendurch-
bruchs einen signifikanten Einfluss auf die resultierenden Eigenspannungen hat
(Bild 2.5). Im Falle der Axialspannung ist eine Vorzeichenumkehr im Randbereich fest-
gestellt worden. Dorfschmidt (1982) beschreibt den Umformvorgang wihrend des Aus-
werfens am Bauteilrand, ausgeldst durch die Riickfederung der Matrize, als Dressieren
und Prégepolieren. In experimentellen Untersuchungen stellte er fest, dass der Schulter-
offnungswinkel und der Umformgrad der Matrize den grofiten Einfluss auf die resultie-
renden Eigenspannungen haben.
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Bild 2.5: Numerisch ermittelte Eigenspannungen des stationdren Bereichs nach dem
FlieBpressen und nach dem Auswerfen (nach Tekkaya, 1985)

Dieses Ergebnis deckt sich mit den Ergebnissen von Hénisch (2015). Er untersuchte den
Verzug von kaltumgeformten Wellen nach einer anschlieBenden Wéarmebehandlung.
Hierbei werden die Eigenspannungen ausgeldst und es kommt teilweise zum Verzug der
Bauteilgeometrie. Auch Hénisch nennt den Umformgrad als wesentlichen Einflussfak-
tor auf die Eigenspannungen und den daraus resultierenden Verzug. Die Umformtechnik
stellt nicht mehr nur die Geometrie der Bauteile her, sondern beeinflusst gezielt die Bau-
teileigenschaften Hérte, Eigenspannungen und Schidigung (Tekkaya et al., 2015).

Wihrend des FlieBpressens miissen die Werkzeugkomponenten hochster mechanischer,
tribologischer und thermischer Beanspruchung standhalten (Engel, 1996). Zusitzlich
zum verschleifbedingten Ausfall der FlieBpresswerkzeuge ist der Werkzeugbruch das
hiufigste Ausfallkriterium. Bei der Herstellung komplexer Umformgeometrien oder der
Verwendung von vergleichsweise festen oder stark verfestigenden Halbzeugwerkstof-
fen versagen bis zu 100 % der Werkzeuge durch einen Ermiidungsbruch (Reiss, 1987).
Die auftretenden hohen Krifte wihrend der Umformung fithren zu hohen Radialspan-
nungen in der Matrize. Um die Werkzeugbeanspruchung zu minimieren, wird die Mat-
rize mit Hilfe von einem oder mehreren Armierungsringen vorgespannt (Bild 2.2). Bei
einer kegeligen Armierungsgeometrie erfolgt das Fiigen iiber ein Einpressen der Matrize
in den Armierungsring/-verband. Armierungsringe zylindrischer Form werden ther-
misch aufgeschrumpft (Lange et al., 2008). Groenbaek und Nielsen (1994) untersuchten
die Verwendung von Bandarmierungen. Sowohl die Steifigkeit des Werkzeugverbunds
als auch die Lebensdauer der Matrize konnte im Vergleich zum herkommlichen Armie-
rungssystem verbessert werden. In weiteren Untersuchungen wurde gezeigt, dass die
benotigte Kraft zum Auswerfen des Bauteils durch ein Entspannen der Bandarmierung
verringert werden konnte (Groenbaek, 2011).
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Charakteristisch fir den Stempelkraftverlauf beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen ist der
lineare Anstieg bis zum Erreichen der Stelle (1) (Bild 2.6). Dies ist einerseits auf die
elastische Stauchung des Halbzeugs, andererseits auf elastische Verformungen im Sys-
tem Halbzeug-Werkzeug zuriickzufiihren. Im weiteren Verlauf wird die Matrizenschul-
ter mit Werkstoff gefiillt. Die in der Regel
schlechter mit Schmierstoff versehene Stirn-
seite des Halbzeugs legt sich an die Schulter
der Matrize an. Der Kraftbedarf steigt bis
zum Stempelkraftmaximum in (2) an. Zwi-
schen (2) und (3) verlisst die Stirnfliche des
Halbzeugs die Matrizenschulter und der
Kraftbedarf fillt. Der Bereich (3)-() bildet
den quasistationdren Zustand der Umfor-
mung ab. Aufgrund der abnehmenden Reib-  Bild 2.6: Stempelkraftverlauf beim
fliche zwischen Bauteilkopf und Matrizen- Voll-Vorwirts-FlieBpressen
Aufnehmer sinkt der Kraftbedarf linear (nach Lange, 1988)

(Lange et al., 2008).

h

-

Stempelkraft F,

A J

Stempelweg s,

2.1.2 Stempelkraftberechnung

Die Stempelkraftberechnung nach Siebel (1932) fiir das Voll-Vorwiérts-FlieBpressen be-
ruht auf einer Weiterentwicklung des Streifenmodells. Das Streifenmodell dient zur Ab-
bildung von Walzoperationen (Siebel, 1925) und wurde von Siebel und Pomp (1928)
auf axialsymmetrische Umformvorginge, genannt Scheibenmodell, erweitert. Die ge-
samte erforderliche Stempelkraft Fs; setzt sich aus dem ideellen Kraftanteil und weiteren
zusétzlichen Verlusten zusammen. Es wird zwischen inneren und duf3eren Verlusten dif-
ferenziert. Innere Verluste beschreiben Schiebungsvorgiange Fs innerhalb des Werkstof-
fes, wohingegen duflere Verluste auf Reibungen Fr zwischen den verschiedenen Kom-
ponenten zuriickzufiihren sind. Die Kraft zur Uberwindung der Wandreibung ldsst sich
erneut in die Krifte Wandreibung im Aufnehmer Frc und Wandreibung an der Matri-
zenschulter Frs unterteilen. Die Summe aller Kraftanteile ldsst sich wie folgt zusam-
menfassen (Lange, 1988):

FSt = Fi + FS + FRC + FRS' (23)

Im Folgenden wird die Herleitung des ideellen Kraftanteils iiber die Umformarbeit er-
lautert. Es gelten die gleichen Annahmen wie bei der Beschreibung des Spannungszu-
stands. Das Modell beruht auf der Idee, dass eine Scheibe die Umformzone, das heif3it
vom Schultereinlauf bis zum Schulterauslauf, durchquert und dabei im Durchmesser
verringert und, aufgrund der Volumenkonstanz, in der Hohe um Adz vergroBert wird
(Bild 2.7). Es wird von einer infinitesimalen Hohe der Scheibe ausgegangen. Daher ist
der Winkel zu vernachlissigen (Lange, 1988).
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Bild 2.7: Modellbildung zur Berechnung der ideellen Umformarbeit beim Voll-Vor-
wirts-FlieBpressen nach (nach Lange, 1988)
Die zu verrichtende ideelle Arbeit W;, die die verlustfreie Umformung der Scheibe be-
schreibt, wird tiber folgende Gleichung berechnet:
dW; = AzedAeo,edr+AedAzeo,. 2.4)

In beiden Summanden der Gl 2.4 ist jeweils ein Anteil von dV enthalten, um den die
Scheibe beim Verschieben um dz einerseits in der Dicke zunimmt und andererseits im
Durchmesser abnimmt. Mit Hilfe der Kontinuititsbedingung

AV = A o Az = konstant, 2.5)
dAV =dAeAz+AedAz=0, (2.6)

dA .
AzedA=—Aeddz= AV —, @7

und durch Einsetzten der Gl. 2.7 in G1.2.4 ergibt sich der ideelle Arbeitszuwachs zu

dA
dW, = AV « T (o,—0.). (2.8)

Durch Verwendung der FlieBbedingung nach Tresca Gl. 2.2 in Gl. 2.8 erhélt man

dA
AW, = AV« —= < ks (2.9

Die verlustfreie Umformung innerhalb der Umformzone mit einem Eingangsquerschnitt
Ac und einem Endquerschnitt Ary ldsst sich durch Integration innerhalb dieser Grenzen
wie folgt berechnen:
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AFb
dA
w,=V f kee . (2.10)
A
Ac
Bei verfestigenden Werkstoffen wird die folgende Vereinfachung getroffen
keo +k
o= fo T K1 (2.11)
2
Durch Ersetzten von kr durch ke, und Berechnen des Integrals erhilt man
Ac
Wi =Vekg e ln (—) . (2.12)
App
Mit der Beziehung zwischen Arbeit W; und Kraft Fj
Fi (2.13)
W = V * —
1 Ac

und Einsetzen der Gl. 2.1 und GI. 2.13 in GI. 2.12 erhilt man den ideellen Kraftanteil

Fi=Ac*kim * Oum- (2.14)

Zur Berechnung der Reibanteile wird ein konstanter bekannter Reibkoeffizient u
(Coulomb'sche Reibmodell) verwendet. Wichtig zu erwéhnen ist, dass bei der Berech-
nung der Wandreibung im Aufnehmer von einem konstanten Innendruck im Aufneh-
mer, der gleich der Hohe der FlieBspannung £ ist, ausgegangen wird. Diese Annahme
trifft im Realprozess nicht zu (Lange, 1988).

Auf die Herleitung der weiteren Kraftanteile wird im Rahmen dieser Arbeit verzichtet.
Diese kann mit Hilfe der angegebenen Literatur nachvollzogen werden. Die Gleichun-
gen zur Berechnung aller Kraftanteile des Voll-Vorwirts-FlieBpressens sind in Tab 2.1
dargestellt. Ebenso werden die Gleichungen zur Berechnung der Kraftanteile des Hohl-
Vorwirts-FlieBpressens mit mitlaufendem Dorn gezeigt. Hierbei wird ein Halbzeug in
der Form eines Hohlzylinders (Flache des Halbzeugs An) mit Hilfe eines um einen Dorn
ergénzten Stempels und einer Matrize zu einer hohlen abgesetzten Welle gepresst. Diese
Gleichungen finden in der spiteren analytischen Beschreibung Anwendung. Sowohl das
Verfahren als auch die Herleitungen der Gleichungen konnen zum Beispiel im (Doege
und Behrens, 2010) nachvollzogen werden und werden nicht weiter in diesem Kapitel
erlautert.

Die analytische Berechnung beschreibt zunéchst nur den Kraftbedarf Fs; des quasistati-
oniren Prozessbereichs. Es wird ein mittlerer Kraftbedarf berechnet. Zur Berechnung
der maximalen Umformkraft F's;max ist die Kenntnis eines Kraftverlaufsfaktors mr nétig
(Mikelt, 1961).
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Tabelle 2.1: Berechnung der Kraftanteile beim Voll- und Hohl-Vorwiérts-FlieBpressen
(nach Doege und Behrens, 2010)

Voll-Vorwirts Flielpressen

Fi Fs Frs Frc

Z.kfm.(pM.M.AC n’dc'l'kfm'[l
sin(2a)

2
Ac * ki * oM §'a°kfm°AC

Hohl-Vorwirts Fliepressen

Fi Fs Frs Frc

2 okime @y oAy mwede o Lok o u
sin(2a)

1
Ay * kim * ¢u E'a'kfm'AH

Dieser Faktor beschreibt das Verhiltnis der mittleren Kraft Fs; zu der groften Kraft
Fsimax. Der genaue Wert des Faktors ldsst sich liber experimentelle Versuche bestim-
men, in denen gleichartige Bedingungen vorliegen (Mikelt, 1961). Dannemann und Hu-
ber (1969) stellen die enge Verkniipfung von Umformwirkungsgrad und Kraftverlaufs-
faktor heraus, auf die dieselben prozessbezogenen Einflussfaktoren wirken.

2.2 Tiefziehen

Das Tiefziehen wird nach DIN 8582 in die Kategorie Zugdruckumformen eingeordnet.
Die DIN 8584-3 beschreibt das Tiefziehen als das Zugdruckumformen eines Blechzu-
schnitts (auch Folie, Platte, Tafel, Platine oder Ronde) zu einem offenen oder einseitig
geschlossenen Hohlkorper oder das Zugdruckumformen eines Hohlkorpers mit dem
Ziel der Querschnittsverringerung. In beiden Fillen ist eine Anderung der Blechdicke
nicht gewollt. Die DIN 8584 untergliedert das Tiefziehen in Tiefziehen mit Werkzeu-
gen, Tiefziehen mit Wirkmedien und Tiefziehen mit Wirkenergie. Das Tiefziehen mit
Werkzeugen wird erneut gegliedert in Tiefziehen mit starrem Werkzeug und nachgiebi-
gem Werkzeug, wobei im Folgenden das Tiefziehen mit starren Werkzeugen tieferge-
hend erldutert wird.

2.2.1 Tiefziehen mit starren Werkzeugen

Das Bild 2.8a zeigt das Verfahrensprinzip des Tiefziehens mit starrem Werkzeug an-
hand eines rotationssymmetrischen Prozesses, das industriell zur Herstellung von Mas-
senprodukten am weitesten verbreitet ist (Doege und Behrens, 2010). Der Werkzeug-
aufbau beim Tiefziehen besteht aus einem Stempel, einem Ziehring und einem Nieder-
halter. Der Blechzuschnitt ist vor Beginn des Prozesses zwischen dem Niederhalter und
dem Ziehring positioniert. Der Stempel zieht den Blechzuschnitt durch die formgebende
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Offnung des Ziehrings. Der Blechwerkstoff flieBt aus dem Flansch nach und der durch
den Niederhalter induzierte Druck verhindert wihrenddessen die Faltenbildung am
Werkstiickflansch und der -zarge.

a) l dy

v

Stempelkantenradius
Ziehkantenradius

., Stempeldurchmesser
Rondendurchmesser
Blechdicke
Niederhalterkraft

5 Stempelkraft
Ziehspalt

b) (D Ziehteiboden (@ Ebene Dehnungam  (3) Zarge @ Flansch
Stempelkantenauslauf

e

Bild 2.8: Tiefziehen a) Werkzeugaufbau und Prozessparameter (nach Doege, 1963),
b) Beanspruchung beim Tiefziehen (nach Simon, 1989)

Im Flanschbereich des Werkstiicks, der aufgrund einer Zug-Druck-Belastung in Rich-
tung der formgebenden Offnung des Zichrings gezogen wird, befindet sich die Haupt-
umformzone (Bild 2.8b). In den Bereichen Stempelkanten- und Ziehkantenradius sowie
Zarge und im Werkstiickboden liegen Spannungszustinde vor, die in andere Umform-
verfahren einzugliedern sind. Im Bereich der Werkzeugradien findet eine Biegeumfor-
mung statt, in der Zarge herrscht eine einachsige Zugspannung vor und der Werkstiick-
boden erfahrt eine biaxiale Zugbelastung (Siebel und Beisswinger, 1955).

Fiir die Beschreibung der Forménderungen beim Tiefziehen gilt die Annahme, dass
keine Dickenidnderung stattfindet und somit die Rondenoberfliche gleich der Werk-
stiickoberfliche ist. Die logarithmische Hauptforminderung des AuBendurchmessers
des Flansches ¢tn berechnet sich nach Panknin (1961) zu

d
o = In (d_R) (2.15)
St
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In der Literatur und Industrie wird als Kennwert des Tiefziehprozesses im Allgemeinen
das Ziehverhiltnis ) verwendet. Der Durchmesser der Ronde dr wird auf den Stempel-
durchmesser ds; bezogen (Lange, 1990).

~ & 2.16
=g (2.16)
Eine Blechdickenidnderung wihrend des Tiefziehvorgangs ist nicht gewollt, aber den-
noch vorhanden. Aufgrund der tangentialen Materialverdrangung kommt es zur Blech-
dickenerhohung im Flanschbereich, wobei die maximale Blechdicke fr max sich nach

Siebel und Panknin (1956) wie folgt berechnet:

tRmax = Tro * \/E . (2.17)

Diese Berechnung beriicksichtigt nicht die Niederhalterkraft und die richtungsabhéngi-
gen Materialeigenschaften. Berechnungen des Blechdickenverlauf beim niederhalterlo-
sen Tiefziehen unter Beriicksichtigung anisotropen Werkstoffverhaltens sind von
Shawki (1961) durchgefiihrt worden. Der Blechdickenverlauf unter Berticksichtigung
der Niederhalterkraft sowie richtungsabhingiger Werkstoffeigenschaften ist von
Schmidt (1983) berechnet worden. Am Ubergang zur Zarge diinnt das Blech aus. Die
geringste Blechdicke liegt im Bereich des Stempelkantenauslaufs vor (Reissner und
Ehrismann, 1987).

Das Bild 2.9 zeigt den qualitativen Stempelkraft-
verlauf des Tiefziehens einer Ronde, der mit dem
Aufsetzen des Stempels auf dem Halbzeug be-
ginnt. Unmittelbar steigt die Tiefziehkraft verfes-
tigungsbedingt steil an. Das Stempelkraftmaxi-
mum wird bei ca. 25 % der Forménderung er-
reicht (Siebel und Beisswénger, 1955). Zur Aus-
legung der Werkzeuge und Auswahl der Presse  Bild 2.9: Stempelkraftverlauf beim

Stempelkraft F

B

Stempelweg s,

muss die maximale Stempelkraft bekannt sein. Tiefziehen (nach Siebel
Grundlegende Ansidtze zur Berechnung der und Beisswinger, 1955)
Stempelkraft wurden durch Siebel (1932) gege-
ben.

FSt = Fi + Fb + FRN + FRZ' (218)

Die ideelle Umformkraft Fi beschreibt den Kraftanteil, der fiir die verlustfreie Zug-
Druck-Umformung im Flansch des Werkstiicks bendtigt wird. Die Verlustanteile der
Stempelkraft werden durch die Riickbiegekraft Fy am Ziehringradius und der Krifte zur
Uberwindung der Reibung der Ronde zwischen Niederhalter und Ziehring Frn und
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Ziehringradius Frz abgebildet. Panknin (1961) ergénzte die ideelle Umformkraft um den
Korrekturfaktor 1,1, der den Mittelwert der Abweichung zwischen der verwendeten
Schubspannungshypothese nach Tesca gegeniiber der exakteren Gestaltinderungsener-
giehypothese nach v. Mises darstellt. Siebel (1932) verwendet einen konstanten Reib-
wert zur Berechnung der Reibung zwischen Niederhalter, Ronde und Ziehring. Lenze
(1982) konnte in Tiefziehexperimenten zeigen, dass der Reibkoeffiezient 4 kein kon-
stanter Wert ist, sondern eine Funktion, die abhidngig von der Niederhalterkraft ist. Beim
Mikrotiefziehen konnten Vollertsen et al. (2004) ebenfalls eine Druckabhéngigkeit des
Reibkoeffizients feststellen.

Die Grenzen des Tiefziehprozesses unter Anwendung eines starren Werkzeugs werden
einerseits durch die Werkstoffeigenschaften und die Geometrie des Halbzeugs, anderer-
seits durch die Bedingungen der Umformung (Werkzeuggeometrie, Temperatur, Ge-
schwindigkeit, Tribologie) und die sich daraus ergebenen Lastpfade (vorherrschende
Spannungs- und Dehnungszustinde) definiert (Sachs et al., 1931).

Die wesentlichen Versagensarten sind Bodenreifler und Faltenbildung. Die Stempelkraft
wird tiber den Ziehteilboden aufgebracht. Somit ist das Tiefziehen ein Umformverfah-
ren mit mittelbarer Krafteinleitung (Oehler und Kaiser, 1993). Ist der Querschnitt der
Zarge nicht fihig die notwendige Ziehkraft zu tibertragen, kommt es zur Einschniirung
mit anschlieendem Riss (Siebel und Beisswénger, 1955). Die Faltenbildung resultiert
aus einer geometrischen Instabilitét, die mit den Euler'schen Knickféllen vergleichbar
ist. Wahrend des Tiefziechens nehmen die tangentialen Druckspannungen zu. Uberstei-
gen diese Druckspannungen die Knicksteifigkeit des Querschnitts am Flansch, entstehen
Falten 1. Art (Geleji, 1961). Zur Verhinderung der Faltenbildung am Flansch (Falten 1.
Art) wird ein Niederhalter eingesetzt, der durch Einbringen einer Drucknormalspannung
die kritische Knickspannung erh6ht und die Faltenbildung verhindert. Gleichzeitig er-
hoht die Niederhalterkraft auch die Stempelkraft beim Tiefziehen und vergréBert die
Rissgefahr (Siebel, 1945). Das Bild 2.10 zeigt das Prozessfenster beim Tiefziehen in
Abhéngigkeit des Ziehverhéltnisses £ und der Niederhalterkraft Fnn. Als weitere Geo-
metrieabweichungen sind Falten an der Zarge (Falten 2. Art), die elastische Riickfede-
rung der Napfzarge und gebenenfalls die durch die Anisotropie des Halbzeugs hervor-
gerufene Zipfelbildung zu nennen (Lange, 1990).

Unter Anwendung der optimalen Niederhalterkraft wird das maximal mogliche Zieh-
verhéltnis, das Grenzziehverhéltnis fmax, erreicht (Bild 2.10). Bei rotationssymmetri-
schen Werkstiicken ist das Grenzziehverhiltnis definiert als das maximale Verhéltnis
zwischen Ronden und Stempeldurchmesser, bei dem ein Gutteil erzeugt wird. Das the-
oretische Grenzziehverhiltnis bei ideeller Umformung ohne Biege und Reibungsver-
luste ist fmax = € = 2,7. Aufgrund dieser Verlustanteile liegt das tatsdchliche Grenzzieh-
verhiltnis bei Stahlwerkstoffen zwischen fmax = 1,6-2,2 (Schey, 1977).
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Amaximale konstante Niederhalterkraft /.,

Arbeitsbereich
(Gutteil)

Niederhalterkraft F,

Falten 1. Art

B
L

o
Fiktives Ziehverhiltnis f, P

Bild 2.10: Prozessfenster Tiefziehen (nach Doege und Behrens, 2010)

Doch nicht nur die Niederhalterkraft hat einen Einfluss auf die Grofle des Grenzzieh-
verhéltnisses. Zur Minimierung der Tiefziehkraft und Erreichen hoher Grenzziehver-
héltnisse sollten moglichst groe Ziehkanten- und (Sellin, 1955) Stempelkantenradien
(Kals, 1971) gewihlt werden. Die Wahl groler Zieh- und Stempelkantenradien begiins-
tigt die Faltenbildung 2. Art und wurde eingehend von Farr (2002) untersucht. Um ein
Bauteil mit grotmoglichen Ziehverhéltnis zu fertigen, ist auch ein ausreichend grof3er
Zichspalt v zu wihlen, um ein Abstrecken des Werkstiicks zu verhindern. Da ein zu
groBBer Ziehspalt die Faltenbildung 2. Art begiinstigt, sollte die GroBe des Ziehspalts der
maximalen Blechdicke #r max entsprechen (Siegert, 2015).

2.2.2 Erweiterung der Tiefziehgrenzen

Soll das Grenzziehverhiltnis (Erstzug) erhoht werden, muss entweder die Zugspannung
in der Zarge verringert oder die Belastungseigenschaft der Zarge erhoht werden. Otto
(2003) nennt folgende angewendeten Maflnahmen:

e Die Verstarkung der Kraftiibertragungszone

e Nachschieben des Werkstoffs an Flansch oder Zarge

e Reibungsminimierung am Niederhalter und Ziehring

e VergroBerung der Reibung zwischen Stempel und Ziehteilboden
o  Werkstiickerwdrmung und Stempelkiithlung

Vollertsen und Lange (1998) erhohten die FlieBspannung in der Kraftiibertragungszone
durch eine laserinduzierte lokale Warmebehandlung und steigerten damit das Grenz-
ziehverhiltnis von Aluminiumronden um 14 %. Auch konnten sie den Einfluss der Wér-
mebehandlung auf die lokale Flie3spannung berechnen. Eine Weiterentwicklung stellt
das Verfahren Tailored Heat Treated Blanks (THTB) dar. Es konnten durch eine kom-
binierte lokale Warmebehandlung und Streckziehen Bleche mit variablen Blechdicken
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(10-20 % der Ausgangsblechdicke) und kontinuierlichen Dickeniibergéngen hergestellt
werden (Merklein und Geiger, 2002). Durch das Tiefziehen von THTB aus Aluminium
mit verstiarkter Kraftiibertragungszone konnte Hofmann (2002) die Ziehtiefe im Ver-
gleich zu einem herkémmlichen Blech gleicher Ausgangsblechdicke nahezu verdoppeln
und das Grenzziehverhéltnis (Erstzug) von f1max = 2,1 auf f1max = 2,6 erthohen. Durch
den Einsatz von Tailored Rolled Blanks und einem elastischen Niederhaltersystem ge-
lang es Meyer (2009), eine Ziehtiefenerhohung um 19 % inklusive einer Reduzierung
des Bauteilgewichts um 9 % bei gleichen mechanischen Bauteileigenschaften zu reali-
sieren.

Nakamura (1987) erhohte die Tiefziehbarkeit durch Nachschieben des Werkstoffs.
Durch flussigkeitsinduzierten Druck auf den Flansch wahrend des Erstzugs von Alumi-
niumblechen, erreichte er ein Grenzziehverhéltnis von fmax = 3,3 bei rotationssymmet-
rischen Werkstiicken.

Eine weitere Moglichkeit zur Erhchung der Grenzziehverhiltnisse, ist der Einsatz von
schwingenden Niederhaltern. Jimma et al. (1998) konnten die Ziehtiefen von Edelstahl
erhohen. Diese Technik wurde unter anderem von Huang et al. (2014) auf das Mikro-
Tiefziehen zur Erhohung der Tiefziehbarkeit von Edelstahlfolien tibertragen. Es wurde
nicht der Niederhalter, sondern die Matrize in Schwingung versetzt. Sie konnten zeigen,
dass das erreichbare Ziehverhiltnis (Steigerung 9,7 %) von der Kombination aus
Amplitude und Foliendicke abhéngt. Sowohl Jimma et al. (1998) als auch Huang et al.
(2014) nennen die Reduktion der Reibung einhergehend mit der Verringerung der Tief-
ziehkraft als Grund fiir die Erh6hung des Ziehverhiltnisses.

Tiefziehen im Weiterzug

Kann aufgrund technischer oder 6konomischer Restriktionen das Ziehverhéltnis im
Erstzug nicht ausreichend erhoht werden, kommt das Tiefziehen im Weiterzug, auch
Weiterschlag genannt, zum Einsatz. Diese Vorgehensweise ist industriell sehr weit ver-
breitet. Der Werkzeugaufbau fiir das Weiterziehen im Gleichlauf ist in Bild 2.11a dar-
gestellt. Eine weitere Moglichkeit ist das Weiterziehen im Umstiilpverfahren (Siebel
und Beisswinger, 1955).

Der Weiterzug kann mehrmals wiederholt werden. Jeder weitere Zug bedingt eine se-
parate Ermittlung des Ziehverhiltnisses f,. Das Ziehverhiltnis S, ist das Verhiltnis des
Stempeldurchmessers des vorherigen Zuges geteilt durch den Stempeldurchmesser des
Weiterzugs. Nachfolgend ldsst sich durch Multiplikation der jeweiligen Ziehverhilt-
nisse das Gesamtziehverhéltnis fes berechnen (Siebel und Beisswianger, 1955).

Bges = B1 X o Bu—1 X By (2.19)
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Bild 2.11: a) Tiefziehen im Weiterzug (nach Siebel und Beisswinger, 1955) b) Weiter-
ziehen mit druckbeaufschlagter Restzarge (nach B6hm, 1984)

Bedingt durch die Werkstoftverfestigung im Bereich der Zarge und Blechdickeninde-
rung nach dem Erstzug, sind im Weiterzug nur geringere Ziehverhiltnisse zu realisieren,
wenn das Ziehverhiltnis im Erstzug maximal gewihlt wurde. Auch wird das maximale
Gesamtziehziehverhiltnis erreicht, wenn im jeweiligen Zug das maximale Ziehverhalt-
nis angewendet wurde (Osterburg, 1973). Siebel und Beisswinger (1955) nennen neben
der Hohe der angewendeten Ziehverhéltnisse sowohl die Grofle des Ziehringwinkels
2ar, als auch den Stempelkantenradius rs: als Einflussfaktor auf das erreichbare Zieh-
verhéltnis im Weiterzug und somit auch auf das erreichbare Gesamtziehverhéltnis. Bei
gering gewihlten Ziehringwinkeln 2or,=45° und einem Stempelkantenradius
rst=1/3 - ds wurden die grofiten Ziehverhéltnisse im Weiterzug realisiert. Neben den
Bodenreiflern in Umfangsrichtung nennen Siebel und Beisswinger (1955) Risse entlang
der Langsachse der Zarge als Prozessfehler. Als Ursache der Rissbildung wird die Kerb-
wirkung der texturbedingten Zipfelbildung genannt. Durch entfernen der Zipfel vor dem
Weiterzug kann dieser Prozessfehler vermieden werden.

Das Gesamtziehverhiltnis von Tiefziehstahlen betrdgt laut Lange (1990) etwa fges = 6,5.
Durch Rekristalisationsglithen zwischen den Ziigen wird die Umformhistorie entfernt
und es konnen hohere Ziehverhiltnisse im Vergleich zum Weiterzug ohne Wiarmebe-
handlung erreicht werden. Bei austenitischen Stihlen findet ein Losungsglithen statt.
Neben der Erhohung der Umformbarkeit wird bei rostfreien Stidhlen durch das Losungs-
glithen eine Homogenisierung der Legierungsbestandteile angestrebt, um die Korrosi-
onsbestiandigkeit nach der Umformung zu gewahrleisten (Maki, 1997).

Weitere technologische Erweiterungen zur Erhchung des Ziehverhéltnisses bzw. der
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Reduzierung der Ziehstufen beim Weiterzug konnen durch das Nachschieben des Flan-
schwerkstoffs realisiert werden. Das von Béhm (1984) patentierte Verfahren und Um-
formwerkzeug zum Gleichlauf-Weiterziehen ist in Bild 2.11b dargestellt. Dieses Ver-
fahren wird ohne Niederhalter und mit Hilfe eines Druckrings (Druckringkraft Fpr)
durchgefiihrt und wurde von Schmoeckel et al. (1985) untersucht. Durch das Nachschie-
ben werden die Zugspannungen in der Zarge reduziert. Das Ziehverhéltnis des ersten
Weiterzugs konnte um 20 % durch mechanisches Nachschieben von £, =1,4 auf
2= 1,7 erhoht werden. Beim Anwenden des mechanischen Nachschiebens im Stiilpzug
erreichte Engel (1985) eine Ziehverhiltniserhohung in Bezug auf das Verhiltnis von
Rondendurchmesser zu Blechdicke zwischen 14%-18%. Thiruvarudchelvan und Travis
(1997) untersuchten das Weiterziehen im Gleichlauf mit hydraulischem Nachschieben.
Der Ziehring ist mit Bohrungen als Einlass fiir das Druckmedium versehen und wird
von einer Dichtplatte verschlossen (Bild 2.12). Durch dieses Werkzeugkonzept ist es
moglich, den Niederhalterdruck und den Nachschiebedruck separat einzustellen.

Fg
Stempel ¢ Dichtplatte
Einlass |_— Einlass
Niederhalterdruck

Nachschiebedruck\

/- Niederhalter

1V

Bild 2.12: Weiterzug mit hydraulischem Nachschieben (nach Thiruvarudchelvan und
Travis, 1997)

Ziehring - gt

Thiruvarudchelvan und Travis (1997) konnten den Niederhalterdruck und den Nach-
schiebedruck so einstellen, dass ein Ziehverhéltnis im Weiterzug von Aluminiumnépfen
[2=2,2 erreicht werden konnte. Konventionell liegt das Ziehverhiltnis im Weiterzug
fiir diesen Werkstoff bei 5> = 1,6.

2.3 Fiigen durch Umformen

Umformende Fertigungstechnologien dienen nicht nur der Definition der Bauteilform
und der mechanischen Eigenschaften (Tekkaya et al., 2015). Zunehmend wird auch das
Fiigen durch plastische Deformation fokussiert (Mori et al., 2013) und bei der Herstel-
lung von bimetallischen Halbzeugen und Bauteilen angewendet. Bimetalle vereinen die
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vorteilhaften Eigenschaften der einzelnen Werkstoffe und werden vielsteig in der In-
dustrie eingesetzt. Haats (1994) fasst die Einsatzgriinde von Bimetallen wie folgt zu-
sammen:

e Festigkeitserhohung,

e Verbesserung der Korrosionsbestiandigkeit,

e Optimierung der thermischen Eigenschaften und elektrischen Leitfihigkeit und
o Beeinflussung der Oberflidchenrauheit.

Héufig werden Ziehen, FlieBpressen und Walzen als fiigetechnische Umformverfahren
zur Fertigung von bimetallischen Halbzeugen und Komponenten eingesetzt (Ciupik,
1984). Im Folgenden werden zuerst die Arten der Fiigeverbindung erldutert. Danach
werden einige vorangegangene Arbeiten zum umformtechnischen Fiigen, gegliedert
nach den gefiigten Halbzeugarten Massiv, Blech und Rohr, vorgestellt.

2.3.1 Arten der Fiigeverbindung

Die DIN 8593-0 definiert das Fiigen als ,,das auf Dauer angelegte Verbinden oder sons-
tige Zusammenbringen von zwei oder mehr Werkstiicken geometrisch bestimmter Form
oder von ebensolchen Werkstiicken mit formlosem Stoff. Dabei wird jeweils der Zu-
sammenbhalt ortlich geschaffen und im Ganzen vermehrt“. Die durch Fiigen realisierte
Verbindung lésst sich in feste und bewegliche Verbindung unterscheiden. Entweder ist
das Aufbringen einer Relativbewegung zwischen den gefiigten Werkstiicken nicht mog-
lich oder mindestens eine Bewegungsrichtung ist lose gelagert, wie zum Beispiel bei
Fiihrungen oder Gelenken (Roth, 1982). Die Schlussarten werden ihrer Art nach in
Kraft,- Form- und Stoffschluss gegliedert und verhindern ein Trennen der Werkstiicke
durch die an der Fiigefliche iibertragenen Krifte (Ersoy, 1975). Das Bild 2.13 verdeut-
licht die Schlussarten anhand zweier gefiigter Balken, wobei die Fiigeverbindung durch
eine Kraft Fx belastet wird.
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Bild 2.13: Schlussarten: a) kraftschliissige, b) formschliissige und c) stoffschliissige Fii-
geverbindung (nach N. N., 2019)
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Zwei feste Korper sind kraftschliissig miteinander verbunden, wenn eine reibschliissige
(vgl. Bild 2.13a), elastische oder feldschliissige Kraft zwischen den Kontaktflachen die
Verbindung der Werkstiicke sicherstellt (Roth, 1982).

Ein formschliissiger Verbund liegt vor, wenn die anliegende Kraft nur normal zu den
Wirkflachen und nur in einem Richtungssinn wirkt (DIN 8593-0). Das Bild 2.13b zeigt
eine formschliissige Spundverbindung in Richtung der wirkenden Kraft F.

Kleben, Schweiflen oder Loten verbinden sowohl gleichartige als auch nicht gleichartige
Metalle stoffschliissig miteinander (Bild 2.13c). Gewdhnlich ist die stoffschliissige Ver-
bindung eine auf Dauerhaftigkeit ausgelegte Art der Verbindung, wobei ein Trennen nur
zerstérend moglich ist. Generell sind chemische Verbindungen stirker als metallische
Verbindungen (Gottstein, 1998).

Stoffschliissiges Fiigen von Metallen

Kommen zwei Phasen unterschiedlicher metallischer Werkstoffe und Gitterstruktur in
Kontakt, wie es bei der Fiigekombination Aluminium und Stahl der Fall ist, entsteht eine
in- oder teilkoharente Phasengrenze. Diffusionsgetriebene Mechanismen koénnen zur
Ausbildung und zum Wachstum intermetallischer Phasen an den Phasengrenzen fithren.
Springer et al. (2011) konnten an im Vorfeld rithrreibgeschweifiter Proben zeigen, dass
fiir das Entstehen einer intermetallischen Phase bei der Herstellung von Aluminium-
Stahl-Verbindungen nur wenige Minuten an Haltezeit bei einer Temperatur von 200 °C
geniigen. Die entstehende intermetallische Phase ist aufgrund der Gitterverspannungen
hirter und sproder als die eigentlichen Werkstoffpartner. Des Weiteren stellen Springer
et al. (2011) einen Zusammenhang zwischen einer steigenden Schichtdicke der Phase
mit einer sinkenden Festigkeit der Fiigeverbindung her (Bild 2.14a). Springer (2011)
zeigte, dass bei steigender Temperatur und Haltedauer die Schichtdicke der intermetal-
lischen Phase vergrofert wird (Bild 2.14b/c). Beim Verbundschmieden von Aluminium
und Stahl mit unterschiedlichen Legierungsanteilen an Silizium und Magnesium stellten
Behrens und Kosch (2011) fest, dass mit steigendem Siliziumanteil die Schichtdicke der
intermetallischen Phase wichst, wohingegen ein steigender Magnesiumanteil zu einer
geringeren Schichtdicke fiihrt.

Die plastifizierenden Fugeverfahren Riihrreibschweiflen und Kaltpressschweiflen sind
Fiigeverfahren, bei denen nicht die Temperatur und Haltedauer, sondern die plastische
Deformation fiir den Erfolg der Fiigeverbindung mafigeblich ist. Das Kaltpresschweiflen
wird laut DIN 14610 als das ,,Pressschweillen, wobei ausschlieBlich anhaltender Druck
aufgebracht wird, der betrachtliche plastische Verformung bewirkt* definiert.

Atomare Bindungskrifte sind der Grund fiir das erfolgreiche Verbinden von Metallen
durch Kaltpreschweiflen. Diese Krifte werden wirksam, wenn Metalloberflichen ohne
gasformige, fliissige oder feste fremde Deckschichten sich bis auf den atomaren Abstand
hin anndhern. Aufgrund der Bindungskréfte entsteht ohne Einwirkung von Druck, Tem-
peratur oder Umformung eine stoffschliissige Fiigeverbindung (Ruge und Krause,
1975). Es gibt mehrere Theorien iiber die metallurgischen Vorgénge, die die atomaren
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Bindungskrifte begriinden. Diese sind von Rischka (1981) zusammengefasst worden.
Die Adhésionstheorie ist sowohl fiir Rischka (1981) als auch fiir Haats (1994) die plau-
sibelste Theorie, die das Auftreten der atomaren Bindungskrifte beschreibt. Die werk-
stoffreinen, d. h. die von Deckschichten befreiten Oberflachen der Verbundpartner ni-
hern sich soweit an, dass die Elektronenhiillen sich vereinigen und die Atome sich fest
verbinden (Chrenov, 1967). Im Ultrahochvaakum konnten Leuheuer und Drews (1979)
deckschichtbefreite Kupferoberflichen ohne dufleren Druck verbinden.
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Bild 2.14: a) Einfluss der Schichtdicke der intermetallischen Phase auf die Festigkeit
(nach Springer et al., 2011) und Einfluss der a) Temperatur und b) Zeit auf
die intermetallische Schichtdicke (nach Springer, 2011)

Auflerhalb des Hochvakuums ist die Annahme von deckschichtfreien Oberflichen als
realitdtsfern anzusehen. Daher nennt Bay (1979) vier Phasen (Bild 2.15), die zu einer
KaltverschweiBung im Produktionsprozess fithren. In Phase @ kommt es zum Kontakt
der Oberflichen der Verbundpartner, wobei deren, im Vergleich zum Grundwerkstoff,
harten und spréden Deckschichten unbeschidigt sind. Mit ansteigender plastischer Ver-
formung und somit OberflachenvergroBerung kommt es zum Bruch der Deckschichten,
der zu einer partiellen Freilegung von reinem Werkstoff fiihrt @. Bei steigender Ober-
flachenvergroBerung und steigendem Normaldruck wird der reine Werkstoff durch die
entstandenen Hohlrdume gepresst ®. Kommen die reinen Werkstoffanteile in Kontakt,
fiihrt dies zur Verschweilung @. Die wichtigsten Parameter zur Erzeugung einer Kalt-
pressschweiflung sind der Normaldruck und die Oberflichenvergroferung. Zudem gibt
es eine werkstoff- und prozessabhingige minimale Oberfldchenvergroflerung. Bay
(1983) erweiterte seine Theorie und stellte ein Modell zur Berechnung der Verbundfes-
tigkeit einer Kaltpressschweilung fiir gebiirstete Metalloberflichen auf, das von Zhang
und Bay (1996) um einen Korrekturfaktor, der die Duktilitdt der Deckschicht abbildet,
erweitert wurde.
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Bild 2.15: Phasen der KaltverschweiBung (nach Bay, 1979)

Auf den Erkenntnissen von Bay aufbauend verdftentlichten Copper und Allwood (2014)
ein Modell zur Vorhersage der Festigkeit einer Kaltpressschweiflung von Aluminium-
verbindungen. Dieses Modell beriicksichtigt unter anderem das eingeschlossene Luft-
volumen, das zur erneuten Oxidation der freigelegten reinen Werkstoffoberfléche fithrt.

2.3.2 Fiigen von gleichartigen Halbzeugen

Massivhalbzeuge werden in der Literatur hdufig durch VerbundflieBpressen gefiigt, wel-
ches nach DIN 8593-5 in die Gruppe Fiigen durch Umformen eingeteilt wird. Die Halb-
zeuge werden auf oder ineinander angeordnet und anschlieBend gepresst. Das Bild 2.16
zeigt eine Auswahl an bislang untersuchten Prozessvariationen.

Das VerbundflieBpressen von rotationssymmetrischen Kupfer- und Aluminiumhalbzeu-
gen in der Voll-Vorwiérts-Variante gemaf3 Abbildung Bild 2.16a wurde von Gumm und
Hoffmann (1965) untersucht. Mit steigender Querschnittsdnderung und somit Oberfla-
chenvergroBerung wurde eine Erhhung der Verbundfestigkeit festgestellt. In weiteren
Arbeiten wurden die Versuche auf die Werkstoffpaarungen Stahl/Kupfer-, Stahl/Nickel-
(Gumm und Ruge, 1968) und Aluminium/Stahl- (Bild 2.16a) sowie Stahl/Edelstahl-
Verbundwellen erweitert (Ruge und Gumm, 1969).

Eine stoffschliissige Verbindung zwischen Aluminium und Stahl generierten Yoshida
et al. (2010) durch VerbundflieBpressen in der Napf-Riickwirts-Variante (Bild 2.16b).
Das Aluminiumhalbzeug wurde zuerst in die Matrize eingelegt, sodass der Stahlwerk-
stoff umgeformt wurde. Sie konnten zeigen, dass ein Biirsten der Oberfldchen vor der
Umformung die Verbundfestigkeit erhoht. An Zugproben, entnommen aus der Ver-
bundzone der Napfwand, konnte eine Festigkeit im Maximum von 140 MPa festgestellt
werden. In weiteren Arbeiten konnten Yoshida et al. (2012) zeigen, dass die Hohe der
Stempelgeschwindigkeit, und somit die Dehnrate, die Verbundfestigkeit nicht beein-
flusst. Untersuchungen einer Probe der Verbundzone im Rasterelektronenmikroskop
ergaben das Vorliegen einer intermetallischen Phase FeAls; (Yoshida et al., 2014).
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Bild 2.16: a) Voll-Vorwirts- (nach Ruge und Gumm, 1969) b) Napf-Riickwirts- (nach
Yoshida et al., 2014) und c) simultanes Napf-Riickwirts und Voll-Vorwérts-
VerbundflieBpressen (nach Wohletz, 2017)

Aluminium —*

Durch simultanes Voll-Vorwirts und Napf-Riickwirts-VerbundflieBpressen konnten
Wohletz et al. (2015) eine stoffschliissige Aluminium/Stahl-Verbindung herstellen
(Bild 2.16¢). Wohletz (2017) konnte zeigen, dass das Atzen der Halbzeugoberflichen
einen besseren Effekt auf die Verbundfestigkeit hat im Gegensatz zum Strahlen,
wodurch hohe Druckeigenspannungen an der Halbzeugoberflache entstehen.

Ossenkemper et al. (2017) formten zuerst durch Napf-Riickwérts-FlieBpressen einen
Stahlnapf. Danach wurde ein Aluminiumkern in den Napf gelegt und anschlieBend
wurde das Hybridhalbzeug in der Voll-Vorwirts-Variante flieBgepresst (Bild 2.17a).
Ossenkemper (2018) konnte durch einen Vergleich von experimentell ermittelten Ver-
schweiflungsparametern der verwendeten Aluminium/Stahl Werkstoffpaarung mit nu-
merisch ermittelten Werten des Kontaktdrucks und der Oberflachenvergrélerung des
VerbundflieBpressens zeigen, dass keine stoffschliissige Verbindung zwischen den Ver-
bundpartnern durch die von ihm untersuchte Variante des VerbundflieBpressens mog-
lich ist. Er konnte sowohl eine mikroformschliissige als auch eine kraftschliissige Ver-
bindung nachweisen. Zusétzlich veréffentlichten Ossenkemper et al. (2019) ein analy-
tisches Modell zur Abschidtzung der kraftschliissigen Verbundfestigkeit, das auf der
Kesselformel basiert.

Durch QuerflieBpressen bei Raumtemperatur wurden zwei im Vorfeld durch Glithen
rekristalisierte Halbzeuge aus Reinaluminium von Lilleby et al. (2009) gefugt
(Bild 2.17b). In Drei-Punkt-Biegeversuchen wurde die Verbundfestigkeit an entnom-
menen Proben aus der Verbundzone ermittelt. Es konnte gezeigt werden, dass die Ver-
bundfestigkeit bis hin zum stoffschliissigen Verbund mit steigender Zapfenldnge und
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somit Oberfldchenvergroflerung zunimmt. Awiszus et al. (2009) fiigten bei 450 °C Alu-
minium und Magnesium durch QuerflieBpressen. Es konnte eine intermetallische Pha-
senbildung nachgewiesen werden.

a) 1 b)

| Aluminium
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Stahl i b / zone
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Bild 2.17: a) Voll-Vorwirts-VerbundflieBpressen eines gefiigten Stahlnapfs mit Alumi-
niumkern (nach Ossenkemper et al., 2017) b) QuerflieBgepresstes Verbund-
bauteil aus Aluminium (nach Lilleby et al., 2009)

Grundlegende Untersuchungen zum gemeinsamen Ziehen ineinander gesteckter Rohre
aus Aluminium und Kupfer wurden durch Gumm (1964) durchgefiihrt. In zehn Stop-
fenziigen wurde die OberflachenvergréBBerung systematisch erhoht. Bis zu einer Ober-
flachenvergroBerung von 100 % wurde ein positiver Effekt auf die Verbundfestigkeit
der Werkstoffpartner festgestellt (Bild 2.18a).

Das Hohl-Vorwirts FlieBpressen zum Fiigen seriell angeordneter Rohre aus Chromstahl
und Aluminium wurde von Ruge und Thomas (1975) erforscht (Bild 2.18b). Die Stirn-
flichen der Rohre, die die Verbundzone bilden, wurden angeschrigt. Zuerst wurde der
Stahl, der Werkstoff mit der hoheren FlieBspannung, durch den formgebenden Durch-
bruch der Matrize gedriickt. Der hohe hydrostatische Druck in der Verbundzone begiins-
tigt die Verbundfestigkeit. In Zugversuchen an Proben aus der Fiigezone konnten Ver-
bundfestigkeiten in der Groflenordnung des verfestigten Aluminiums ermittelt werden.
Wagener und Haats (1994) fugten neben seriell angeordnete auch ineinander gesteckte
Rohre durch Hohl-Vorwirts-FlieBpressen (Bild 2.18c). Sie fiigten Rohre aus Alumi-
nium mit Titan und Edelstahl und konnten in Zugversuchen nachweisen, dass die Ver-
bundfestigkeit die Festigkeit des Aluminiums iiberstieg. Es ist zu erwahnen, dass zur
Verbesserung des Verbunds bei der Werkstoffpaarung Aluminium und Titan die Halb-
zeuge im Vorfeld mit einer Kupferschicht versehen worden waren.

Als weiteres moderneres Verfahren zum umformtechnischen Fiigen von Rohrhalbzeu-
gen ist das Magnetpulsschweiflen zu nennen. Lueg-Althoff (2019) fiigte erfolgreich
Aluminium- und Stahlrohre, wobei das innenliegende Rohr, auch Parent genannt, von
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einer innenliegenden Struktur gegen Einknicken abgestiitzt wurde. Ebenfalls ist es mog-
lich ineinandergesteckte Rohrhalbzeuge durch Rundkneten zu fiigen (Zhang et al.,
2014).

a) b) . c)
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Bild 2.18: a) Verbundrohrziehen, zehn Stufen (nach Gumm, 1964) und Verbundflie$3-
pressen von Rohren b) serielle Anordnung (nach Ruge und Thomas, 1975) c)
parallele Anordnung (nach Wagener und Haats, 1994)

Das Fiigen von Aluminium- und Stahlblechen durch Walzplattieren mit vorgelagertem
Reinigungsprozess wurde von der TRIERER WALZWERK AG (1927) patentiert. Das
Bild 2.19a zeigt das Verfahren und in Bild 2.19b ist ein Schliffbild eines mit Aluminium
(Schichtdicke 50 um) plattierten Stahlblechs zu sehen.
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Bild 2.19: a) Walzplattieren (nach TRIERER WALZWERK AG, 1927) und b) Schliff-
bild eines mit Aluminium plattierten Stahlblechs

Das Walzplattieren verbindet Bleche unterschiedlicher Werkstoffe durch Zusammen-
spiel von Druck, OberfldchenvergroBerung und Temperatur im Walzspalt zwischen den
Walzen (Vaidyanath et al., 1959). Die TRIERER WALZWERKE AG erkannte schon
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im Jahr 1927 den positiven Einfluss von vorheriger Reinigung der Werkstiickoberfla-
chen auf die Verbundfestigkeit und patentierte die Reinigung der Werkstiickoberfla-
chen, z.B. durch Sandstrahlen, direkt vor dem Walzplattierprozess. Neuere Untersu-
chungen der Oberflichenbeschaffenheit und Temperatur beim Walzplattieren von u. a.
Aluminium und Stahl wurden von Senden genannt Haverkamp (2011) durchgefiihrt. Er
konnte zeigen, dass sich bei steigender Temperatur das FlieBverhalten und die Um-
formzone in der Form verédndert, dass die Oberflachenvergroerung abnimmt.

Ein weiteres Fiigeverfahren zur Herstellung von Blech-Blech-Verbindungen ist das par-
tielle Kaltpresschweiflen durch inkrementelles Walzen, das von Schmidt (2018) aus-
fithrlich beschrieben wird. Kollisionsschwei3verfahren, wie z. B. das Sprengplattieren,
Schweiflen mittels verdampfener Folien oder das Magnetpulsschweiflen kénnen eben-
falls als Blech-Blech fiigende Umformverfahren, wobei die Umformung nur auf der
Mikroebene in der Verbundzone stattfindet, genannt werden (Lueg-Althoff, 2019).

2.3.3 Fiigen von ungleichartigen Halbzeugen

Das Fiigen von Rohr- auf Massivhalbzeugen durch Magnetpulsschweiflen wurde u. a.
von Appel und Cramer (2011) untersucht. Sie verwendeten als Werkstoffe die Alumi-
niumlegierung EN-AW 6060 und den Edelstahl 1.4301. Das Bild 2.20 zeigt die herge-
stellten Bauteile.

Edelstahl

Aluminium

Bild 2.20: Bauteil aus Rohr und Massivhalbzeug gefiigt durch Magnetpulsschweiflen a)
Rohr: Edelstahl, Vollprofil: Aluminium (Schlechtteil) und b) Rohr: Alumi-
nium , Vollprofil: Edelstahl (Gutteil) (nach Appel und Cramer, 2011)

Appel und Cramer (2011) gelang es nicht, ein Edelstahlrohr auf ein Vollprofil aus Alu-
minium durch Magnetpulsschweiflen zu fiigen (Bild 2.19a). Die Einkopplung des mag-
netischen Drucks war unzureichend, sodass das Rohr, bestehend aus dem austenitischen
Stahl, nur unzureichend beschleunigt wurde. Eine Verbindung eines Aluminiumrohrs
mit einem Vollprofil aus Edelstahl war hingehend erfolgreich (Bild 2.19b).

Viehweger et al. (2013) nutzten das Knickbauchen zur umformtechnischen Herstellung
von Rohr-Blech-Verbindungen. Der Prozessablauf sowie ein gefiigtes Bauteil werden



Stand der Technik 29

in Bild 2.21 gezeigt. Ein Rohr wird in einem Durchbruch im Blech positioniert. Dann
wird die obere Stirnseite des Rohres mit Druck beaufschlagt. Das Rohr wird an der Aus-
bauchstelle tangential gedehnt und es entsteht ein erster Flansch oberhalb des Blechs ©.
AnschlieBend wird der untere Flansch in gleicher Weise geformt @. Es entsteht eine
formschliissige Verbindung. In weiteren Arbeiten gelang es Viehweger et al. (2015),
den Prozess sowohl analytisch als auch numerisch zu beschreiben und ein Prozessfens-
ter fiir den Stahlwerkstoff E235+N aufzustellen.
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Bild 2.21: a) Fiigen von Blech und Rohr durch Knickbauchen und b) hergestelltes Bau-
teil (nach Viehweger et al., 2015)

Durch den von Alves et al. (2017) vorgestellten Prozess Ansatzformen ist es ebenfalls
moglich, Rohr und Blech durch das Formen von zwei Flanschgeometrien zu verbinden
(Bild 2.22a).
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Bild 2.22: a) Fiigen von Blech und Rohr durch Ansatzformen und b) Bauteil (nach Alves
etal., 2018)
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In diesem Prozess werden die Flansche nicht durch Uberschreiten der zuldssigen Knick-
last des Rohrs geformt. Stattdessen wird der durch Reduzierung der Rohrwanddicke ge-
wonnene Werkstoff zur Herstellung der Flanschgeometrien genutzt. So konnten Alves
et al. (2018) in weiteren Untersuchungen eine formschliissige Rohr-Blech-Verbindung
unterschiedlicher Aluminiumlegierungen herstellen, die einer Biegebelastung von
10 kN standhielt.

In darauffolgenden Arbeiten tibertrugen Alves et al. (2019) ihre Erkenntnisse auf das
Fiigen von Blech und rotationssymmetrischen Massivhalbzeugen durch Ansatzformen
und fligten ein Stahlblech rechtwinklig an einen Stababschnitt aus Aluminium
(Bild 23a). Eine weitere Moglichkeit ein Blech an einen Stababschnitt zu Fiigen, wird
durch Narayanan (2018) gegeben. Dieser stellte zwei Flansche am Stababschnitt durch
Druckwalzen her. Zwischen den Flanschen ist das gelochte Blechhalbzeug formschliis-
sig mit dem Stab verbunden.

a) Stahl

Aluminium
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Bild 2.23: Blech und Massivhalbzeug a) rechtwinklig gefiigt durch Ansatzformen (nach
Alves et al., 2019) und b) umbhiillend gefiigt durch Tiefzieh-Verbundflie3-
pressen (nach Hénisch et al., 2013)

Riss

Jager et al. (2011) patentierten das Tiefzieh-VerbundflieBpressen, bei dem ein Blech
bzw. eine Ronde umhiillend mit einem Massivhalbzeug, auch Kern genannt, gefiigt
wird. Hierbei wird das Blech direkt von dem Kern zu einem Napf tiefgezogen und an-
schlieend erfahren Kern und Napf gemeinsam eine Fliepressoperation. So entsteht
beispielhaft eine einfach abgesetzte Welle aus einem Aluminiumkern und einer, im Ver-
gleich zum Kerndurchmesser, diinnen Hiille aus Edelstahl (Bild 2.23). In der von
Hiénisch et al. (2013) ver6ffentlichten Arbeit war es nicht moglich, ein rissfreies Gutteil
herzustellen.
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2.4 Fazit zum Stand der Technik

Sowohl das FlieBpressen als auch das Tiefziehen sind in der Vergangenheit, jedes ein-
zelne Verfahren fiir sich betrachtet, sowohl analytisch, numerisch und experimentell
ausgiebig untersucht worden. Diese beiden Verfahren der Umformtechnik werden seit
iiber hundert Jahren nicht nur erforscht, sondern auch erfolgreich zur Massenfertigung
von Produkten und Komponenten industriell genutzt.

Die Auswertung von vorangegangen Untersuchungen zum Fiigen durch plastische De-
formation verdeutlicht, dass neben dem Erzeugen von einer form- oder kraftschliissigen
Verbindung, die Erzeugung einer stoffschliissigen Verbindung allgemein angestrebt
wurde. Zur Ausbildung einer intermetallischen Phase sind beim Fiigen bei Raumtempe-
ratur sehr hohe Oberflichenvergroferungen und Drucke in der Kontaktzone nétig. Das
Fiigen bei hohen Werkstofftemperaturen senkt die erforderlichen Oberfldchenvergrofie-
rungen und Drucke zum Herstellen von stoffschliissigen Verbunden erheblich ab.

Die Analyse der vorgestellten Verfahren zum umformtechnischen Fiigen von Rohr-,
Blech- und Massivhalbzeugen zeigt, dass beim Fiigen von gleichartigen Halbzeugen
nicht nur das Verbinden von unterschiedlichen Werkstoffen fokussiert wird, sondern
auch eine gezielte Geometrieherstellung erfolgt. Im Gegensatz zur Verbindung von
gleichartigen Halbzeugen durch Umformen, wird beim Fiigen durch plastische Defor-
mation von ungleichartigen Halbzeugen grofitenteils die reine Verbindung der unter-
schiedlichen Halbzeuge, aber nicht die Geometriednderung zu einer neuen Halbzeug-
oder Bauteilform angestrebt. Einzig das 2011 zum Patent angemeldete, fligende Um-
formverfahren Tiefzieh-VerbundflieBpressen verbindet in der Theorie einen massiven
Kern mit einer Blechronde zu einer Multimaterial-Welle mit einer diinnen Funktions-
fliche. In ersten Verdffentlichungen gelang es nicht eine von Prozessfehlern freie Ver-
bundwelle zu fertigen.
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3 Zielsetzung

Die Bestrebungen zur Senkung von Treibhausgasemissionen wird zu einem erhohten
Bedarf an Verbundbauteilen im Bereich der Mobilitit und Energiedistribution fithren.
Im Kraftfahrzeugbau wird der Anteil an Leichtbaukomponenten sowie auch an elektri-
schen Steckverbindern durch die Elektrifizierung des Antriebsstrangs voraussichtlich
steigen. Durch den Ausbau der erneuerbaren Energien und der damit einhergehenden
Zunahme an Schaltvorgingen im Stromverteilnetz ist zusétzlich mit einer Zunahme der
Nachfrage an elektrischen Steckverbindern zu rechnen. Das Tiefzieh-VerbundflieBpres-
sen hat das Potential, die erh6hte Nachfrage dieser Verbundbauteile zu bedienen.

Ziel dieser Arbeit ist es, das Verfahren des Tiefzieh-VerbundflieBpressens (TVFP)
grundlegend experimentell, numerisch und analytisch zu untersuchen. AnschlieBend
werden die Bauteileigenschaften analysiert. Auf Basis dieser Erkenntnisse werden die
weiteren Prozesspotentiale und deren technologische Umsetzung zur Verbesserung der
Ubertragbarkeit in die Industrie diskutiert.

Aus dem Stand der Technik ist bekannt, dass das Tiefzieh-VerbundflieBpressen das ein-
zige umformtechnische Fiigeverfahren ist, das ungleichartige Halbzeuge nicht nur ver-
bindet, sondern auch die Bauteilgeometrie definiert. In den bisherigen Verdftentlichun-
gen ist es nicht gelungen, eine Verbundwelle, bestehend aus einem Aluminiumkern und
einer Hiille aus Edelstahl, rissfrei als Gutteil zu fertigen. Daher werden in Kap. 4 zu-
nichst das Verfahren vorgestellt und die vorangegangenen Arbeiten analysiert. Das
Bild 3.1 erldutert die Vorgehensweise.

In Kap. 5 wird der grundlegende zu untersuchende Parameterraum unter Beriicksichti-
gung der Ergebnisse aus Kap.4 mit der Werkstoffpaarung Kern: Aluminium und
Ronde: Edelstahl festgelegt. Der Einfluss der Prozessparameter auf den Prozesserfolg
wird experimentell untersucht und ein Prozessfenster abgeleitet. Der Lastpfad wird nu-
merisch untersucht.

Anschlielend erfolgt in Kap. 6 die analytische Beschreibung des Kraft-Weg-Verlaufs,
inklusive deren Validierung, um tiefergehende Erkenntnisse iiber die Prozessmechanik
zu erlangen. Die Vorhersage der Prozesskrifte ist unter anderen Faktoren als essentiell
fiir das Auslegen von Werkzeugen anzusehen.

Die Untersuchung der Verbundqualitit wird in Kap. 7 durchgefiihrt. Die vorhandene
Verbundart bzw. —arten Form, Kraft- und Stoffschluss werden festgestellt und die Ver-
bundfestigkeit ermittelt. Die Untersuchung erfolgt sowohl experimentell als auch nume-
risch.
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Kapitel 4: Vorstellung TVFP

Vorstellung Tiefzieh-VerbundflieRpressen
und Analyse vorangegangener Arbeiten

) 4

Kapitel 5: Experimente

Systematische experimentelle und
numerische Untersuchung

Kapitel 6: Analytik Kapitel 7: Verbund
Analytische Beschreibung der Ermittlung der Verbundart und
Prozessmechanik der Verbundfestigkeit

& &

Kapitel 8: Prozesspotentiale

Ableitung der Prozesspotentiale und
technologische Umsetzung

Bild 3.1: Vorgehensweise der Untersuchung des Tiefzieh-VerbundflieBpressens

Die gewonnenen Erkenntnisse aus Kap. 4 bis Kap. 7 werden verwendet um anschlie-
Bend in Kap. 8 die Potentiale des Tiefzieh-VerbundflieBpressens zur Verbesserung der
Bauteileigenschaften bezogen auf die industrielle Anwendbarkeit herzuleiten und tech-
nologisch umzusetzen.
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4 Verfahrensprinzip des Tiefzieh-Verbundfliepressens

In diesem Kapitel werden die Werkzeug- und Halbzeuganordnung, der Prozessablauf
und die Parameter erldutert. AnschlieBend werden die Ergebnisse vorangegangener Ar-
beiten zum Tiefzieh-VerbundflieBpressen (TVFP) unter Anwendung eines nach dem
Tiefziehen durchgefiihrten Vorwirts-VerbundflieBpressens analysiert.

Prozessablauf
Der Werkzeugaufbau und die Halbzeuganordnung ist vor dem Beginn des Prozesses in
Bild 4.1a dargestellt. Ein Tiefziechwerkzeug ist auf einem herkémmlichen Werkzeug-
aufbau des Voll-Vorwirts-FlieBpressens positioniert (Jéger et al., 2011).
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Bild 4.1: Prozessskizze des Tiefzieh-VerbundflieBpressens a) Werk- und Halbzeugan-
ordnung b) Tiefziehen c) VerbundflieBpressen nach (Jager et al., 2011)

Die Ronde, die die Oberfldcheneigenschaften des Bauteils definieren wird, wird zwi-
schen den Niederhalter und den Ziehring gelegt. Denkbar wire auch eine Fliefpress-
matrize mit entsprechendem Radius an der Offnung der Matrizenoberseite. Der Kern
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wird mittig {iber der Ronde ausgerichtet. Der Stempel befindet sich iiber dem Kern. Der
Niederhalter wird mit der Niederhalterkraft F beaufschlagt und der Stempel verfihrt in
Richtung des Kerns. Sobald der Stempel mit dem Kern in Kontakt kommt, wie in
Bild 4.1b gezeigt, beginnt der Tiefziehvorgang. Der Kern wird in diesem Prozess als
Ziehstempel verwendet. Die Ronde wird durch den Kern in die FlieBpressmatrize gezo-
gen. Das entstandene Hybridhalbzeug besteht aus einem Napf, der den Kern partiell
umihiillt. Wie in Bild 4.1¢ dargestellt, initiiert die kontinuierliche Stempelbewegung den
Prozess des VerbundflieBpressens, wenn das Hybridhalbzeug in Kontakt mit der form-
gebenden Schulter der Matrize kommt. In diesem Prozessschritt ist, wie beim Tiefzie-
hen, eine Beeinflussung der Blechdicke der Ronde nicht beabsichtigt. Ist die gewiinschte
Linge des Schaftes erreicht, verfihrt der Stempel in die Ausgangsposition und der Aus-
werfer stoft das Bauteil aus.

Das FlieSpressverfahren und die Werkzeuggeometrie bestimmen die finale Gestalt des
Bauteils. Nach dem Tiefziehen ist eine Variation des VerbundflieBpressprozesses mog-
lich, wie z. B. Napf-Riickwirts-, Hohl-Vorwirts- oder Querfliepressen (Hénisch et al.,
2013).

Prozessparameter

Die Einteilung der Parameter des Fertigungsprozesses Tiefzieh-VerbundflieBpressen er-
folgt nach den Prozessparametern des Tiefziehens und des VerbundflieBpressens, wie
in Bild 4.2 veranschaulicht. Da der Kern die Funktion eines Tiefziehstempels hat, ver-
fiigt er im Kontaktbereich zwischen Kern und Ronde tiber einen Kernkantenradius rkx,
der dem Stempelkantenradius des Tiefziehstempels beim herkémmlichen Tiefziehen
entspricht (Bild 4.2a).

a) Tiefziehparameter b) VerbundflieRpress-
pHTmetex <-"1; Kerndurchmesser
ich{’ vk | Kernkantenradius
i C |Federsteifigkeit
; /3/7 dy | Rondendurchmesser
1 Ody, : 'ro | Blechdicke
o "z | Ziehradius

. | Ziehverhaltnis Erstzug

de | Aufnehmerdurchmesser

dy, |FlieRbunddurchmesser

2a | Schulteréfinungswinkel
/| | #m |Umformgrad Matrize

~ L‘l
~Schulterdffnungswinke

T

/Matrize

Bild 4.2: Prozessparameter des Tiefzieh-VerbundflieBpressens eingeteilt nach a) Tief-
ziehen und b) VerbundflieBpressen
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Aus dem Durchmessers des Kerns dk und der Ronde dr wird das Ziehverhiltnis 1 de-
finiert:

dr

P = d 4.1

Der Durchmesser des Ziehrings dz wird nicht ausgewiesen, da er dem Durchmesser des
Matrizenaufnehmers dc entspricht (Bild 4.2b). Der Schulterdffnungswinkel a wird, wie
beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen tiblich, im Folgenden immer in 2a angegeben. Der
Umformgrad der Matrize pum ergibt aus dem logarithmierten Verhéltnis der quadrierten
Durchmesser des Matrizenaufnehmers und des FlieBbundes:

d¢

b 42
"%, “r

om =1

Analyse vorangegangener Untersuchungen
In ersten Untersuchungen der Prozessumsetzung des Tiefzieh-VerbundflieBpressens

konnten Hanisch et al. (2013) keine Gutteile durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen unter
Anwendung eines Aluminiumkerns EN AW-6060 und einer Edelstahlronde 1.4301 her-
stellen. Einerseits wurden BodenreiBer beim Uberschreiten des Grenzziehverhiltnisses
beim Tiefziehen festgestellt, anderseits riss die Ronde wihrend des VerbundflieBpres-
sens (Bild 4.3a), wenn das Grenzziehverhiltnis des Werkstoffs beim vorangegangenen
Tiefziehprozess eingehalten wurde.

a) b)
L Kerndurchmesser d, mit 29 28
Blechdicke ¢, 0,5 1

Aluminum in mm
(EN AW-6060) — 33 Rondendurchmesser d;, | 45| 50| 55| 60|65
' Edelstahl Containerdurchmesser - 30
Riss| ¥ 3 (1.4301) |Schulteréffnungswinkel 2a a0°
Umformgrad Matrize ¢,, 1,2

Bild 4.3: a) Bauteil mit gerissener Ronde und b) Parameter der experimentellen Studie
zum Tiefzieh-VerbundflieBpressen nach (Hénisch et al., 2013)

Die im Bild 4.3b dargestellten Prozessparameter verdeutlichen, dass bei der Wahl der
Parameter die bekannten Einflussgrofien auf einen erfolgreichen Tiefziehvorgang nicht
beriicksichtigt wurden. Hinisch et al. (2013) wihlten bei einem Kerndurchmesser
dx =29 mm eine Blechdicke #ro = 0,5 mm aus. Die Wahl eines Ziehringdurchmessers
bzw. eines Aufnehmerdurchmessers dc = 30 mm lidsst den Schluss zu, dass kein Zieh-
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spalt, der die VergroBerung der Blechdicke am Napfrand kompensiert, bei der Prozess-
auslegung berticksichtigt wurde. Diese Erkenntnis kann ebenfalls auf die Wahl eines
Kerndurchmessers dk = 28 mm bei einer Blechdicke dk = 1 mm iibertragen werden. Des
Weiteren wurden die Kerne nicht mit einem Kernkantenradius versehen. Der fehlende
Ziehspalt und Kernkantenradius fiihrt zu hohen Zugbelastungen in der Napfzarge wih-
rend des Tiefziehens. Es wird angenommen, dass aufgrund dieser ungtinstigen Umform-
historie der Rondenwerkstoff bei erneuter Belastung durch das anschlieBende Verbund-
flieBpressen versagte. Diese Vermutung wird durch die Erkenntnisse aus dem Stand der
Technik des Tiefziehens im Erst- und Weiterzug, beziiglich des Einflusses der Pro-
zessparameters Stempelkantenradius und Ziehspalt auf die erreichbare Ziehtiefe, be-
starkt. Daher wird in den folgenden Untersuchungen der Prozess des Tiefzieh-Verbund-
flieBpressens mit entsprechender Wahl des Ziehspalts und des Kernkantenradius durch-
gefiihrt.
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5 Experimentelle und numerische Prozessanalyse

Um den Einfluss der Prozessparameter auf den Erfolg der Bauteilherstellung zu unter-
suchen, wird eine Parameterstudie experimentell durchgefiihrt. Zusitzlich zu der expe-
rimentellen Prozessanalyse wird ein Simulationsmodell des Prozesses aufgebaut, um
Erkenntnisse tiber die lokalen Spannungs- und Dehnungszustéinde wahrend der Umfor-
mung zu gewinnen.

5.1 Versuchsaufbau und Bauteilherstellung

In diesem Kapitel werden der Versuchsaufbau und die Versuchsdurchfiihrung beschrie-
ben. Zuerst werden die verwendete Umformmaschine, die verwendeten Werkzeuge so-
wie die mechanischen Eigenschaften der verwendeten Werkstoffe erldutert, danach wird
die Vorbereitung der Halbzeuge und die Bauteilherstellung erértert. Das Kapitel schlief3t
mit der Beschreibung der hergestellten Bauteile.

5.1.1 Maschine, Werkzeuge und Kennwertermittlung

Maschine

Fiir die Umsetzung der experimentellen Arbeiten bei Raumtemperatur wurde als Um-
formmaschine eine fiir FlieBpressoperationen angepasste hydraulische Ziehpresse vom
Typ SMG HZPUI 260 mit einer maximalen Kraft von 2600 kN und mit einer StoBelge-
schwindigkeit von 6 mm / s ausgewéhlt (Bild 5.1).

Stempelaufnahme mit

; i s
innenliegendem Messdiibel Stempel

Distanzséaule
Matrize eingefasst in
doppelten Armierungsringen
Bild 5.1: Umformmaschine SMG HZPUI 260 und Arbeitsraum mit Werkzeugen zum
FlieBpressen
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Um die im Vergleich zum Tiefziehen hohen Stempelkrifte des FlieBpressens realisieren
zu konnen, wurde der Ziehstdfiel zum konventionellen Tiefziehen mit dem Niederhalter
der Presse durch eine Verbindungsplatte gekoppelt. Da die Maschine kraftgesteuert ver-
fihrt, erfolgte die Einstellung des maximalen Stempelhubs iiber vier im Arbeitsraum
verteilte Distanzsdulen. Die gewiinschte Hublédnge wurde iiber zusitzlich auf den Saulen
platzierte Distanzscheiben realisiert. Ein induktiver Wegaufnehmer registriert die Posi-
tion des Stempels und gibt diese an den Messrechner weiter.

Die Stempelkraft wurde tiber einen Langsmessdiibel der Firma Kistler gemessen. Dieser
befindet sich oberhalb des Stempels in der Driickplatte und funktioniert nach dem pie-
zoelektrischen Effekt. Er gibt {iber einen Ladungsverstérker die Spannungsschwankun-
gen an den Messrechner weiter. Dieser stellt die Stempelkraft tiber die Stempelposition
dar und erstellt somit den Stempelkraftverlauf.

Das Auswerfen des Bauteils nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen erfolgte iiber eine,
durch ein hydraulisches Ziehkissen mit Kraft beaufschlagte, Auswerferstange. Die Aus-
werferstange tibertragt die benétigte Kraft auf den Auswerfer.

Werkzeuge

Die Schnittansicht des verwendeten Tiefziehwerkzeugs ist im Bild 5.2a dargestellt. Das
Tiefziehwerkzeug basiert auf einer gelochten Grundplatte, die mit einer Aussparung fiir
den Ziehring, Gewindestangen fiir die Federn und Fiihrungsstifte fiir den Niederhalter
sowie den Zentrierungen der Ronde und des Kerns versehen ist.

a) b)

Gewindestift

Kernzentrierung

Niederhalter &

Ronden- |
zentrierung N =R

. Matrize

Bild 5.2: a) Aufbau des Niederhalterwerkzeugs b) Gesamtdarstellung der Werkzeuge

Die Kernzentrierung wird durch eine Lochplatte realisiert. Die Rondenzentrierung be-
steht aus einem mehrfach gelochten Blech (X5CrNil8-10). Der Durchmesser des Kerns
und damit der Durchmesser der Kernzentrierung ist kleiner als der Durchmesser des
Stempels. Daher muss der Stempel nach dem Tiefziehvorgang hochgefahren werden.
Nach Entfernen des Niederhalterwerkzeugs, verfahrt der Stempel erneut in Richtung des
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Kerns und das VerbundflieBpressen beginnt. In der industriellen Umsetzung kann die
ununterbrochene Stempelbewegung durch eine verfahrbare Kernzentrierung realisiert
werden. Die Niederhalterkraft Fx wird durch acht nicht vorgespannte Federn wéihrend
des Tiefziehens aufgebracht (Bild 5.2b).

Die Aktivkomponenten, Ziehring und Niederhalter, bestehen aus gehéarteten Schnellar-
beitsstahl HS6-5-2C (62 HRC). Zusitzlich zur Vakuumhértung werden die Oberflachen
mit Titancarbonitrid (TiCN) beschichtet. Die Grundplatte und die Kernzentrierung be-
stehen aus dem Werkstoff C60. Die verwendeten Matrizen fiir den VerbundflieBpress-
vorgang bestehen aus X45NiCrMo4, sind ebenfalls auf 62 HRC gehértet und mit Titan-
carbonitrid beschichtet worden.

Kennwertermittlung

Als Kernmaterial des Referenzparametersets der folgenden Untersuchungen wurde die
Aluminiumlegierung EN AW-6060 im warm ausgelagerten Zustand T66 verwendet.
Als Aluminiumlegierung mit geringerer Festigkeit wurde die Aluminiumlegierung
EN AW-1350A im Zustand H14 gewihlt. Das dritte untersuchte Kernmaterial war zieh-
hartes Kupfer Cu-ETP. Der austenitische rostfreie Stahl 1.4301 im gewalzten Zustand
2R kam als Rondenmaterial (tro = 1/1,5/2 mm) zur Anwendung. Die Materialkennwerte
wurden in Zug- (Dehnrate 0,0047/s, Blechhalbzeug) und Druckversuchen (Dehnrate 1/s,
Rundstange) bei Raumtemperatur ermittelt (Bild 5.3).

2000 -
Experiment

= = = Extrapolation Swift -

= = = Exfrapolation Hockett-Sherby
& 1500 4 —
= s 1
£ “ Stahl_1.4301(ty,= 1,5 mm), ky = 322 MPa
> ,
S 1000 1 =
£ Aluminium_EN AW-6060, &, = 248 MPa
a Kupfer_Cu-ETP, kg, = 187 MPa
< Aluminium_EN AW-1350A, k;, = 58 MPa
T 5001/

— I e e e e e
0
0 0,5 1 1,5 2

Umformgrad ¢

Bild 5.3: FlieBkurven Experiment und Extrapolation bei Raumtemperatur

Fiir die Kernwerkstoffe sind zusitzlich WarmflieBkurven bei 200° C ermittelt worden,
da von einer Temperatursteigerung aufgrund der Dissipation der Umformenergie in
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Wirme auszugehen ist, die die FlieBeigenschaften der Kernwerkstoffe maB3geblich be-
einflusst. Der Temperatureinfluss auf die FlieBeigenschaften des Stahlwerkstoffs wurde
als vernachlédssigbar angenommen. Die Extrapolation der FlieBkurven erfolgte bei den
Kernwerkstoffen aus Aluminium und Kupfer nach dem Hockett-Sherby-Ansatz (Ho-
ckett und Sherby, 1975), um die séttigende Verfestigung abzubilden. Aufgrund der ho-
hen Verfestigungsneigung des Edelstahls wurde in diesem Fall der Ansatz nach Swift
(Swift, 1952) verwendet. Der Stahlwerkstoff mit der Blechdicke fro = 1,5 mm ist zu-
sdtzlich hinsichtlich der Tiefziehbarkeit untersucht worden. Das Grenzziehverhéltnis im
Erstzug betrigt f1,max = 2,2 und im folgenden Zweitzug fa,max = 1,3.

Zur Ermittlung der Reibkoeffizienten zwischen den mit Schmierstoff beschichteten
Kernwerkstoffen und den TiCN beschichteten Werkzeugoberfldchen wurden herkdmm-
liche Ringstauchversuche verwendet (Male et al., 1966). Zur Ermittlung der Reibung
zwischen den beschichteten Ronden und den TiCN beschichteten Werkzeugoberflachen
kam der modifizierte Ringstauchversuch nach Vierzigmann et al. (2013) zur Anwen-
dung. Die ermittelten Reibkoeffizienten sind Tabelle 5.1 zu entnehmen.

Tabelle 5.1: Ermittelte Reibwerte

Kontaktpartner (Schmierstoff: Beruforge 191) Reibkoeffizient
Aluminium EN AW-6060 — Werkzeugstahl TiCN beschichtet u=0,07
Kupfer Cu-ETP — Werkzeugstahl TiCN beschichtet #=0,10
Edelstahl 1.4301 — Werkzeugstahl TiCN beschichtet u=0,05

5.1.2 Vorbereitung der Halbzeuge und Bauteilherstellung

Halbzeuge

Die Kernrohlinge wurden von einem Rundstab durch Sagen getrennt. Nachfolgend wur-
den die Rohlinge auf die geforderten Léngen- und Durchmessermale gedreht (Bild 5.4).
Der Kernkantenradius ist zusétzlich durch eine Drehoperation gefertigt worden.

Die Ronden wurden mittels Laserschneiden aus der Blechtafel getrennt und entgratet.
Nachfolgend musste eine Oberfldchenstrukturierung zur Herstellung von Schmierta-
schen erfolgen, da auf eine Phosphattrigerschicht zur Minimierung der Umweltbelas-
tung verzichtet wurde. Dazu wurden sowohl Ronden als auch der Kerne mit einem mi-
neralischen Schmelzkammergranulat (Durchmesser des Korns: 0,25 - 1,4 mm, Luft-
druck: 6 bar) gestrahlt. In der entstandenen Oberfldchenstruktur verbleibt nach dem
Sandstrahlen ein Teil des Strahlmittels. Um die Beschichtung der Werkzeuge nicht zu
beschéddigen, wurden die Ronden und die Kerne in einem Ultraschallbad in Ethanol fiir
ca. 45 Sekunden gereinigt. Als Schmiermittel kam die Beruforge 191 Suspension der
Firma Bechem GmbH auf Molybdéndisulfidbasis MoS, zum Einsatz. Sowohl die Kerne
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als auch die Ronden wurden auf 120 °C erhitzt. Die Ronden wurden einseitig mit dem
Schmierstoff bestrichen. Die Schmierstoffschicht auf der Kernoberfléche ist durch zwei-
faches Tauchen der Kerne in die Suspension generiert worden. So entstand eine
Schmierstoffschicht mit einem Schichtgewicht auf der Ronde und dem Kern von etwa
17 g/m?. Die Kontaktflachen zwischen Kern und Ronde wurden nicht geschmiert, um
eine Deckschicht zwischen den beiden Kontaktpartnern zu vermeiden und eine unein-
geschriankte Verbundentstehung zu gewahrleisten.

Ségen
und
Drehen Sandgestrahlt,gereinigt
— und
S beschichtet
\

\

\ Sandgestrahit
und

gereinigt

Laserschneiden
und
Entgrate

—>

Bild 5.4: Prozesskette der Halbzeugherstellung und Vorbereitung

Parametervariation

Der Einfluss der Prozessparameter des Tiefzieh-VerbundflieBpressens auf die Machbar-
keit und die Bauteileigenschaften wurde in einer systematischen Parameterstudie unter-
sucht (Tabelle 5.2). Ausgehend von einem Referenzparameterset (Referenz) sind die
Werte der Prozessparameter systematisch erhoht oder verringert worden. Der Radius
der Kernkante rkk, der Radius des Ziehrings rz: und die kumulierte Federkonstante C
der acht Federn, die die Niederhalterkraft FN definieren, wurden konstant mit
rkk = rze =4 mm bzw. C = 400 N/mm gewéhlt.

Das Ziehverhiltnis £ wurde iiber den entsprechenden Rondendurchmesser dr bei
gleichbleibender Kerndurchmesser von dk = 25,5 mm eingestellt. Der Aufnehmer-
durchmesser der Matrize ist ebenfalls konstant dc = 30,2 mm. Die Variation der Blech-
dicke bedingte aber eine Anpassung des Kerndurchmessers, um den von der Blechdicke
abhingigen Ziehspalt einzuhalten. Zuséatzlich zum Kerndurchmesser musste der Durch-
messer der Ronde abweichend vom Referenzset gewihlt werden, um nicht von dem
Ziehverhiltnis 1 = 1,8 des Referenzsets abzuweichen. Die Variation des Umformgrads
der Matrize pm wurde durch Anderung des formgebenden Durchmessers am FlieBbund
der Matrize dfry realisiert.
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Tabelle 5.2: Variation der Prozessparameter des Tiefzieh-VerbundflieBpressens

Parameter ) Referenz (Cp)
Ziehverhiltnis £ 1,6 1,8 2
(dr) (40 mm) (45 mm) (50 mm)
Blechdicke ro 1 mm 1,5 mm 2 mm
(dk) (27 mm) (25,5 mm) (24 mm)
(dr) (48 mm) (45 mm) (43 mm)
Umformgrad pm 0,5 0,7 1
(dv) (23,65 mm) (21,15 mm) (18,2 mm)
Schulter6ffnungswinkel 2a 30° 60° 90°
Kernmaterial Al‘fg“;g;‘m Aluminium 6060 Kupfer Cu-ETP
(FlieBspannung £ bei
Raumtemperatur) (58 MPa) (248 MPa) (205 MPa)

4

/

Um den Einfluss der FlieBeigenschaften bzw. des FlieBspannungsverhiltnisses der
Werkstoffpartner auf die Herstellbarkeit und die Eigenschaften der Bauteile zu untersu-
chen, wurden der Kernwerkstoff des Referenzsets, von der Aluminiumlegierung
EN AW-6060 zu der geringer festen Aluminiumlegierung EN AW-1350A und den
Kupferwerkstoff Cu-ETP, variiert.

5.1.3 Hergestellte Bauteile

In Bild 5.5a wird die Nomenklatur der Bauteilbereiche beschrieben. Ein typisches,
durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen herstellbares Bauteil, hier das Referenzbauteil, be-
steht aus einem Kopf und einer Schulter aus Aluminium und einem teilweise mit Stahl
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ummantelten Schaft aus Aluminium. Generell ist festzuhalten, dass alle Parameterkom-
binationen bis auf die Variation des Kernmaterials zu Aluminium EN AW-1350A, er-
folgreich hergestellt werden konnten (Bild 5.5b). Die benétige maximale Kraft zum
Tiefziehen Fr, der Ronde fiihrt zu einer Fldchenpressung des Kerns, die die FlieBspan-
nung des selbigen iibersteigt. Dies wiederum fiihrt zu einem radialen Flieen bzw. Stau-
chen des Kernwerkstoffs. Daraus folgt, dass die benétigte Tiefziehkraft zum Ziehen der
Ronde geringer sein muss als die Kraft, die zum Stauchen des Kerns benétigt wird.
Diese Prozessgrenze limitiert die moglichen Werkstoffkombinationen des Tiefzieh-Ver-
bundflieBpressens. Ansonsten gelten die aus der Literatur bekannten Grenzen des Tief-
ziehens.

& ric:pf ‘Schulter Schaft Referenz
B, =18|¢y=07
Aluminium  Edelstahl Io= 1,520 = 60°
ro= 1:9|2a=60
6060 T66  1.4301 fo in MM
b) Blechdicke fy, ¢ Schultersffnungswinkel 2a

—— ——
Ziehverhéltnis /3, Umformgrad Matrize g, Kernmaterial

Bild 5.5: a) Bauteilnomenklatur b) Ubersicht hergestellter Bauteile

Ummantelte Linge des Schaftes

Wie in Bild 5.5 zu sehen ist, variiert die ummantelte Lange /u des Schaftes. Sie wird mit
dem Schaftdurchmesser in Relation gesetzt und verglichen. Vernachldssigt man die
elastische Aufweitung der Matrize wihrend des VerbundflieBpressens, entspricht der
Durchmesser der Matrize am Fliebund dr, dem Schaftdurchmesser. Die relative um-
mantelte Lange w ist wie folgt definiert:

Ly

wW=—-—.
drp

(5.1)

Die relative ummantelte Lange wurde an drei Bauteilen jeden Parametersets an je drei
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Stellen ermittelt. Das Bild 5.6 zeigt die gemittelten Werte und die prozentuale Abwei-
chung zum Referenzset. Die grofite relative ummantelte Linge ldsst sich mit der Erho-
hung des Umformgrads von gm = 0,7 auf ¢m = 1,0 herstellen. Die relative ummantelte
Lénge des Parametersets gm = 1,0 ist um 64 % grofer als die relative ummantelte Lange
des Referenzsets gm = 0,7. AbschlieBBend ldsst sich zusammenfassen, dass ebenso eine
Erhohung des Ziehverhiltnisses und des Schulterdffnungswinkels der Matrize zu einer
Erhohung der relativen ummantelten Lénge fiihrt. Die Erh6hung der Blechdicke fiihrt
zu einer Verringerung der relativen ummantelten Lange. Bei einer Erh6hung der Blech-
dicke musste ein geringerer Durchmesser der Ronde gewé#hlt werden, um einen ausrei-
chenden Ziehspalt bei gleichbleibendem Ziehverhdltnis zu gewdhrleisten. Daher ist
keine Aussage tiber die Beeinflussung der Blechdicke auf die ummantelte Lange mog-
lich.

25
| I Standardabweichung
2 64 %
1,5

nz\\l

Relative ummantelte Lange w

05{l,8° 4
=7 N :
Rl < | < o

lReferenzl f,=18 |r,m= 15 mm‘ =07 l 2a=60°

Bild 5.6: Einfluss der Variation verschiedener Prozessparameter auf die relative um-
mantelte Lange w des Bauteilschaftes

Bauteiltemperatur

Nach dem Auswerfen des Bauteils wurde die Bauteiltemperatur 78 mit einem Digital-
thermometer vom Typ GMH 3250 der Firma GREISINGER elctronic GmbH gemessen.
Die Messstelle befand sich mittig auf dem ummantelten Bereich des Bauteilschaftes an
der Position /,/2 (Bild 5.7).

Es werden in Bild 5.7 die Mittelwerte aus fiinf gemessenen Temperaturen je Parameter-
set sowie die prozentuale Abweichung zur gemessenen Temperatur des Referenzsets
gezeigt. Eine VergroBerung der Blechdicke sowie eine Vergroerung des Ziehverhalt-
nisses hat eine Erhchung des Stahlanteils in der Umformzone zur Folge und vergrofert
somit die Umformarbeit. Die groBere Umformarbeit resultiert in einer Steigerung der
Bauteiltemperatur nach der Umformung im Vergleich zur Bauteiltemperatur der Refe-
renz.
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Bild 5.7: Bauteiltemperatur nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen bei Variation ver-
schiedener Prozessparamater

Ebenso fiihrt eine Vergroferung des Umformgrads der Matrize zu einer Erhéhung der
Bauteiltemperatur. Ein groferer Schulter6ffnungswinkel bedingt hohere Scheranteile in
der Umformzone und vergréBert ebenso die Umformarbeit und erhéht daher die Bau-
teiltemperatur.

5.2 Ermittlung der Prozessphasen

Um einen tieferen Einblick in den Prozessablauf und die -mechanik des Fertigungsver-
fahrens zu gewinnen, ist die Kenntnis und Analyse der Prozessphasen unabdingbar. Fiir
die Ermittlung der Prozessphasen wurde der Stempelkraftverlauf des Parametersets Re-
ferenz analysiert. An den jeweiligen charakteristischen Stellen, an denen eine Steigungs-
anderung im Stempelkraftverlauf ermittelt wurde, ist der Prozess gestoppt und das Bau-
teil ausgeworfen worden. Es konnten, wie im Bild 5.8 zu sehen, vier Prozessphasen er-
mittelt werden. Diese werden im Folgenden analysiert.

Phase 1

Der Stempelkraftverlauf der ersten Phase zeigt den charakteristischen Verlauf eines her-
kémmlichen Tiefziehvorgangs (vgl. Kapitel 2.2). Auch bei Anderung des Kernwerk-
stoffs von der Aluminiumlegierung EN AW-6060 der Referenz zu Kupfer Cu-ETP kann
der gleiche charakteristische Verlauf der Stempelkraft in Phase 1 festgestellt werden. Es
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wird angenommen, dass der Kern wie ein herkdmmlicher Tiefziehstempel agiert und
nicht plastisch verformt wird.

Um diese Annahme zu iiberpriifen, wurden die Konturen der Kerne sowohl aus Alumi-
nium als auch aus Kupfer vor Prozessbeginn mit dem Messsystem ATOS der Firma
GOM GmbH optisch erfasst.

Phase 2: Stauchen Phase 4: Voll-
und Aufweiten Vorwarts-Flielpressen
Phase 3: Weiterziehen
Phase 1: Tiefziehen und FlieRpressen
sou ' == Referenz
400

300

200

1001

Stempelkraft /g in kN

r g

90 100 110 120 130 140 150
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Bild 5.8: Ermittelte Prozessphasen exemplarisch dargestellt anhand des Stempelkraft-
verlaufs eines Referenzbauteils

Das System ist kalibriert worden und die anschlieenden Messergebnisse hatten eine
Genauigkeit von 1/-0,02 mm. Nach dem Tiefziehen wurden die Kernkonturen erneut
optisch erfasst und mit den Kernkonturen vor Prozessbeginn in der GOM Mess- und
Auswertesoftware verglichen. Die festgestellten Konturabweichungen werden in
Bild 5.9 exemplarisch fiir einen Kern aus Aluminium gezeigt. Die Vergleiche aller ge-
messenen Konturen weisen eine Abweichung von unter +/-0,015 mm auf und liegen
somit im Toleranzbereich der Messung (+/-0,02 mm). Die Ergebnisse des Vergleichs
der optisch gemessenen Konturen der Kerne vor und nach dem Tiefziehen zeigen keine
Anderung der Kerngeometrie und somit auch keine plastische Verformung des Kerns
wihrend des Tiefziehens. Somit bestdtigen die Ergebnisse die Annahme eines her-
kommlichen Tiefziehvorgangs in der ersten Phase.

Die geringe Stempelkraft nach dem Tiefziehen bis zum Beginn der Phase 2 kann durch
die Reibung zwischen Stahlnapf und Aufnehmerwand der Matrize erklart werden. Der
Napf federt nach dem Tiefziehen elastisch zuriick und kommt in Kontakt mit der Auf-
nehmerwand der Matrize. Die entstehende Reibkraft zwischen Napf und Aufnehmer-
wand muss tiberwunden werden.
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M

Konturabweichung in mm

Bild 5.9: Vergleich der Kernkontur vor und nach dem Tiefziehen

Phase 2

Sobald das hybride Halbzeug, bestehend aus einem mit Stahl partiell ummantelten Alu-
miniumkern, auf die Matrizenschulter trifft, beginnt die zweite Phase. Der Kern wird
erst elastisch und dann plastisch gestaucht und weitet den Stahlnapf erst elastisch und
dann plastisch auf, bis Kern und Stahlnapf die Matrizenwand beriihren.

Phase 3

In Phase 3 findet das VerbundflieBpressen statt. Die Blechdicke des Napfes steigt von
der Kontaktzone Ronde-Kernkantenradius des Napfes bis zum Napfrand prozessbedingt
durch das Tiefziehen bekanntlich an (vgl. Kapitel 2.2). Ebenso steigt die Stempelkraft
bis zu ihrem Maximum an, wenn der aufgedickte Rand des Napfes und somit das grofite
Stahl/Aluminium-Verhédltnis in die Matrizenschulter einflieft. Der aufgedickte
Napfrand verldsst die Matrizenschulter und den FlieBbund. Der Anteil des im Vergleich
zum Rondenwerkstoffs weniger festen Kernwerkstoffs nimmt kontinuierlich in der Um-
formzone zu und die Stempelkraft sinkt. Die Phase 3 kann auch als Tiefziehen im Wei-
terzug der Ronde durch den Kern und FlieBpressen des Kerns definiert werden. Somit
ist das Tiefzieh-VerbundflieBpressen das erste umformende Fiigeverfahren, das eine
Multimaterialkomponente durch Verwendung eines Massiv- und eines Blechhalbzeuges
in zwei simultan stattfindenden Blech- und Massivuamformverfahren herstellt.

Phase 4

In der Phase 4 befindet sich alleinig Aluminium in der Umformzone. Diese Phase ist
daher als herkdmmliches Voll-Vorwirts-FlieBpressen zu definieren. Die Stempelkraft
nimmt ab aufgrund der sinkenden Kontakt- und somit Reibfliche zwischen dem Kern-
werkstoff und der Aufnehmerwand in der Matrize.

5.3 Aufbau und Validierung des Simulationsmodells

Zur tiefergehenden Analyse der vorherrschenden Spannungen und Dehnungen wéihrend
des Tiefzieh-VerbundflieBpressens wurde ein numerisches Modell des Prozesses in der
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kommerziellen Software Simufact Forming V.15 (Implizit, Kontaktalgorithmus: Pe-
nalty) erstellt (Bild 5.10). Aufgrund der Geometrie der Halb- und Versuchswerkzeuge
ist ein axialsymmetrisches Modell aufgebaut worden.

Das anisotrope Materialverhalten des Rondenwerkstoffs wurde nicht betrachtet. Sowohl
der Stempel als auch der Niederhalter wurden als Starkorper definiert. Um die Aufwei-
tung und Riickfederung der Matrize wihrend des Tiefzieh-VerbundflieBpressens zu be-
schreiben ist diese elastisch modelliert worden. Das Materialverhalten der Ronde und
des Kerns ist elastisch-plastisch. Aufgrund der geringen gemessenen Bauteilerwarmung
der Edelstahlronde auf maximal 105 °C (vgl. Kap. 5.1.3) wird von keiner signifikanten
temperaturbedingten Beeinflussung der Flieeigenschaften der Edelstahlronde ausge-
gangen.

a) b)
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Bild 5.10: Simulationsmodell a) Anpassung der Rondengeometrie und b) Vernetzung

Die Simulation wurde ansonsten thermo-mechanisch gekoppelt realisiert. Die Werte der
Parameter zur Beschreibung der Dissipation und des Wirmeiibergangs zwischen den
Halbzeugen, Werkzeugen und der Umgebung sind der Simufact Datenbank entnommen
worden. Die Reibung zwischen Kern und Ronde wurde mit Coulomb‘scher Reibung



Experimentelle und numerische Prozessanalyse 51

durch einen Reibkoeffizienten x = 0,1 beschrieben. Die experimentell ermittelten Reib-
koeffizienten zwischen Kern und Werkzeugen # = 0,07 sowie Ronde und Werkzeugen
4= 0,05 fanden in der Simulation ebenfalls mit Verwendung Coulomb‘scher Reibung
Anwendung. Zur Beschreibung der Verfestigung wurden die experimentell ermittelten
FlieBkurven und Extrapolationen genutzt (vgl. Kap 5.1.1). Es kam zu Kontaktproble-
men zwischen dem Niederhalter und der Ronde wahrend der Simulation des Tiefzie-
hens, da teilweise nur ein Knoten in Kontakt mit dem Niederhalter war. Dieser Ein-
Knoten-Kontakt fiithrte zu unrealistisch hohen Spannungen, die im Weiteren zur Verlet-
zung des Konvergenzkriteriums (Konvergenzschranken: 10-6-10%) fiihrte. Um diese
Kontaktprobleme wihrend der numerischen Abbildung des Tiefziehvorgangs zu behe-
ben, wurde die Rondengeometrie mit einem Radius rr = 0,5 mm versehen (Bild 5.10a).
Somit waren in jedem Inkrement mehrere Knoten in Kontakt mit dem Niederhalter.

Des Weiteren ist der Ziehring in die Matrize integriert worden, um die Anzahl der ver-
wendeten Komponenten und somit die Anzahl Kontaktpartner gering zu halten. Die
Matrize wurde mit dem Ziehringradius 7z versehen. Das Bild 5.10b zeigt die ortsge-
bundene Verfeinerungsbox der Vernetzung, um eine hohere Diskretisierung in der Um-
formzone zu realisieren. Es wurden lineare 4-Knoten-Elemente genutzt, sowie die auto-
matische Inkrementweitenbestimmung verwendet (Durchschnittlich 0,012 mm Stem-
pelweg/ Inkrement, CPU-Zeit gesamt: 12785 s).
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Bild 5.11: Validierung der Simulation durch den Vergleich der Stempelkraftverldufe
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In Bild 5.11 ist der zur Modellvalidierung genutzte Vergleich der numerisch und expe-
rimentell ermittelten Stempelkraftverldufe des Referenzparametersets dargestellt. Die
Stempelkrifte zeigen in der Tiefziehphase eine gute qualitative Ubereinstimmung. Die
numerisch bestimmte maximale Stempelkraft des Tiefziehens iiberschitzt die experi-
mentell ermittelte Stempelkraft um 8 %. Die Abweichungen im qualitativen Vergleich
der experimentell und numerisch ermittelten Stempelkraftverldufe der Phasen zwei bis
vier sind einerseits auf Fertigungsungenauigkeiten der Halbzeuge und andererseits auf
die Messtoleranz der Stempelwegmessung im Experiment zuriickzufiihren. Die Abwei-
chung der maximalen Stempelkraft zwischen Experiment und Simulation betrdgt 10 %.

5.4 Ermittlung der Prozessgrenzen

Im Kapitel 5.1.3 konnte der Prozessfehler ,,Aufstauchen des Kerns* wihrend des Tief-
ziehens bei Verwendung der weichen Aluminiumlegierung EN AW-1350A festgestellt
werden. In weiteren Versuchen, die iiber die beschriebene Parametervariation in Kapi-
tel 5.1.2 hinausgingen, konnten drei weitere Prozessfehler identifiziert werden. In die-
sem Kapitel werden diese Prozessfehler analysiert. AnschlieBend wird ein Prozessfens-
ter aufgestellt und dessen Grenzen mit dem mit dem herkdmmlichen Tiefziehen im Wei-
terzug verglichen.

5.4.1 Analyse der Prozessfehler

In Versuchen wurde der Schulter6ffnungswinkel und der Umformgrad der Matrize bei
ansonsten gleichbleibenden Prozessparametern variiert (Tabelle 5.2, Referenz). Es
konnten die drei Prozessfehler ,,Riss der Ronde*, ,,Unzureichende Ausformung des Bau-
teilkopfs“ und die Entstehung eines ,,Spalts* zwischen Kern und Ronde am Bauteil-
schaft festgestellt werden.

Rissbildung

Es kann ein Werkstoffversagen des Edelstahls wihrend der Umformung in der
FlieBpressmatrize in Form einer Rissbildung in Umfangsrichtung der umbhiillenden
Ronde am Bauteilschaft beobachtet werden (Bild 5.12). Die Napfzarge wird wéhrend
des VerbundflieBpressens entweder durch den innenliegenden Kernwerkstoff gezogen
oder durch den Kernwerkstoff, der mit dem Napfrand in Kontakt ist, durch die Matrize
gedriickt. Die Untersuchung, ob der Driick- oder Ziehvorgang den Weiterzug des Napfes
in der Matrize dominiert und welcher Lastpfad daraus resultiert, wird numerisch
untersucht (Bild 5.13). Es wird ein Partikel auf mittlerer Hohe und Blechdicke auf der
Napfzarge positioniert. Dieser Partikel bewegt sich entsprechend der Umformung. Die
Axial-, Tangential- und Radialspannungen werden in einem Partikel wihrend des
VerbundflieBpressprozesses (Referenzparameter) erfasst und tiber den Weg des
Stempels bzw. des Auswerfers aufgetragen.
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Bild 5.12: Fehlerhaftes Bauteil mit Rissbildung am Bauteilschaft

Das aus dem Tiefziehvorgang resultierende Hybridhalbzeug, ein partiell durch einen
Stahlnapf ummantelter Kern aus Aluminium, kommt in Kontakt mit der formgebenden
Schulter der Matrize. Dies fiihrt zu einem dreiachsigen Druckspannungszustand in der
Napfzarge (1). Der folgende volatile Druckspannungsverlauf wihrend der vollstindigen
Fiillung der Matrizenschulter mit Werkstoft ist begriindet durch Relativbewegungen
zwischen Kern- und Napf sowie Napfund Matrizenschulter. Einerseits staucht der nicht
umbhiillte Kernwerkstoff bis zum Durchmesser des Matrizenaufnehmers auf und driickt
den Napf iiber den Napfrand tiefer in die Matrizenschulter. Andererseits kommt der
Napfboden in Kontakt mit dem Kernwerkstoft, der die Napfzarge gleichzeitig durch die
Matrizenschulter zieht.

Verldsst der Partikel bzw. der betrachtete Bereich der Napfzarge die Matrizenschulter
itber den Ubergangsradius und befindet sich in dem FlieBbund, erfihrt dieser einen
biaxialen Zugspannungszustand (2). Der in der Matrizenschulter befindliche Napfteil
wird reibungsbedingt gebremst. Gleichzeitig eilt der mittig in der Umformzone befind-
liche Kernwerkstoff vor und bringt eine axiale Druckspannung am Napfboden auf, die
eine axiale Zugspannung in der Napfzarge am FlieBbund generiert. Simultan wird der
voreilende Kernwerkstoff im Bereich des FlieSbunds gestaucht.

Dies fiihrt zu einer geringen radialen Druckspannung und einer tangentialen Zugspan-
nung in der Napfzarge am FlieBbund. Die Triaxialitdt # = 0,51 und der Lodewinkel = 0°
zeigen an, dass zu diesem Zeitpunkt ein ebener Dehnungszustand und ein biaxialer Zug-
spannungszustand vorherrscht (Bai und Wierzbicki, 2008). Ebene Dehnung unter Zug-
spannung fiihrt zu einer geringen Umformbarkeit, da der Werkstoff zum frithen Ein-
schniiren neigt (Marciniak et al., 2002). Ubersteigt dieser biaxiale Zugspannungszustand
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die Festigkeit des Ronden- bzw. Napfwerkstoffs, kommt es zum Werkstoffversagen und
somit zum Reiflen der Ronde in Umfangsrichtung.
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Bild 5.13: Numerisch ermittelter Lastpfad der Rondenzarge durch Partikelverfolgung
wihrend der Prozessphasen zwei bis vier mit anschlieBendem Auswerfen
des Bauteils (Referenzparameterset) !

! Beschreibung des Lastpfads ist angelehnt an die Ergebnisse der Masterarbeit von J. Olde: Numerische
und analytische Untersuchung des Tiefzieh-Verbundfliefipressens, Technische Universitdt Dortmund,
2015, betreut durch O. Napierala und A. E. Tekkaya
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Hat der Napfrand die Matrizenschulter verlassen, ist der Eigenspannungszustand des
betrachteten Bereichs Napfzarge nach dem VerbundflieBpressen in Form des stationdren
Spannungsverlaufs zu erkennen. Kommt der Auswerfer in Kontakt mit der Stirnseite
des Bauteilschafts, wandeln sich die Eigen- zu Lastspannungen. Dieser Wandel ist am
deutlichsten in einer Reduzierung der axialen Zugspannungen zu erkennen.

Die Matrize weitet sich elastisch wihrend des VerbundflieBpressens auf. Wihrend des
Auswerfens federt diese zurtick und verjiingt den formgebenden Durchbruch am Flie83-
bund und somit auch den Bauteilschaft. Passiert der betrachtete Bereich der Napfzarge
den FlieBbund (3), zeigt sich dies in einem Wechsel der tangentialen Zugspannung zu
Druckspannung. Die radiale Druckspannung wird ebenfalls erh6ht. Nach dem Auswer-
fen verbleibt eine tangentiale und axiale Eigenspannung im Zugbereich und eine radiale
Druckeigenspannung.

Es ist festzuhalten, dass innerhalb der Matrizenschulter die Druckumformung die Form-
gebung des Napfes wihrend des Weiterzugs dominiert. Verldsst der Napf den Bereich
der Schulter der Matrize, herrscht eine zugspannungsbasierte Umformung vor.

Unzureichende Ausformung des Bauteilkopfs

Bei der Verwendung der FlieBpressmatrizen mit dem Umformgrad ¢m = 0,5 bzw.
om = 0,3 und einem Schulter6ffnungswinkel 2a = 30 bzw. 2a = 60° konnte eine unzu-
reichende Umformung des Bauteilkopfes festgestellt werden (Bild S.14a).

Um die Entstehung dieses Fehlers zu erkldren, wird im Folgenden ein Prozess betrach-
tet, bei dem nur der Durchmesser des Kerns dk = 25,5 mm auf den FlieBbunddurchmes-
ser drp der Matrize abziiglich der doppelten Ausgangsblechdicke #ro = 1,5 mm reduziert
wird. Es ergibt sich der Umformgrad ¢pr, den der Kern durch die Durchmesserreduzie-
rung im Prozess erfihrt.

1 ( di > (5.2)
r=In|l—————|. .
o (dpp — 2 * tro)?

In Tab. 5.3 sind die Umformgrade ¢p: des Kerns unter Anwendung der Matrizen mit
dem Umformgrad ¢gm = 0,3 bis gm = 1,0 gezeigt. Erst ab Verwendung einer Matrize mit
dem Umformgrad gm = 0,5 tiberschreitet der Umformgrad ¢p: die im Stand der Technik
definierte Grenze zwischen Verjiingen und FlieBpressen von ¢m = 0,3. Unter Anwen-
dung einer Matrize pm = 0,5 mit einem geringen Schulter6ffnungswinkels 20 = 30° kam
es dennoch zur unzureichenden Ausformung des Bauteilkopfs, da die zu iiberwindenden
Scherkraftanteile, aufgrund des geringen Schulter6fthungswinkels, zu gering sind.
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Bild 5.14: a) Exemplarische Abbildung des Prozessfehlers der unzureichenden Ausfor-
mung des Bauteilkopfes und b) Vergleichsdehnrate zum Zeitpunkt des
Stempelkraftmaximums

Die numerische Analyse der Verteilung der Vergleichsdehnrate zeigt, dass die benétigte
Kraft zum Weiterziehen des Napfes in Summe mit der benétigten Kraft zum Verjiingen
des Kerns geringer ist als die benétigte Kraft, um den nicht vom Napf umgebenden
Kernwerkstoff bis zur Aufnehmerwand der Matrize zu stauchen. Dies resultiert in dem
Fehlerbild des nicht ausgeformten Bauteilkopfes (Bild 5.14b).

Tabelle 5.3: Umformgrad der Durchmesserreduzierung des Kerns ¢p: bei verwende-
tem Umformgrad der Matrize ¢m und Blechdicke fro = 1,5 mm

Matrize

Umformgrad der Durchmesser-

Umformgrad Durchmesser FlieBbund reduzierung des Kerns ¢p;

Matrize pm drp in mm
0,3 25,8 0,2
0,5 23,65 0,4
0,7 21,15 0,7

1,0 18,2 1




Experimentelle und numerische Prozessanalyse 57

Spalt

An allen gefertigten Bauteilen befindet sich am Bauteilschaft ein Spalt zwischen dem
Napfrand und dem Kernwerkstoff. Der Spalt wurde mit Hilfe der bildgebenden Licht-
mikroskopie erfasst und gemessen. Die Grofe des Spalts ist an je drei Stellen an je drei
Bauteilen je Parametervariation gemessen und gemittelt worden (Bild 5.15).
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Bild 5.15: Einfluss der Variation verschiedener Prozessparameter auf die Spaltgrofe I”

Die Messergebnisse der Spaltgrofe I” zeigen, dass der Prozessparameter Schulteroff-
nungswinkel 2a die GréBe des Spalts /" maBigeblich beeinflusst (Bild 5.16a). Zur Ana-
lyse der Fehlerentstehung wurde die Materialflussgeschwindigkeit in axialer Richtung
wihrend des Tiefzieh-VerbundflieBpressens numerisch ausgewertet (Bild 5.16b). Die
Analyse der Werkstoffflussgeschwindigkeit in axialer Richtung zeigt, dass der Napf
bzw. die Ronde beim Verlassen der FlieBpressschulter durch den voreilenden Kern-
werkstoff, der sich im Napf befindet, unmittelbar auf die Geschwindigkeit des im Napf
befindlichen Kernwerkstoffs beschleunigt wird. Der Kernwerkstoff im Randbereich der
FlieBpressschulter, der sich hinter dem Napfrand in der FlieBpressschulter befindet, wird
aufgrund der Reibung zwischen Kernwerkstoff und Matrizenschulter gebremst. Der
Spalt ist umso grofer, je groBer der Geschwindigkeitsgradient des Werkstoftflusses zwi-
schen Randbereich und Mitte der Matrize innerhalb der Umformzone ist und wird daher
mafgeblich vom Schulter6ffnungswinkel beeinflusst. Der Werkstoff kann mittig der
FlieBpressschulter ungehindert flieBen. Die Scherung des Werkstoffs im Randbereich
an der Matrizenschulter wird durch die Wahl eines gréBeren Schulterdffnungswinkels
erhoht. Dies fiihrt zu einer Verringerung der Werkstoffflussgeschwindigkeit in diesem
Bereich. Zusitzlich vergroBert sich aufgrund der hoheren benétigten Umformkréfte der
Normaldruck innerhalb der Matrize. Dies flihrt zu Erhohung der zu iiberwindenden
Reibkréfte und bremst zusétzlich den Werkstofffluss im Randbereich.
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Bild 5.16: a) Einfluss des Schulter6ftnungswinkels 2o auf die Spaltgréfe /" b) Numeri-
sche Analyse der Materialflussgeschwindigkeit in axialer Richtung

Sowohl durchgefiihrte Salzspriihtests als auch Kondenswassertests ergaben, dass sich
beginnend vom Spalt des Bauteils eine Spaltkorrosion an der Oberfliche des Alumini-
umkerns bildet (durchgefiihrt von der Firma Chemetall GmbH, Herr Dr. Hollmann). Die
Spaltentstehung muss je nach Einsatzbedingung des Bauteils ndher betrachtet werden.

5.4.2 Prozessfenster

Basierend auf den drei Prozessfehlern ,,Riss der Ronde®, ,,Spaltentstehung* zwischen
Napfrand und Kernwerkstoff am Bauteilschaft und ,,unzureichend ausgeformter Bau-
teilkopf™, wird ein Prozessfenster beziiglich der Parameter Schulter6ffnungswinkel 2a
und Umformgrad der Matrize pm erstellt. Das auf experimentellen Ergebnissen basie-
rende Prozessfenster, gezeigt in Bild 5.17, gilt fiir die Werkstoffpaarung Kern: Alumi-
nium EN AW-6060 und Ronde: Edelstahl 1.4301. Da die zulédssige Spaltgrof3e vom Ein-
satzfall des Bauteils abhingt, wird die Prozessgrenze fiir die Spaltgrofe mit 7= 2/3 - tro
definiert. Diese ist als weiche Prozessgrenze anzusehen. Fiir den im Prozessfenster giil-
tigen Parameterbereich ergibt sich eine maximal =zuldssige Spaltgréfie
r=2/3-15mm=1mm.

Die Spaltgrofie erhoht sich mit zunehmenden Schulter6ffnungswinkel. Unter Anwen-
dung eines grolen Umformgrads der Matrize in Kombination mit einem grofen Schul-
teroffnungswinkel steigt die Rissgefahr der Ronde. Im Gegensatz dazu steigt die Wahr-
scheinlichkeit eines unzureichend ausgeformten Bauteilkopfes bei Anwendung niedri-
ger Umformgrade und Schulterdffnungswinkel.

Das Prozessfenster zeigt das erreichte Relative Weiterzugverhiltnis, das das erreichte
Ziehverhéltnis im Weiterzug > durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen in Verhéltnis mit
dem maximalen Ziehverhiltnis im konventionellen Weiterzug Sz max setzt. Das experi-
mentell ermittelte maximale Ziehverhéltnis im konventionellen Weiterzug f2max des
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Rondenwerkstoffs 1.4301 (£ = 1,8; tro = 1,5 mm; Ziehringwinkel 2ar, = 60°) betrigt
ﬂZ,max = 1,4

Relatives Weiterzugverhaltnis ff, I ff, ;...
0,80 0,94 1,12 1,35 1,62
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Bild 5.17: Prozessfenster des Tiefzieh-VerbundflieBpressens (Kern: EN AW-6060,
Ronde: 1.4301)

Im Folgenden wird erldutert, unter welchen Annahmen der Umformgrad der Matrize oM
in das Ziehverhiltnis des konventionellen Weiterzugs > umgerechnet werden kann
(Bild 5.18). Das Ziehverhiltnis des Weiterzugs des konventionellen Tiefziehens ergibt
sich aus dem Verhiltnis des Stempeldurchmessers des Erstzugs ds;,1 und des Weiterzugs

dSt,zi

d
Br=ot (53)
St,2

Der Stempeldurchmesser des Weiterzugs wihrend des Tiefzieh-VerbundflieBpressens
lasst sich unter der Annahme, dass keine Anderung der Blechdicke wihrend des Tief-
ziehens und des Weiterziehens auftritt, wie folgt berechnen:

dsiz = dpy — 2 tgo - (5.4)
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Der FlieBbunddurchmesser dr, kann in Abhingig-
keit des Umformgrads der Matrize pm dargestellt
werden:

Y
d¢ Ody, //
Pm =z (5.5
Fb
ol /
dpy = X 5.6 B /
Fb — \/m ( . ) /
Das Einsetzen der Gl. (5.6) in die Gl. (5.4) fiihrt zu  Bjjd 5.18: Berechnung des
einer Beschreibung des Stempeldurchmessers des Stempeldurchmessers
Weiterzugs dst2 in Abhéngigkeit des Umformgrads im Weiterzug
der Matrize pm:
dc
dst2 =ﬁ—2'tko- (5.7)

Setz man den Stempeldurchmesser des Erstzugs ds;,1 gleich dem Kerndurchmesser dk in
der Gl. (5.3). ergibt sich aus dem zusitzlichen Einsetzten der Gl. (5.7) in Gl. (5.3) eine
von Umformgrad der Matrize pm abhédngige Berechnung des Ziehverhéltnisses des Wei-
terzugs fo:

dg
Po=————— (5.8)

—C __2.¢

Yoo RO
Das relative Weiterzugverhiltnis f2 / fomax in Bild 5.17 zeigt, dass unter Anwendung
des Tiefzieh-VerbundflieBpressens (Umformgrad der Matrize ¢m = 1,2; Schulteroff-
nungswinkel 2a = 60°) das maximal erreichbare Tiefziehverhéltnis im konventionellen
Weiterzug um 35 % erweitert werden konnte. Diese Erweiterung des maximalen Ver-
hiltnisses des Weiterzugs ist auf die druckbeaufschlagte Napfzarge wihrend des Wei-
terzugs zurlickzufithren. Der Napf wird im Weiterzug nicht nur durch Kernwerkstoff im
Inneren gezogen, sondern zusitzlich simultan durch den Kernwerkstoff am Napfrand
durch die formgebende Matrize gedriickt. Dies fiihrt zu einer Reduktion der axialen
Zugspannungen in der Napfzarge im Vergleich zum konventionellen Tiefziehen im
Weiterzug. Durch diese Spannungsiiberlagerung wird das Umformvermogen des Werk-
stoffs vergrofBert.

5.5 Fazit zur Prozessanalyse

Die Analyse der vorangegangenen experimentellen Untersuchungen von Hinisch et al.
(2013) zeigte, dass weder ein Kernkantenradius, der dem Stempelkantenradius beim
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herkémmlichen Tiefziehen gleichzusetzten ist, noch ein Ziehspalt, der die Erh6hung der
Blechdicke am Napfrand wihrend des Tiefziehens kompensiert, in den experimentellen
Arbeiten beriicksichtigt wurde. Im Rahmen dieser Arbeit konnten erstmals Gutteile
durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen unter Anwendung eines Kernkantenradius und
Ziehspalts hergestellt werden.

Durch unterbrochene Versuche mit Auswerfen der umgeformten Halbzeuge konnten
anhand des Stempelkraftverlaufs und der Geometrie der Halbzeuge die vier Prozesspha-
sen Tiefziehen der Ronde zu einem Napf (Phase 1), Stauchen des Kerns und Aufweiten
des Napfes (Phase 2), Weiterziehen des Napfes und simultanes FlieBpressen des Kerns
(Phase 3) sowie Voll-VorwirtsflieBpressen des Kernwerkstoffs (Phase 4) ermittelt wer-
den.

Auf Grundlage der experimentellen Versuchsreihen konnte ein umfangreiches Prozess-
fenster aufgestellt werden. Es sind vier mogliche Prozessfehler festgestellt worden:
Beim Tiefziehvorgang darf die Kraft zum Stauchen des Kernmaterials nicht kleiner oder
gleich der benétigten Kraft zum Tiefziehen der Ronde sein. Des Weiteren sind die Pro-
zessfehler, ,,Riss der Ronde®, ,,Spalt” zwischen Ronde und Kern und ,,unvollstindiges
Ausformen des Bauteilkopfes® beobachtet worden. Mit Hilfe numerischer Analysen
konnten die auftretenden Spannungen und Dehnungen wihrend des Prozesses und die
Fehlerentstehung analysiert werden. Durch gezielte Wahl der Prozessparameter konnen
die Prozessfehler zuverldssig unterbunden werden.

Zusitzlich ergaben die Untersuchungen, dass bei Anwendung des Tiefzieh-Verbund-
flieBpressens groBere Ziehverhiltnisse im Weiterzug im Vergleich zum konventionellen
Tiefziehen im Weiterzug realisierbar sind. Der Napf wird durch den Kernwerkstoft im
Inneren gezogen und gleichzeitig durch den auflenliegenden Kernwerkstoff am
Napfrand durch die Matrize gedriickt. Es handelt sich daher um ein Weiterziehen des
Napfes mit druckbeaufschlagter Restzarge.

Abschlielend ist festzuhalten, dass das TiefziehverbundflieBpressen das erste Umform-
verfahren ist, das sowohl ein Blech- als auch ein Massivhalbzeug durch zwei simultan
stattfindende Blech- und Massivumformverfahren fiigt und gleichzeitig auch die Bau-
teilgeometrie definiert.
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6 Analytische Beschreibung der Prozessphasen

Die Prozessauslegung hinsichtlich der Werkzeugkonstruktion und der zu verwendenden
Werkzeugwerkstoffe und Beschichtungssysteme findet vornehmlich nach der Héhe der
zu erwartenden Belastung selbiger statt. Die zu erwartenden Belastungen lassen sich aus
der zu erwartenden Prozesskraft und deren Verlauf wihrend der Bauteilherstellung ab-
leiten. Ebenso ist die Auswahl der Umformmaschine durch den Faktor der zu erwarten-
den benétigten maximalen Prozesskraft bestimmt. Dieses Kapitel stellt die Modellbil-
dung zur Berechnung der Stempelkraft, Modellvalidierung und -analyse sowie die dar-
aus folgende Modelloptimierung vor.

6.1 Modellbildung

Die erste Phase des Stempelkraftverlaufs ist, wie in Kap. 5.2 erléutert, ein konventio-
neller Tiefziehprozess und kann mit den bekannten Berechnungsansétzen aus dem Stand
der Technik Kap. 2.2 berechnet werden. Die Abbildung der Phasen zwei bis vier er-
folgte tiber die Berechnung der Stempelkraft- und Stempelwegwerte der Punkte P; bis
Ps. Das Bild 6.1 zeigt die Punkte P; bis Ps, die aufgrund der signifikant geénderten Stei-
gung des Stempelkraftverlaufs ausgewahlt worden sind.

! Phase 2 ' Phase 3 ' Phase 4
500 1 | |
z Parameterset. Referenz| I x i
£ 400+ i N 4 - I
:‘“5 I V4 \ !
& 3001 , '/
i . o
% 200+ 3 I T /|
g § el I
§ 1001 AN
» f P, !
[ e . — r - .
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Stempelweg s, in mm

Bild 6.1: Auswahl der zu berechnenden Punkte im Stempelkraftverlauf

Die im folgenden verwendeten Kraftberechnungen der Umformvorgange erfolgen nach
den Annahmen und der Verwendung des Scheibenmodells nach Siebel und Pomp
(1928). Die Zusammenfassung weiterer Arbeiten in Bezug auf die Anwendung des
Scheibenmodells aufs FlieBpressen erfolgte in Lange (1988) und wird in dieser Arbeit
mafgeblich verwendet. Die Herleitung des Modells wird nicht weiter erldutert und kann
der genannten Literatur aus dem Stand der Technik Kap. 2.1 entnommen werden. Die
Berechnungen des Stempelwegs in den jeweiligen Punkten werden mit Hilfe der Volu-
menkonstanz durchgefiihrt und werden nicht im Detail erldutert.



64 Analytische Beschreibung der Prozessphasen

6.1.1 Stempelkraftberechnung der zweiten Phase

Fiir die Abbildung der Phase zwei des Stempelkraftverlaufs gilt die Annahme, dass nur
der nicht von der Ronde ummantelte Kern mit der Hohe 4k erst elastisch und dann
plastisch gestaucht wird. Die Skizze zur Modellbildung der Stempelkraft und —wegbe-
rechnung in Py und P; ist in Bild 6.2 gezeigt.

Die Berechnung der elastischen Stauchkraft Fp1 und des Stauchwegs spides Kerns in Py
erfolgt mit dem Elastizititsmodul Ex und der AnfangsflieBspannung des Kerns kpx un-
ter Annahme der elastischen Umformung eines Stabes unter Drucklast.

_ mekiok* (43)

. (6.1)

Fp,

Fiir die Berechnung des Stempelwegs, der mit der elastischen Stauchung in Langsrich-
tung Joh1k gleichzusetzten ist, muss die Hohe der Napfzarge /n. bekannt sein, die sich

iiber die Volumenkonstanz bei Annahme einer ho- ] d,
mogenen Blechdicke 7r = fro herleiteten ldsst. i dy

O k

_ Ve = Vb — Vnr 0 4
((dg + tro)2 —dp) em’

[/
/L f
iz (62) ///|

hix

Die Hohe des nicht mit der Ronde ummantelten
Kerns 41k errechnet sich wie folgt:

N

NN
hy g
Ny x

JIIF:\z

e e o = o

g Trefe
hix = hox — (hnz + Ti) - (6.3) i T
Die elastische axiale Stauchung d/1 x berechnet sich Ve = Volamen Rondo
zu Vi, = Volumen Napfboden
V. = Volumen Napfradius
She v = krox * hux ) (6.4) ¥V, = Volumen Napfzarge
1K Ex

Bild 6.2: Modellaufbau zur Be-

Die Berechnung der Stempelkraft Fp; in P> erfolgt rechnung Py und P>

unter der Annahme einer plastischen Stauchung des
nicht ummantelten Kernanteils mit vorherrschender
Reibung upo.

Die FlieBspannung des Kerns 4z x ist die FlieBspannung des Kernwerkstoffs bei einem
Stauchumformgrad ¢ x, der sich wie folgt berechnet:
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h
@1 =In <i"> . (6.5)
hix

Die Stempelkraft der plastischen Stauchung eines Zylinder besteht nach Siebel (1932)
aus dem Anteil der Kraft zur Durchfithrung der ideellen Umformung Fi p> und zur Uber-
windung der Reibung Frp2. Die benotigte Stempelkraft Fp> zur plastischen Stauchung
des nicht von der Ronde ummantelten Kernanteils ergibt sich zu:

zﬂ'kfl,K'(dczi). 1+#P2'dc _
4' 3.h2,K

Fp, (6.6)

Die zu tiberwinde Reibung up; kombiniert die Reibung zwischen der Stirnseite des
Kerns und des Stempels mit dem inneren Reibvorgang. Der Reibwert ux = 0,07 be-
schreibt die Reibung zwischen Kern und Stempel und der Reibwert uyvm = 1/3 die
Scherung nach dem von Mises Schubkriterium. Der Reibwert up> setzt sich zusammen
aus dem Mittelwert des Reibwerts ux und gy.m.

px + U
Upy = % 6.7)
Einsetzten von Gl 6.7 in Gl. 6.6 ergibt:
e kg o (d7) (ux + tvm) * dc
Fpo, = - o 1 . 6.8
P2 2 + 6+ hox (6.8)

Der Stempelweg in P; ist gleich der Hohenabnahme des nicht von der Ronde umman-
telten plastisch gestauchten Kernanteils.

6.1.2 Stempelkraftberechnung der dritten Phase

Die maximale Stempelkraft Fp3 wird erreicht, wenn der grofite Stahlanteil, daher der
aufgedickte Rand der Napfzarge, in die formgebende Schulter der Matrize einflie3t. Zur
Herleitung der maximalen Stempelkraft werden die Kraftanteile der Umformung des
Kerns und des Napfes getrennt betrachtet. Die Kernumformung wird als Voll-Vorwérts-
flieBpressen mit dem Scheibenmodell beschrieben.

Fiir die Umformung des Napfes wird die Annahme getroffen, das in P; die Druckum-
formung, eingeleitet durch den in Kontakt mit dem Napfrand befindlichen Kernwerk-
stoff, die Zugumformung, existierend durch das voreilende Kernmaterial am Napfbo-
den, in der Form dominiert, dass eine reine Druckumformung des Napfes vorliegt. Diese
Annahme wird auch durch die numerische Lastpfaduntersuchung in Kap. 5.4.1 besti-
tigt.
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Die analytische Kraftabschiatzung der Napfumformung geschieht daher nach der Mo-
dellierung des Hohl-Vorwirts-FlieBpressens unter Anwendung des Schelbenmodells

Des Weiteren wird angenommen, dass keine Rela-
tivbewegung zwischen Kern und Ronde bzw. Napf E .
stattfindet, d. h. Kern und Napf werden gleichsam in ! i i I;

der Matrize umgeformt und es liegt ein linear-plas-
tisches Werkstoffverhalten vor. Das Bild 6.3 erldu-
tert den Modellaufbau.

Die maximale Stempelkraft Fp3 l4sst sich in die ein-
zelnen Kraftkomponenten zur Uberwindung der
Wandreibung Fr zwischen Werkstiick und Matrize,
innerer Schiebungsverluste F's und der ideellen Um-
formung F1 aufteilen.

Zur Berechnung dieser drei Kraftkomponenten sind Bild 6.3: Modellaufbau zur Be-

im Vorhinein die maximale Blechdicke am Rand
rechnung P3

der Napfzarge fr max sowie der lokale Vergleichsum-
formgrad nach von Mises gv r an dieser Stelle mit Hilfe der elementaren Berechnungen
zum Tiefziehen nach Siebel und Beisswinger (1955) zu ermitteln:

tRmax = tro ® \/E . (69)

Der Vergleichsumformgrad nach v. Mises im Bereich der grofiten Blechdicke fr max wird
berechnet durch:

2
Py = \/5 s (ol +0a* + 9D (6.10)

Um den lokalen Vergleichsumformgrad gvr ermitteln zu konnen, miissen die Umform-
grade in tangentialer ¢y, dicken ¢4 und radialer Richtung ¢ berechnet werden.

2t +d
@, =In <M) ) (6.11)
dg
tR,max
@g=In|——). (6.12)
tro

Unter Annahme der Volumenkonstanz berechnet sich ¢;:

0= @+ ¢at ¢r. (6.13)
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Pr= 0= Pq. (6.14)
Ideeller Kraftanteil
Die ideellen Umformkrifte werden mit Hilfe der Ringkreisfliche des Napfes 4Ar und der
Kreisfliche des Kerns Ak an der Stelle #r max der werkstoffspezifischen mittleren Flie3-
spannung kemx/r und des Umformgrads der FlieBpressmatrize g berechnet. Zuerst wird
die Berechnung des ideellen Kraftanteils der Kernumformung Fix erldutert.

Fix = Ak * Om * Kimxk - (6.15)
2
4o (o= trpy) e (6.16)
K= 4 .

Es wird angenommen, dass der Kern an der Stelle 7rmax bis zur Napfinnenwand ge-
staucht wird und die Ronde an der Matrizenwand anliegt. Die FlieBspannung ksnx ist
die gemittelte FlieBspannung des Kernwerkstoffs nach dem Stauchen kp.x bei Umform-
grad g2k und nach dem VerbundflieBpressen k3 x bei Umformgrad g3k = g2k + om.

ki = 2K T Krsk ; ko, (6.17)
d2
@k =In <—K2> (6.18)
(dC — 2 tR,max)

Der ideelle Stempelkraftbedarf der Ronde ldsst sich analog zu Gl. 6.15 ausdriicken:

Fr= Agr*opum* kfm,R . (6.19)

2
s ((dc)2 — (dc = trmax) ) U (6.20)
R = .
4
Die mittlere FlieBspannung kfmr der Ronde ergibt sich aus der FlieBspannung kfi g beim
Umformgrad gvr nach dem Tiefziehen und der FlieBspannung ke r nach dem Verbund-

flieBpressen bei Umformgrad gr = v r + ¢m.

Kpmg = w (6.21)

Der ideelle Kraftanteil Fi ergibt sich aus der Summation der Gl. 6.15 und Gl. 6.19:
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Fi = ¢oum * (Ag * kg + Ag * Kmp) - (6.22)

Reibkraftanteil

Die Reibkraft Fr ergibt sich aus der Addition der Reibung
zwischen Kern und Matrizenaufnehmer Frc und der Reibung
zwischen Ronde und Matrizenschulter Frs. Die beiden Reib-
kraftanteile werden im Folgendem erldutert.

Es wird davon ausgegangen, dass der nicht von der Ronde
ummantelte und in Phase 2 auf den Aufnehmerdurchmesser
dc mit der Hohe Ak aufgestauchte Teil des Kerns den Reib-
kraftanteil im Aufnehmer der Matrize verursacht. Weiterhin
gilt die Annahme, dass der im Aufnehmer vorherrschende
Druck der Fliespannung des gestauchten Kerns knx ent-
spricht.

Hys

Fre = e de s hog e ke - (6.23) Bild 6.4: Modellaufbau
. Reibungsan-
Der Reibkraftanteil in der Matrizenschulter wird unter der teile Ps

Annahme berechnet, dass die aus den mittleren FlieBspannun-

gen des Kerns und der Ronde nach den Flidchenanteilen gewichtete Druckspannung prs
die zu iiberwindende Reibkraft Frs verursacht. Es gilt der Reibwert ur zwischen Ronde
und Matrize.

_ (Ag + AR)® @um * Drs *2 * Ug

6.24
RS sin (2a) (6:24)
_ Ak kimx + Ar * kfmr (6.25)
Pgs =
(A + 4r)
Durch Einsetzten von Gl. 6.25 in Gl. 6.24 erhilt man:
20 e (A o k +Ag o k .
Frs = pme (Ag fm,K R fm,R) HR . (6.26)

sin (2a)

Durch Addition der Krifte aus Gl. 6.23 und Gl. 6.26 erhilt man die Reibkraft Fr.

_ 2 ¢ oy (Ak * kemx + AR * Kfmpr) * Hr

F
R sin (2a)

+tmedee hpxekpxepx.  (627)
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Schiebungskraftanteil

Die Kraft zur Uberwindung der inneren Schiebung Fs lisst sich ebenfalls in die Berech-
nung der Schiebungskraft fiir den Kern Fsk iiber das Scheibenmodell fiir eine Voll-
scheibe und in die Berechnung der Schiebungskraft der Ronde Fisr iiber die Modellie-
rung einer Hohlscheibe aufteilen:

2o kg Ax* @

Fop = 6.28
s . (6.28)
kimr* Ar* &

Fop= —mR "R _— z =, (6.29)

Die Summe der GI. 28 und Gl. 29 ergeben die gesamte Schiebungskraft.
pma

FS = M6 ° (4 . AK . kfm,}( + 3 e AR . kfm,R) . (630)
Die gesamte Stempelkraft Fp3 wird gegeben durch:

FP3 = FI+FR+FS' (6.31)

Durch Einsetzen der Gleichungen Gl. 6.22, Gl. 6.27 und Gl. 6.30 in Gl. 6.31 ergibt sich:

28 2o ug )
3e Pm sin(Za)

i 2eu (6.32)
+ Ar ¢ Kimr * Om (1 + 2 ey + sin(2a) )

+dcemehgy o kek Uk -

Fp3 = Ag * kimk * Om '(1+

6.1.3 Stempelkraftberechnung der vierten Phase

Die Stempelkrifte Fps und Fps der Punkte P4 und Ps werden als herkémmliches Voll-
VorwirtsflieBpressen des Kernwerkstoffs mit Hilfe der Scheibentheorie berechnet, da
sich in der Prozessphase 4 alleinig der Kernwerkstoff, wie in Bild 6.5 zu sehen, in der
formgebenden Schulter der Matrize befindet.

o Kmo ® dz 2e0 20 Uy
Fea= . [ + (1 + —> * Pu (6.34)

3 sin(2a)
+medcehsk ety k.
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Der Kern wird in Phase 2 vom Durchmesser des Kerns dk auf den Durchmesser der
Matrize dc gestaucht. Die FlieBspannung km2x ist die gemittelte FlieBspannung des
Kernwerkstoffs nach dem Stauchen k& x bei Umformgrad ¢1 x und nach dem FlieBpres-

sen ke x bei Umformgrad gax = ¢1x + om. ‘

kevi + k .
Kemax = w (6.35)

H'r],!
.‘{‘tq

-

Die Hohe des Bauteilkopfes nimmt von Héhe A3k auf hax zwi-
schen den beiden Punkten P4 und Ps ab. Die um die Kopthohen-
differenz angepasste Gleichung Gl. 6.32 ergibt die Stempelkraft

in Ps:
T['kfmZ,K'dé 2e0 20y
Fps = 7 . [ 3 -I-(l +W> -@M] (6.36) My
+medcehyg e g ke Bild 6.5: Modellauf-

bau Phase 4
Die Stempelkrifte der Phasen 2-5 sind durch die Gleichungen au Hhase

Gl. 6.8, Gl. 6.32, Gl. 6.34 und GI. 6.36 mit Hilfe des Scheibenmodells vollstindig be-
schrieben worden und werden im Folgenden auf ihre Giiltigkeit hin tiberpriift.

6.2 Modellvalidierung und Analyse

In diesem Kapitel wird zuerst die qualitative und quantitative Abbildbarkeit des Stem-
pelkraftverlaufs anhand der Prozessparameter des Referenzsets tiberpriift. Danach wird
das Modell hinsichtlich der Abbildung der maximalen Stempelkréfte bei Variation der
Tiefziehparameter Blechdicke, Ziehverhiltnis und Kernkantenradius sowie der Varia-
tion der FlieBpressparameter Umformgrad der Matrize und Schulter6ffnungswinkel be-
wertet und die einzelnen Stempelkraftanteile analysiert. Zur Berechnung der Stempel-
krifte wurden die ermittelten und extrapolierten FlieBkurven bei Raumtemperatur und
Reibwerte aus Kap 5.1.2 verwendet.

6.2.1 Modellvalidierung hinsichtlich des Stempelkraftverlaufs

Die Modellvalidierung wird beispielhaft fiir die Abbildbarkeit des Stempelkraftverlaufs
des Referenzbauteils in Bild 6.6 gezeigt. Die berechneten Punkte P; bis P5 der Prozess-
phasen 2-4 wurden linear miteinander verbunden.

Grundsitzlich ist der qualitative Verlauf der Stempelkraft mit dem erstellten analyti-
schen Modell abbildbar. Aufgrund der Annahme bei der Berechnung des Stempelwegs,
dass der Kern und die Ronde in der Matrize gleichméfig umgeformt werden und nach
dem Tiefziehen ein Napf mit homogener Blechdicke, die der Ausgangsblechdicke zro
entspricht, vorliegt, lassen sich die Abweichungen zwischen berechneten und experi-
mentell ermittelten Stempelweg erkldren. Auch die Annahme, dass in P; und P> nur der
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nicht von der Ronde ummantelte Kernanteil erst elastisch und danach plastisch ge-
staucht wird, trigt zur Abweichung zwischen analytischen und experimentell ermittel-
tem Stempelweg bei.

: Phase 2

500 :
Parameterset: Referenz

Phase 4

kN

in

4004

¥\ —

:' Experiment

Stempelkraft F,
5 38 8
T 2 2 9

(=]
w
o
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Stempelweg s, in mm

|Referenz‘ p=18 |"Rn: 1.5mm|  ¢,=07 2a=60° |

Bild 6.6: Vergleich des berechneten und experimentell ermittelten Stempelkraftverlaufs

Die Abweichungen der analytisch und experimentell ermittelten Stempelkraft (Refe-
renzparameter) der Punkte P bis Ps wird in Tabelle 6.1 gezeigt. Die analytisch berech-
neten Krifte sind zwischen 5 % und 17 % grofer als die experimentell ermittelten Stem-
pelkrifte. Laut Hoffmann et al. (2012) sollte die berechnete Stempelkraft die experi-
mentell ermittelte stets bis maximal 20 % ibersteigen. Die im Kapitel 6.1 vorgestellte
Modellierung zur Abbildung der Stempelkraft erfiillt diese Kriterien.

Tabelle 6.1: Vergleich analytisch und experimentell ermittelter Stempelkrifte

Stempelkraft
Punkt - - Abweichung
Analytik Experiment
Pi 127 kN 119 kN 7%
P2 248 kN 237 kN 5%
Ps3 493 kN 465 kN 6%
P4 330 kN 282 kN 17 %
Ps 292 kN 250 kN 17 %

6.2.2 Modellvalidierung hinsichtlich der maximalen Stempelkraft

Werkzeuge und Maschinen werden primér beziiglich der maximalen Stempelkraft aus-
gelegt. Daher werden im Folgenden nur die maximale experimentell ermittelte Stem-
pelkraft in P; mit der analytischen Berechnung der Stempelkréfte fiir die Variation des
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Ziehverhiltnisses, der Blechdicke, des Kernkantenradius, des Umformgrads und des
Schulter6ffnungswinkels der Matrize sowie des Kernwerkstoffs verglichen.

Ziehverhiltnis

Das Bild 6.7a zeigt den Einfluss der Variation des Ziehverhiltnisses £ auf die maxi-
male Stempelkraft #p3 und den prozentualen Vergleich der berechneten Kréfte mit den
gemessenen. Die gezeigte, experimentell ermittelte maximale Stempelkraft ist der Mit-
telwert aus fiinf Messergebnissen. Die Fehlerbalken geben die minimale und maximale
Abweichung zum Mittelwert an.

Eine Erhohung des Ziehverhéltnisses fiihrt zu einer Erhohung der Stempelkraft und die
Variation desselbigen kann mit dem verwendeten analytischen Modell unter einer Ab-
weichung von maximal 11 % berechnet werden.
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& Schulter Fyq -2 % 2%
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2 Fy = Kraftanteil Reibung
Q- L
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Bild 6.7: Variation des Ziehverhéltnisses a) Vergleich experimentell und analytisch er-
mittelte maximale Stempelkraft b) Vergleich der errechneten Stempelkraft-
komponenten des Referenzparametersets mit der Variation des Ziehverhiltnis-
ses

In Bild 6.7b sind die prozentualen Abweichungen der einzelnen berechneten Stempel-
kraftkomponenten der Variation des Ziehverhiltnisses im Vergleich zu den berechneten
Stempelkraftkomponenten des Referenzparametersets tabellarisch aufgelistet. Unter
Anwendung eines geringeren Ziehverhéltnisses verringert sich die maximale Blechdi-
cke fr.max. Dies fiihrt zu einer Verringerung der mittleren FlieBspannung ksmr der Ronde
und des Anteils des Rondenwerkstoffs in der Umformzone, abgebildet durch eine ge-
ringere Scheibenfliche Ar. Die Stauchung des Kerns innerhalb des Napfes wird vergro-
Bert. Dadurch erhoht sich die mittlere FlieBspannung ksmx des Kerns und die Kernfldche
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Ax. Infolgedessen steigt die ideelle und die Schiebungskraftkomponente des Kerns bzw.
sinkt die ideelle und die Schiebungskraftkomponente der Ronde. Durch die vergleichs-
weise geringere Napfhohe unter Anwendung des Ziehverhiltnisses f1 = 1,6 steigt der
nicht ummantelte Kernanteile. Dies fiihrt zu einer Erh6hung der Kontaktfldche zwischen
Kernwerkstoff und Matrizenaufnehmer. Der Reibkraftanteil im Aufnehmer steigt. Auf-
grund des geringeren Rondenanteils und der geringeren mittleren FlieBspannung kgmr
in der Matrizenschulter sinkt die Kraftkomponente zur Berechnung der Reibung in der
Matrizenschulter. Bei Erhohung des Ziehverhéltnisses sind die Abweichungen qualita-
tiv kontrér.

Blechdicke

Die Erhohung der Blechdicke #ro fiihrt zu einer Erhéhung der maximalen Stempelkraft
Fp3, wie in Bild 6.8a zu sehen ist. Der Vergleich der berechneten mit den experimentell
ermittelten Werten der maximalen Stempelkraft bei Variation der Blechdicke resultiert
in einer maximalen Abweichung von 10 %.

Die Erhéhung der Blechdicke von fro = 1,5 mm auf tro = 2 mm fiihrt zu einer Erh6hung
des Rondenanteils in der Umformzone. Infolgedessen steigt sowohl der Schiebungsan-
teil als auch der ideelle Anteil der Stempelkraft der Ronde (Bild 6.8b). Diese Stempel-
kraftkomponenten des Kerns verringern sich.
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Bild 6.8: Variation der Blechdicke a) Vergleich experimentell und analytisch ermittelte
maximale Stempelkraft b) Vergleich der errechneten Stempelkraftkomponen-
ten des Referenzbauteils mit der Variation der Blechdicke
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Die Erhohung der Blechdicke bedingt eine Verringerung des Kerndurchmessers, um ei-
nen ausreichenden Ziehspalt zu gewahrleisten. Um das gleiche Ziehverhéltnis bei einem
geringeren Kerndurchmesser zu erreichen, wurde der Rondendurchmesser ebenfalls
verringert. Dies resultiert in einer Erhohung der Reibfliche zwischen dem Kern und dem
Matrizenaufnehmer. Des Weiteren erfdhrt der nicht von der Ronde ummantelte Kern-
werkstoff eine erhohte Stauchung, die in einer hoheren Festigkeitssteigerung und zu ei-
ner erhohten Druckspannung im Aufnehmer fiihrt. Die erhohte Reibflache in Kombina-
tion mit der erhéhten Druckspannung resultieren in einer Erh6hung der Reibkraftkom-
ponente im Matrizenaufnehmer bei Erhéhung der Blechdicke. Aufgrund des erhéhten
Rondenanteils in der Matrizenschulter steigt der Normaldruck, was eine Erhéhung der
Reibkraft an dieser Stelle bedingt. Bei Verringerung der Blechdicke sind die Abwei-
chungen qualitativ kontrér.

Kernkantenradius

Zusitzlich zu den Tiefziehparametern Blechdicke und Ziehverhéltnis wird das Modell
hinsichtlich der Abbildbarkeit der Anderung des Kernkantenradius von rkx =4 auf
rkx =2 und rkx = 6 bewertet. Der experimentell ermittelte durchschnittliche Stempel-
kraftwert steigt im Mittel bei Anwendung eines Kernkantenradius von rgx = 2 nur gering
um 3 kN auf 468 kN an. Die berechnete Stempelkraft steigt ebenfalls gering von 493 kN
auf 495 kN. Bei Verwendung eines Kernkantenradius von rkx = 6 mm sinkt die mittlere
maximale Stempelkraft der Experimente um 5 kN. Die berechnete maximale Stempel-
kraft sinkt um 1 kN. Die Erhéhung des Kernkantenradius fiihrt zu einer Erhhung des
Napfes und somit zu einer Minimierung der nicht ummantelten Kernhohe /x2. Dies re-
sultiert im Aufnehmer der Matrize in einer geringeren Reibkraft. Aufgrund des geringen
Einflusses des Kernkantenradius auf die maximale Stempelkraft wird auf eine grafische
Darstellung verzichtet.

Umformgrad der Matrize

Die experimentell und analytisch ermittelten Stempelkréfte bei Variation des Umform-
grads sind in Bild 6.9a dargestellt. Bei Erhohung des Umformgrads der Matrize ¢m
steigt die maximale Stempelkraft. Die mit Hilfe des analytischen Modells berechnete
Stempelkraft bei Variation des Umformgrads von ¢m = 0,7 auf gm = 1,0 und gm = 0,5
weist eine Abweichung zwischen 7 % und 18 % im Vergleich zu den experimentell er-
mittelten Werten der Stempelkraft auf.

Bei Erhohung des Umformgrads erhoht sich ebenfalls die mittlere FlieBspannung des
Kerns und der Ronde, was zu einer Erhohung der ideellen Kraftkomponenten und der
Kraftanteile zur Uberwindung innerer Schiebungen sowohl des Kerns als auch der
Ronde fiihrt, wobei der Anstieg der ideellen Kraftkomponenten dominiert, wie in
Bild 6.9b zu sehen ist. Aufgrund der gleichbleibenden Napfhéhe und der daraus resul-
tierenden unveridnderten Kontaktfliche zwischen Kern und Matrizenaufnehmer wird die
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Kraftkomponente zur Uberwindung der Aufnehmerreibung nicht von der Variation des
Matrizenumformgrads beeinflusst. Die Kraftkomponente zur Uberwindung der Reibung
zwischen Ronde und Matrizenschulter steigt, aufgrund der steigenden Kontaktfliche
und der steigenden mittleren FlieBspannungen der Ronde und des Kerns, die mit dem
Kontaktdruck gleichzusetzen sind, deutlich um 45 % im Vergleich zu der berechneten
Stempelkraftkomponente des Referenzparametersets an. Bei einer Verringerung des
Umformgrads sind die Abweichungen kontrér.
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Bild 6.9: Variation des Umformgrads a) Vergleich experimentell und analytisch ermit-
telte maximale Stempelkraft b) Vergleich der errechneten Stempelkraftkom-
ponenten des Referenzparametersets mit der Variation des Umformgrads

Wird der Umformgrad der Matrize von gm = 0,7 auf pm = 0,5 verringert, konnen quali-
tativ gegensitzliche Abweichungen beim Vergleich der berechneten Stempelkraftkom-
ponenten festgestellt werden.

Schulterioffnungswinkel

Bei Erhohung des Schulterdffnungswinkels von 2a = 60° auf 2a = 90° erhoht sich die
gemessene maximale Stempelkraft von 465 kN auf 509 kN (Bild 6.10a). Die Anwen-
dung eines Schulteréffnungswinkels von 2a = 30° fiihrt zu einer Verringerung der Stem-
pelkraft auf 372 kN. Die Abweichung der analytisch berechneten Stempelkraft zu der in
Experimenten gemessenen Stempelkraft betréagt bei der Erh6hung des Schulter6ffnungs-
winkels 8 %. Bei Verringerung des Schulter6ffnungswinkels steigt die Abweichung
zwischen analytisch und experimentell ermittelten Stempelkraftwerten auf 16°%.
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Die ideellen Kraftkomponenten werden von der Anderung des Schultersffnungswinkels
nicht beeinflusst (Bild 6.10a), da in dem Modell die Annahme gilt, dass wihrend des
VerbundflieBpressens eine konstante Umformung von der Bauteilmitte zum Bauteilrand
vorherrscht. Ebenso wird die Reibkraft im Aufnehmer nicht beeinflusst.
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Bild 6.10: Variation des Schulter6ffnungswinkels a) Vergleich experimentell und ana-
lytisch ermittelte maximale Stempelkraft b) Vergleich der errechneten Stem-
pelkraftkomponenten des Referenzparametersets mit der Variation des
Schulter6ffnungswinkels

Die Kraftkomponente zur Uberwindung innerer Schiebungsvorgiinge wird vom Schul-
teroffnungswinkel linear beeinflusst. Die wertmiBige Anderung der Kraftkomponente
Reibung in der Matrizenschulter wird entsprechend der trigonometrischen Beziehungen
iiber die Anderung der Reibfliche verursacht.

Kernwerkstoff

Die Uberpriifung der Robustheit des analytischen Modells zur Stempelkraftberechnung
gegeniiber der Variation der Werkstoffpaarung wird durch Variation des Kernwerk-
stoffs, von Aluminium zu Kupfer, iiberpriift. Der verwendete Kupferwerkstoff weist
eine geringere FlieBspannung als der Alumniumwerkstoff auf. Der in
Ringstauchversuchen ermittlete Reibwert zwischen Kern und Matrize erh6ht sich von
ux = 0,07 (EN AW-6060) auf ux =0,1 (Cu-ETP). Die Erhéhung des Reibwerts wird
von der niedrigeren FlieBspannung nicht nur kompensiert, sondern fithrt zu einer
Minimierung der maximalen experimentell ermittelten Stempelkraft von 465 kN auf
397 kN (Bild 6.11a). Die Verringerung der Stempelkraft kann durch das analytische
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Modell mit einer Abweichung von 11 % im Vergleich zu der experimentell ermittelten
Stempelkraft bei Verwendung eines Kupferkerns abgebildet werden.

Die niedrigere FlieBspannung des Kupferkerns fithrt sowohl zu einer Verringerung der
ideellen und der Schiebungskraftkomponente des Kerns als auch zu einer Minimierung
der Druckspannung in der Matrizenschulter, die in einer sinkenden
Reibkraftkomponente zwischen Ronde und Matrizenschulter resultiert (Bild 6.11b).
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Bild 6.11: Variation des Kernwerkstoffs a) Vergleich experimentell und analytisch er-
mittelte maximale Stempelkraft b) Vergleich der errechneten Stempelkraft-
komponenten des Referenzparametersets mit der Variation des Kernwerk-
stoffs

Die Kraft zur Uberwindung der Reibung innerhalb des Matrizenaufnehmers wird ge-
ringfligig um 4 % verringert. In diesem Fall kompensiert die geringere FlieBspannung
des Kupfers und somit die geringere Druckspannung im Matrizenaufnehmer den hohe-
ren Reibwert.

6.3 Modellerweiterung

Im Folgenden wird die Erweiterung des analytischen Modells um die Temperaturent-
wicklung des Kernwerkstoffs zur Minimierung der Abweichungen zwischen berechne-
ter und experimentell ermittelter Stempelkraft in Phase 4 (Fp4 und Fps) vorgestellt. Da-
nach wird gezeigt, inwiefern das analytische Modell zur Fehlervorhersage des unzu-
reichend ausgeformten Bauteilkopfes genutzt werden kann.
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Temperaturentwicklung

Die hohe Ubereinstimmung der negativen Steigung der Stempelkraft zwischen P4 und
Ps (Bild 6.6) ist ein Indikator fiir die gute Abbildung der vorherrschenden tribologischen
Bedingungen zwischen Kernwerkstoff und Aufnehmerwand. Die hohen quantitativen
Abweichungen von 17 % des Stempelkraftvergleichs zwischen Analytik und Experi-
ment in den Punkten P4 und Ps lassen auf eine fehlerhafte Abbildung der FlieBeigen-
schaften des Kernmaterials schlieBen. Es wird im Folgenden davon ausgegangen, dass
die FlieBeigenschaften des Kernwerkstoffs durch die Erwarmung des Hybridwerkstiicks
signifikant beeinflusst werden.

Das Bild 6.12 erlautert die lineare Interpolation zur Ermittlung einer FlieBspannung
ke (pn,Tn) bei einem gegebenen Umformgrad ¢, und einer bekannten Werkstofftempera-
tur 7n = RT < T,< 200 mit Hilfe der der extrapolierten FlieBkurven des Kernwerkstoffs
EN AW-6060 ermittelt, bei Raumtemperatur RT und 200 °C. Das schrittweise Vorge-
hen wird durch die Zahlensymbole @-® verdeutlicht.

EN AW-6060
e Experiment

= = = Extrapolation Hockett-Sherby
kr(':ﬂn'?—n)

300-6\' R _@.;‘-.laannr.,‘o.h"ﬂﬂf_ R
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Bild 6.12: Lineare Interpolation der FlieBspannung zwischen den FlieBkurven des
Werkstoffs EN AW-6060 aufgenommen bei Raumtemperatur RT und
200 °C

Die FlieBspannung ks (¢n,Tn) kann durch die folgende Gleichung Gl. 6.37 unter An-
nahme eines linearen Zusammenhangs zwischen Werkstofftemperatur 7 und Fliespan-
nung kr berechnet werden:

_ (kf((pn' 200°C) — kf((pn: RT)) o Ty

kf((pn: Tn) - 200 °C — RT + kf((pn' RT)

(6.37)

_ (ke(¢n, 200 °C) — k(¢ RT)) « RT
200°C—RT '



Analytische Beschreibung der Prozessphasen 79

Nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen und Auswerfen der Bauteile unter Anwendung
der Referenzparameter wird im Durchschnitt eine Bauteiltemperatur von 74,8°C gemes-
sen. Ermittelt man mit Gl. 6.37 die FlieBspannung kmm2x und k1 x bei dieser gemessenen
Temperatur und berechnet mit Gl. 6.34 und Gl. 6.36 die Stempelkrifte Fps und Fps, so
sinkt die Abweichung zwischen gemessener und analytisch berechneter Stempelkraft
von 17 % auf 11 % (Bild 6.13).

Die Zeitspanne zwischen Pressen und Auswerfen des Bauteils betrdgt in etwa zwolf
Sekunden. Geht man des Weiteren davon aus, dass signifikant Warme wihrend des Aus-
werfens des Bauteils an das Werkzeug tibertragen wird und daher die Werkstiicktempe-
ratur wahrend der Umformung wesentlich hoher ist, kann die Temperaturanderung 4T
des Werkstiicks in Phase 2 und Phase 3 in der Umformzone unter adiabatischen Bedin-
gungen nach Farren und Taylor (1925) berechnet werden. Fiir die ideelle Umformarbeit
Wh gilt allgemein die Naherung:

Wi=Vekssop. (6.38)

Die Anderung der Wirmenergie 4Q ist fiir einen Kérper mit der Masse m mit einer
spezifischen Wiarmekapazitit ¢ wie folgt definiert:
AQ =meceAT. (6.39)

Bei vollstindiger Dissipation der plastischen Umformarbeit in die Temperaturerho-
hung AT gilt:

Vekimep=meceAT. (6.40)
ar =Y fm @ kme o (6.41)
m c cep

Es gilt die Annahme, dass bei einer Umformung von Stahl 86,5 % und Aluminium
93,5 % der Umformarbeit in Warmeenergie nach den Ergebnissen von Farren und Tay-
lor (1925) umgewandelt wird. Weiterhin wird davon ausgegangen, dass die Ronde nach
dem Tiefziehen wieder auf Raumtemperatur abkiihlt.

Die Temperaturentwicklung des Hybridhalbzeugs wird fiir die Verjiingung des entspre-
chenden Kernanteils und der Ronde bzw. des Napfes sowie die Stauchung des nicht
ummantelten Kernanteils im Aufnehmer berechnet. Die einzelnen Temperaturdnderun-
gen werden entsprechend der Masseanteile des ummantelten Kerns m;x und des im
Aufnehmer gestauchten Kerns mox sowie des Rondenwerkstoffs mr gewichtet.

Der Temperaturanstieg 47 kann wie folgt berechnet werden:
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0,865 « ki g * M * Mg 0,935 « Kfm1k * P3k * Myk

PR*CR® (ml,K +myx + mR) PkeCk* (m1,1< +myx + mR)
0,935 « kpy x * Prx s Mok

Pk * ck * (Myg + My +mg)’

(6.42)

Bei Verwendung der Prozessparameter des Referenzsets und der Werkstoffparameter
Dichte des Kerns px = 2,7 g/mm® und der Ronde pr = 7,9 g/mm?* sowie deren Warme-
kapazitit ck .= 900 J-K 'und cr = 500 J-K™!' (Kopp und Wiegels, 1999) resultiert rech-
nerisch ein Temperaturanstieg A7 = 89,2°C bei Umformung bis einschlieBlich P
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Bild 6.13: Vergleich der errechneten Stempelkraftverlaufe unter Einbeziehung der Er-
wirmung mit dem experimentell ermittelten Stempelkraftverlauf

Unter Anwendung der FlieBspannung kfm2,k, und ke x bei 89,2 °C bei Annahme eines
linearen Zusammenhangs zwischen FlieBspannung und Temperatur sinkt die Abwei-
chung zwischen gemessener und berechneter Stempelkraft in P4 und Ps auf 8 %. Das
Bild®6.13 zeigt den Vergleich des experimentell ermittelten Stempelkraftverlaufs mit
dem analytisch berechneten unter Berticksichtigung der Temperaturentwicklung.
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Zur weiteren Validierung des Vorgehens werden ebenfalls die Abweichungen der ana-
lytisch berechneten und experimentell ermittelten Stempelkrifte in P4 bei Variation des
Umformgrads der Matrize berechnet und in Tab. 6.2 gegeniibergestellt.

Tabelle 6.2: Abweichung analytisch und experimentell ermittelter Stempelkraft Fp4

Umformgrad der Matrize pm 0,5 0,7 1,0
Kraftabweichung Analytik/Experiment in P4 15% 17% 18 %
Berechnete Werkstofftemperatur 77 55°C 89 °C 109 °C
Kraftabweichung Anal. (inkl. 7) / Exp. in P4 8% 8% 10 %

Unter Berticksichtigung der Werkstofferwarmung lassen sich ebenfalls die Abweichun-
gen der analytisch bestimmten Stempelkréfte in P4 bei Variation des Umformgrads der
Matrize ¢m auf maximal 10% reduzieren.

Fehlervorhersage unzureichend ausgeformter Bauteilkopf

Die numerische Analyse des Fehlers ,,unzureichend ausgeformter Bauteilkopf* zeigt,
dass dieser Fehler auf eine zu geringe Stempelkraft der dritten Prozessphase, dem si-
multanem Tiefziehen im Weiterzug und FlieBpressen des Kerns, zuriickzufiihren ist. Die
Summe der Krifte, die zum FlieBpressen des Kernwerkstoffs und zum Weiterzug des
Rondenwerkstoffs (ideelle Umformkraft des Kerns und der Ronde Fi, Kraft zur Uber-
windung innerer Schiebungen des Kerns und der Ronde Fs, Kraft zur Uberwindung der
Wandreibung an der Matrizenschulter Frs) beno6tigt werden, sind geringer als die beno-
tigte Kraft zum Stauchen des Zylinders Fp». Fiir die Herstellung eines Bauteils mit aus-
reichend ausgeformtem Bauteilkopf (Gutteil) ldsst sich daher die folgende Bedingung
herleiten:

Fi + Fs+ Frg = Fpy . (6.39)

Zur Validierung der analytischen Fehlervorhersage werden die vier Parametersets tiber-
priift, die die Grenze im Prozessfenster (Bild 5.17) definieren. Die Tab 6.3 stellt die
Ergebnisse der Fehlervorhersage den experimentellen Ergebnissen gegeniiber.

Der Fehler ,,unzureichende Ausformung des Bauteilkopfs“ kann bis auf das Parameter-
set pm = 0,5, 2= 30" erfolgreich mit Hilfe der analytischen Gleichung vorhergesagt
werden. Die Differenz der zu vergleichenden Krifte betrigt in diesem Fall 17 kN. Be-
zieht man diese Differenz auf die Kraft zum Stauchen Fp; (248 kN) ergibt sich eine
Abweichung von 6 %. Bei Anwendung des Kriteriums sollte insbesondere aufgrund der
Modellannahme, dass es sich um eine reine Stauchung des Bauteilkopfes handelt, ein
materialpaarungsspezifischer Sicherheitsfaktor bei der Ermittlung der Stauchkraft Fp>
beriicksichtigt werden.
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Tabelle 6.3: Validierung der analytischen Fehlervorhersage

Umformgrad der Matrize om=0,3 om=0,5
Schultersffnungswinkel 200= 60 200=90 20=30" 200=60°
Bewertung Bauteilkopf Schlecht Gut Schlecht Gut

Kraft Weiterzug und Flie}-

pressen Fi + Fs + Fs 226 kN 281 kN 265 kN 314 kN
Stauchkraft Fp; 248 kN
Fi+ Fs+ Frs— Fp2 -22 kN 33 kN 17 kN 66 kKN
T T
Gutteilvorhersage richtig? Ja Ja Nein Ja

Fi + Fs+ Frs > Fp:
Anwendung Sicherheitsfaktor = 1,1
Stauchkraft Fp; - 1,1 273 kN
Fi+ Fs + Frs— Fp2 -47 kN 8 kN -16 kN 33 kN

Gutteilvorhersage richtig?
Fi + Fs+ Frs > Fp)

Ja Ja Ja Ja

Es wird fiir die industrielle Auslegung des Prozesses unter Anwendung Kern: Alumi-
nium EN AW-6060 und Ronde: Stahl 1.4301 bzgl. der Fehlervermeidung ,,unzu-
reichend ausgeformter Bauteilkopf empfohlen, die analytisch berechnete Kraft Fp mit
einem Sicherheitsfaktor von 1,1 zu multiplizieren (Tab. 6.3).

6.4 Fazit zur analytischen Beschreibung

Durch die Annahme des elastischen und anschlieBenden plastischen Stauchens des nicht
von der Ronde ummantelten Kernwerkstoffs kann die Stempelkraft der Prozessphase
zwei hinreichend mit einer Abweichung von 7 % berechnet werden.

Die Modellbildung zur Berechnung der maximalen Stempelkraft in Phase drei erfolgt
iiber die Kombination und Erweiterung der Scheibenmodelle zur Berechnung von Voll-
und Hohl-VorwirtsflieBpressprozessen. Bei der herkdmmlichen Berechnung der maxi-
malen Stempelkraft beim Voll- oder Hohl-VorwiértsflieBpressen muss mit empirisch er-
mittelten Korrekturfaktoren die maximale Stempelkraft berechnet werden. Das Fiillen
der Matrize, das den gréften Kraftbedarf bei herkommlichen Voll- und Hohl-Vorwiérts-
FlieBpressprozessen erfordert, kann nicht iiber den mittleren Kraftbedarf, ermittelt iiber
die Scheibenmodelle, abgebildet werden. Die grofite Stempelkraft beim Tiefzieh-Ver-
bundflieBpressen tritt auf, wenn die Matrize bereits gefiillt ist. Daher kann auf empirisch
ermittelte Korrekturfaktoren verzichtet werden. Das verwendete analytische Modell
konnte die Einfliisse der Variation der Tiefzieh- und FlieBpressparameter auf die maxi-
male Stempelkraft hinreichend genau abbilden und unter Einbezug der mechanischen
Zusammenhinge analysieren. Das verwendete analytische Modell tragt daher nicht nur
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zum Verstindnis der Prozessmechanik bei, sondern kann dartiiber hinaus zur Werkzeug-
auslegung verwendet werden.

Die Stempelkrifte der vierten Prozessphase konnen unter Annahme der Abbildung eines
herkémmlichen Voll-Vorwirts-FlieBpressens des Kernwerkstoffs unter Verwendung
der jeweiligen FlieBspannungen bei Raumtemperatur mit einer Abweichung von 17 %
berechnet werden. Die Berechnung der Warmeentwicklung des Hybrid-Halbzeugs unter
adiabatischen Bedingungen wihrend der Umformung in Phase zwei und drei und Ver-
wendung der temperaturangepassten FlieBspannungen bei Berechnung der Stempel-
kréfte in Phase vier resultieren in einer Verringerung der Abweichung zwischen experi-
mentell und analytisch ermittelten Stempelkréften von 8 %.

Des Weiteren kann mit Hilfe der aufgestellten Gleichungen zur Berechnung der Kraft-
anteile und Anwendung eines Sicherheitsfaktors der Fehler ,,unzureichend ausgeformter
Bauteilkopf™ vorhergesagt werden. Die aufgestellte Bedingung kann zur erfolgreichen
Prozessauslegung genutzt werden.
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7 Untersuchung der Verbundart und -festigkeit

Die Verbundarten werden in stoffschliissig, formschliissig und kraftschliissig unterteilt.
In diesem Kapitel wird ermittelt, welche der drei Verbundarten vorliegt und in welcher
Weise die Prozessparameter die Verbundentstehung beeinflussen. AbschlieBend wird
die Verbundfestigkeit durch Push-Out-Versuche quantifiziert.

7.1 Untersuchungen zum Stoffschluss

Die vorangegangenen Arbeiten aus dem Stand der Technik zum VerbundflieBpressen
fokussierten die Herstellung einer stoffschliissigen Verbindung zwischen den zu fiigen-
den Partnern. Der Stoffschluss zwischen den Fiigepartnern ist als die maximal erreich-
bare Verbundfestigkeit anzusehen. Die Verbundfestigkeit ist héher oder gleich der Fes-
tigkeit des Verbundpartners mit der geringsten Festigkeit.

Der Verbund zwischen Ronde und Kern samtlicher in dieser Arbeit hergestellten Bau-
teile kann manuell weder in axialer noch in Torsionsrichtung gel6st werden. Das bedeu-
tet, es kann hindisch keine Relativbewegung zwischen Ronde und Kern initiiert werden.
Um das Vorliegen einer stoffschliissigen Verbindung zwischen dem Rondenwerkstoff
Stahl 1.4301 und Kernwerkstoff Aluminium EN AW-6060 zu iiberpriifen, wurden je
drei Bauteile pro Parameterset der Tab. 5.2 durch Drahterodieren getrennt. Es wurde
ein Draht mit der mechanischen Stirke von 1,2 daN, einem Durchmesser von 0,25 mm
und eine Drahtgeschwindigkeit von 10,4 m/min verwendet. Die Zielrauheit der Schnitt-
fliche wurde auf 2 Ra gesetzt. Die elektrische Impulsamplitude und Frequenz sowie die
Vorschubgeschwindigkeit wurden von der Software der Maschinensteuerung automa-
tisch gewihlt. Die Bauteile sind entlang der Langsachse des Bauteilschaftes auBermittig
versetzt um den Drahtdurchmesser erodiert worden. Es entstand eine Bauteilhlfte und
eine Bauteilhilfte, reduziert um den Drahtdurchmesser. Das Bild 7.1 erldutert den Ero-
dierprozess.

Aulermittiger Drahtversatz ——sp=g=,

@ (

, Vorschubrichtung l

Vorderansicht Seitenansicht (von rechts)
Bild 7.1: Skizze des Erodierprozesses zur Uberpriifung einer stoffschliissigen Verbin-
dung

Exemplarisch wird in Bild 7.2 ein getrenntes Bauteil, hergestellt mit dem Referenzpa-
rameterset, gezeigt. Der Stahlnapf, der den Aluminiumkern umgibt, 16ste sich vom
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Kern, sobald der Draht den Stahlnapf vollstindig getrennt hat. Aufgrund dessen ist da-
von auszugehen, dass keine stoffschliissige Verbindung tiber einen Grofteil der Kon-
taktfliche wihrend des Tiefzieh-VerbundflieBpressens entstanden ist.

Aiuminiumkerr'il'l

[Referenz| p=18 |.fm,= 15 mm| oy=07 2a=60°

Bild 7.2: Durch Drahterodieren getrenntes Bauteil, Referenzparameterset

Durch das Auftrennen des Stahlnapfes federt dieser aufgrund der tangentialen Zugspan-
nungen elastisch auf. Sollten sich lokal intermetallische Phasen wihrend des Tiefzieh-
VerbundflieBpressens bilden, kénnen diese durch das Riickfedern beschéddigt werden.
Um das Vorliegen einer lokaler stoffschliissigen Verbindung zu untersuchen, wurden
durch die Fa. Chemetall GmbH an verschiedenen Stellen des getrennten Stahlnapfes und
des Kerns an der Referenzprobe EDX Analysen (Energiedispersive Rontgenspektrosko-
pie) zur Massenbestimmung der vorhandenen chemischen Elemente durchgefiihrt. Die
zu untersuchenden Stellen wurden durch bildgebende Lichtmikroskopie im Vorfeld aus-
gesucht. Die bestimmten chemischen Elemente und deren Massenanteile der untersuch-
ten Kontaktfldche des Kerns und der Ronde sind in Bild 7.3 exemplarisch dargestellt.

a) A Kontaktfliche Kern b) A Kontaktflache Ronde
144 104
124 ©
101 %
° 8 2 6
o | o
5] o 413@ -
44 Fe
IEEI 2 IMn
2
i
o+ ——r——r—t—TTT
0123 45678 91 012 3 456 7 9 10
keV keV
Element |in Masse-%|Element |in Masse-%| |Element|in Masse-%|Element [in Masse-%
Al 63,2 Fe 2,3 Fe 58,6 Mn 14
8] 221 Mg 0.4 Cr 16,3 Si 1.4
(] 8,3 Cr 0,4 C 10,5 Al 0,8
Si 2,5 Ni 5,8 Mo 0,4
0 3,9

Bild 7.3: Exemplarische Darstellung der EDX-Analyse a) Kontaktflache des Kerns
und b) Kontaktfliche der Ronde (durchgefiihrt von Fa. Chemetall GmbH)



Untersuchung der Verbundart und -festigkeit 87

Die Ergebnisse der Massenbestimmung der chemischen Elemente zeigen, dass auf der
Kontaktfliche des Kerns hauptsiachlich Aluminiumoxid vorliegt. Die untersuchte Ron-
denoberfliache zeigt hauptsichlich die chemischen Bestandteile des Edelstahls 1.4301.
Ein lokaler Ubertrag von Stahl auf der Kernoberfliche oder Aluminium auf der Ron-
denoberfldche und somit ein lokaler Stoffschluss konnte in allen untersuchten Messstel-
len nicht nachgewiesen werden. Einige Messstellen zeigten jedoch einen erhohten An-
teil an Molybdéndisulfid, der auf eine Verschmutzung der Kontaktfliche mit dem im
Fertigungsprozess verwendeten Schmierstoff hindeutet.

Numerische Untersuchungen zum Stoffschluss

Die VergroBerung der Oberflachen in der Kontaktzone zwischen zwei metallischen
Werkstoffen, die ein Aufbrechen der Deckschichten zur Folge hat, und der Kontakt-
druck zwischen den selbigen sind laut Stand der Technik die dominierenden Parameter,
die zur Entstehung einer stoffschliissigen Verbindung betrachtet werden sollten. Ossen-
kemper (2018) ermittelte eine kritische Oberflichendnderung von y = 54 % und einen
Kontaktdruck von px = 830 MPa zur Verschweillung des Einsatzstahls C15 und des
Aluminiumwerkstoffs EN AW-6060. Diese ermittelten Werte werden im Folgenden als
minimal zu erreichende Kombination angenommen, um eine stoffschliissige Verbin-
dung zu erzeugen. Es wird davon ausgegangen, dass aufgrund der korrosionsbestindi-
gen Chromoxidschicht des Edelstahls 1.4301 der Kontaktdruck und die Oberfldchen-
vergroflerung bei der im Rahmen dieser Arbeit betrachteten Werkstoffpaarung grofler
sein miissen als die von Ossenkemper (2018) angegebenen Werte. Der Kontaktdruck
zwischen den Verbundpartnern wihrend des FlieBpressvorgangs kann nicht erfasst wer-
den. Auch die einfache Berechnung der Oberflachendnderung ist wegen der ungleich-
méfigen Blechdickenverteilung nach dem Tiefziehen und der ungleichméBigen Blech-
dickenreduktion der Ronde wihrend des VerbundflieBpressens nicht moglich. Um den-
noch die Frage zu beantworten, warum sich keine stoffschliissige Verbindung eingestellt
hat, wurde der Kontaktdruck und die Oberflichenidnderung entlang des Pfads ¢
(Bild 7.4) mit Hilfe des numerischen Modells (Kapitel 5.3) ermittelt.

Die betrachtete Oberflachendnderung y wurde als Postvariable in Simufact.Forming 15
aus den jeweiligen Dehnungsinkrementen berechnet und definiert sich aus der Oberfla-
che 4o vor der Umformung und der Oberfldche 4 nach der Umformung.

A — 4

™ (7.1)

Der Kontaktdruck und die Oberflichenidnderung sind zum Zeitpunkt der maximalen
Stempelkraft ausgewertet worden, da hier der hochste Kontaktdruck in der Umformzone
zwischen den Verbundpartner vorherrscht.
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—

A\

Bild 7.4: Ermittlung des Kontaktdrucks und der Oberflichenvergroferung entlang des
Auswertepfads ¢ im numerischen Modell

Es wurde die Oberfldchenidnderung des Kerns ausgewertet, da dieser nach dem Tiefzie-
hen keine plastische Umformung erfahren hat. Das Bild 7.5 zeigt die numerisch ermit-
telte Oberflichenidnderung und den Kontaktdruck entsprechend der Prozessparamater
des Referenzsets entlang des Pfads g.

i FlieRpressschulter K FlieRbund
1000—- 2
£
= 750 = =
Kontaktdruck p, =
500 2
— :g
Oberflachenanderung y 2
250 S
S e i
x [}
O £
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Pfad ¢ in mm

|Referenzl p=18 |fnu= 15 mmi =07 2a=60°

Bild 7.5: Oberflicheninderung und Kontaktdruck zwischen Kern und Rondenwerk-
stoff (Parameterset: Referenz)

Der Kontaktdruck ist vor dem Einlaufen des Werkstoffs in die FlieBpressschulter maxi-
mal, da die Werkstoffpartner vor der FlieBpressschulter der Matrize gestaucht werden.
Danach sinkt der Kontaktdruck degressiv, bis er nach dem Ubergangsradius im Bereich
des Fliebunds einen in etwa stationdren Wert von ca. 17 MPa aufweist. Der Verlauf
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der Kurve der Oberflicheninderung entlang des ausgewerteten Pfades ¢ verhilt sich
kontrdr. Beim Einlaufen der Werkstoffpartner in die FlieBpressschulter steigt Oberfla-
chendnderung auf ungefahr y = 9 %. Erreichen diese ca. die Mitte der FlieBpressschulter
steigt die Oberflachendnderung weiter progressiv und endet in einem Plateau im Bereich
des FlieBbunds hinter dem Ubergangsradius der Matrize bei einem Wert von y = 58 %.
Ermittelt man den Kontaktdruck an der Stelle der OberflachenvergréBerung der Ver-
schweiflungsparameter der Literatur von mindestens y = 54 %, erhélt man einen Kon-
taktdruck von px = 383 MPa. Dieser ermittelte Kontaktdruck ist um 54 % geringer als
der geforderte Kontaktdruck der Literatur (y = 54 %, px = 830 MPa).

Des Weiteren wurden der Einfluss der Blechdicke #ro und das Ziehverhiltnis f1 sowie
der Umformgrad ¢m und der Schulterdffnungswinkel 2a der FlieBpressmatrize auf den
Kontaktdruck und die Oberflachenénderung untersucht. Die Tabelle 7.1 zeigt den Kon-
taktdruck bei einer Oberflichendnderung y = 54 %, den maximal erreichten Kontakt-
druck und die maximal erreichte Oberflicheninderung.

Tabelle 7.1: Einfluss der Prozessparameter auf den numerisch ermittelten Kontakt-
druck px und die Oberfliachenénderung y entlang des Pfades n.

Parameterset A p ger IS(tZ:lliaklt\(/i[:;::ﬁlir Kon- Maxgﬂzl:rg,? erflichen-
X=54% taktdruck DK max B A
Referenz 383 MPa 954MPa 57 %
frRo =1 mm 327 MPa 902 MPa 57%
frRo =2 mm 425 MPa 976 MPa 55 %
pr=1,6 361 MPa 881 MPa 55%
pr=2 396 MPa 955 MPa 56 %
om=0,5 - 843 MPa 50%
om=1 657 MPa 1113 MPa 83%
2a=30° - 676 MPa 47 %
2a.=90° 426 MPa 1003 MPa 59 %
Riss-Prozessgrenzen

@fx::lég’ 711 MPa 1198 MPa 104%
g’;fllz’g; 675 MPa 1231 MPa 97%

Die Parametervariationen ¢gm = 0,5 und 2a = 30° erreichen nicht die zum Vergleich mit
den Literaturwerten herangezogene Oberfldchenénderung von y = 54 %, da zum Zeit-
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punkt der maximalen Stempelkraft nur eine unzureichende Ausformung des Bauteil-
schafts und des Bauteilkopfs vorliegt (vgl. Kapitel 6.2.2). Eine Erhohung der Blechdi-
cke sowie des Ziehverhdltnisses fiihren zu einem hoheren Stahlanteil in der Um-
formzone. Dies fiihrt zu einer Erh6hung des Kontaktdrucks. Ebenso bedingt eine Ver-
groflerung des Schulterdffnungswinkels eine groflere Stauchung der Werkstofte und so-
mit auch eine Erhohung des Kontaktdrucks. Die Verwendung einer Matrize mit grofBe-
rem Umformgrad resultiert sowohl in einer Vergroferung des Kontaktdrucks als auch
in einer Oberflidchenvergroferung.

Die Ergebnisse der untersuchten Parametervariationen bestétigen die experimentell er-
mittelten Ergebnisse. Unter Anwendung des Tiefzieh-VerbundflieBpressens der Werk-
stoffpaarung Aluminium EN AW-6060 und Stahl 1.4301 kann keine stoffschliissige
Verbindung hergestellt werden. Keine der simulierten Parametervariationen erreicht die
in der Literatur geforderten Werte des Kontaktdrucks von px = 830 MPa bei einer Ober-
flachenidnderung von mindestens y = 54%. Selbst unter Anwendung der Parameter der
Riss-Prozessgrenzen (Bild 5.20) mit einer Matrize mit ¢m = 1,2 und einem Schulteroff-
nungswinkel 2a = 60° bzw. pm = 1 und 2a = 120° kénnen die ZielgroBen nicht erreicht
werden. Die Ergebnisse der Untersuchungen der Entstehung stoffschliissiger Verbunde
zum Voll-Vorwirts-VerbundflieBpressen von Ossenkemper et al. (2017) und Wohletz
(2017), der hohere Werte der OberflachenvergréBerung und des Kontaktdrucks fiir die
stoffschliissige Verbindung von Aluminium und Stahl angibt ( EN AW-6082 T6, C45:
x = 150%, px = 3,4 * KtAluminium) als Ossenkemper et al. (2017), unterstiitzen die ermit-
telten Ergebnisse.

7.2 Untersuchungen zum Formschluss

Es konnte gezeigt werden, dass sich keine stoffschliissige Verbindung durch das Tief-
zieh-VerbundflieBpressen bei der untersuchten Werkstoffpaarung herstellen lasst. In
diesem Kapitel werden die Bauteile hinsichtlich eines formschliissigen Verbundes in
Axial- und Torsionsrichtung untersucht.

Axialer Formschluss®

Im Bild 7.6a sind ein mittig entlang der Langsachse getrennter Napf und ein ebenso
getrenntes Referenzbauteil zu sehen. Der fiir einen tiefgezogenen Napf typische Blech-
dickenverlauf, die durch die tangentiale Verjiingung der Ronde bedingte Aufdickung

2Ermittlung der Blechdickenverldufe im Rahmen der Projektarbeit von L. Engels: Experimentelle Un-
tersuchung des Tiefzieh-VerbundfliefSpressens, Technische Universitit Dortmund, 2018, betreut durch
O. Napierala und A. E. Tekkaya
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am Napfrand sowie die Verjingung der Blechdicke im Kontaktbereich hinter dem Kern-
kantenradius, sind zu erkennen.
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Bild 7.6: a) Getrennter Napf und Referenzbauteil zur Ermittlung des Blechdickenver-
laufs b) Verlauf der Blechdicke des Napfes und des Referenzbauteils sowie
der Vergleich der Differenz der maximalen und minimalen Blechdicke

Es wurden Messungen der Blechdicke an dem Lichtmikroskop Axioscope 5 der Firma
Zeiss durchgefiihrt. In Bild 7.6b ist ein reprisentativer Blechdickenverlauf entlang des
Pfads ¢ fiir den Napf und den Schaft des Referenzbauteils dargestellt. Die ermittelte
minimale Blechdicke #frmin wurde von der maximalen Blechdicke #rmax subtrahiert.
Diese Differenz At ist fiir 5 Népfe bzw. Schéfte ermittelt worden und deren Durch-
schnittswert ist im Bild 7.6b zu sehen. Die Blechdickendifferenz nimmt nach dem Ver-
bundflieBpressen um 75 % zu. Der durch das Tiefziehen gegebene Blechdickenunter-
schied wird durch das VerbundflieBpressen bzw. den Weiterzug zusétzlich erhoht.
Nimmt man des Weiteren an, dass die Stelle der maximalen (#r max = 1850 um) bzw.
minimalen (frmin =1463 pm) Blechdicke des Napfes auch die Stelle der maximalen
(fs,max =1656 pm) bzw. minimalen (fsmin = 975 pm) Blechdicke des Schaftes ist, kann
der Umformgrad ¢ maxmin in Blechdickenrichtung nach dem VerbundflieBpressen wie
folgt berechnet werden:
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ts,
Prmax = [In (tﬂ> . (7.2)
R,max
te s
Ptmin = ‘ln (;ﬂ) . (73)
R,min
@tmin = 0,57 > @ymax =0,11. (7.4)

Der Umformgrad in Dickenrichtung ¢umax ist um 81 5% geringer als der Umformgrad
@umin- Die Verteilung der numerisch ermittelten Vergleichsdehnrate ¢, in Bild 7.7 zeigt,
dass sich am Ende des Fliebunds eine zweite Umformzone (weil3 gestrichelt darge-
stellt) ausbildet.
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Bild. 7.7: a) Numerisch ermittelte Verteilung der Vergleichsdehnrate ¢,

Der Rondenwerkstoff im Bereich der FlieBpressschulter wird reibungsbedingt gebremst.
Gleichzeitig driickt der Kernwerkstoff innerhalb des Napfs gegen den Napfboden.
Dadurch entstehen axiale Zugspannungen in der Napfzarge (Bereich FlieBbund), die zur
Plastifizierung und somit zur Minimierung der Blechdicke fithren. Der aufgedickte
Rand des Napfes ist von diesem Effekt nicht betroffen. Wenn der Napfrand den FlieB3-
bund verlésst, wird dieser unmittelbar auf die Werkstoftflussgeschwindigkeit des vorei-
lenden Kernmaterials beschleunigt (vgl. Kap. 5.4.1). Es treten keine Zugspannungen
auf, die zu einem Uberschreiten der FlieBgrenze des Werkstoffs und somit zu einer Ver-
ringerung der Blechdicke des Napfrands beim Verlassen des FlieSbundes fiihren.

Die Ergebnisse der Untersuchung des Einflusses des Ziehverhiltnisses 1, der Blechdi-
cke tro, des Schulterdffnungswinkels 2a und des Umformgrads der FlieBpressmatrize
owm auf die Blechdickenverteilung und die Differenz der maximalen und minimalen
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Blechdicke 4ts werden im Folgenden dargestellt. Zusitzlich werden die Beeinflussung
der Blechdickenverteilung nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen durch die Nieder-
halterkraft, reprisentiert durch die Federkonstante C, und des Kernkantenradius rky, die
nach Klamser (1994) und Farr (2002) einen groBen Einfluss auf die Blechdickenvertei-
lung nach dem konventionellen Tiefziehen haben, analysiert.
In Bild 7.8 wird gezeigt, dass die Erhohung des Ziehverhéltnisses von f; = 1,8 auf f; =2
die Differenz zwischen der maximalen und der minimalen Blechdicke um 31 % erhoht.
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Bild. 7.8: a) Einfluss des Ziehverhéltnisses #1 und der Blechdicke #ro auf den Blechdi-
ckenverlauf und b) die Differenz Ats der maximalen und minimalen Blechdi-
cke nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen

Eine Erhohung der Ausgangsblechdicke von fro = 1,5 mm auf fro =2 mm fiihrt eben-
falls zu einer Verbesserung (49 %) des axialen Formschlusses. Ein héheres Ziehverhilt-
nis bedingt eine grofere Blechdicke am Napfrand nach dem Tiefziehen. Der groflere
Stahlanteil in der Matrizenschulter fiihrt zu einer Erhdhung des Kontaktdrucks zwischen
Rondenwerkstoff und Matrizenschulter. Dies resultiert in einer gréeren Umformung in
Richtung der Blechdicke nach dem FlieSbund.

Eine Erhohung der Federkonstante auf C = 619 N/mm um mehr als die Hélfte der Fe-
derkonstante des Referenzsets fiihrt zu einer Steigerung des axialen Hinterschnittni-
veaus von 7 % (Bild 7.9). Die Blechdicke am Napfrand nach dem Tiefziehen wird mi-
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nimiert, da aufgrund der héheren Niederhalterkraft mehr Werkstoff in die radiale Rich-
tung flieBt. Die minimale Blechdicke ist aufgrund der hoheren Zugbelastung zur Uber-
windung der Niederhalterkraft ebenfalls geringer.
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Bild. 7.9: a) Einfluss der Federkonstante C des Niederhalters und des Kernkantenra-
dius rkk auf den Blechdickenverlauf und b) die Differenz Azs der maximalen
und minimalen Blechdicke nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen

Der Kernkantenradius ist mit dem Stempelkantenradius des konventionellen Tiefzie-
hens gleichzusetzten. Eine Halbierung des Kernkantenradius fithrt somit zu einer Mini-
mierung der Blechdicke in der Napfzarge nach dem Tiefziehen, wie vorherige Untersu-
chungen zum konventionellen Tiefziehen (Doege, 1963) bereits ermittelten. Dies be-
dingt eine Erhohung der axialen formschliissigen Verbindung nach dem Verbundflie3-
pressen um 4 %.

Der Einfluss der Matrizengeometrie auf den axialen Formschluss wird in Bild 7.10 dar-
gestellt. Eine Erhéhung des Umformgrades der Matrize gwm fithrt sowohl zu einer Ver-
ringerung der maximalen Blechdicke als auch zu einer Verringerung der minimalen
Blechdicke am Bauteilschaft. Die Verringerung der minimalen Blechdicke dominiert
die Verringerung der maximalen Blechdicke und resultiert in einer Erhéhung des axia-
len Formschlussniveaus um 30 %. Wird der Schulterdffnungswinkel um 50 % vergro-
Bert, bedingt dies einen hoheren Druck in der Umformzone. Die gréeren von der Ronde
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zu iiberwindenden Reibkréfte resultieren in einer Vergroferung der Differenz der ma-
ximalen und minimalen Blechdicke Ats um 33 %.

1800

1400

1000

Blechdicke 7 in ym

600

0 5 10 156 20 25 30 35
Pfad ¢ in mm

Referenz: 2a = 60°, ¢\ =07 /A

33%

30 %

I Standardabweichung
‘:”N = !S.ma& & 'ts,mm
0 200 400 600 800 1000 1200

Bild 7.10: a) Einfluss des Umformgrads ¢m und des Schulter6ffnungswinkels 2a der
Matrize auf den Blechdickenverlauf und die Differenz A¢s der maximalen
und minimalen Blechdicke nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen

Formschluss in Umfangsrichtung

Neben dem gezeigten axialen Formschluss, der durch das Tiefziehen bedingt und durch
das anschlieBende VerbundflieBpressen noch vergréBert wird, kann auch ein Form-
schluss in Umfangrichtung festgestellt werden. Das anisotrope Materialverhalten fithrt
zu einer Zipfelbildung am Napfrand. Die Auspragung der Zipfelbildung steigt mit stei-
gendem Ziehverhaltnis, Umformgrad und Schulter6ffnungswinkel der Matrize und ist
ebenfalls von der ebenen Anisotropie des Werkstoffs abhiangig. Das Bild 7.11 zeigt den
Ubergangsbereich des mit Stahl ummantelten Schaftes zu dem rein aus Aluminium be-
stehenden Schaftbereichs.

Es wird angenommen, dass aufgrund des anisotropen Materialverhaltens auch die
Blechdicke in Umfangsrichtung nicht homogen ist. Um diese Theorie zu iiberpriifen, ist
die Rundheit des duBleren und inneren Durchmessers auf mittlerer Héhe der Napfgeo-
metrie eines Referenzbauteils nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen mit dem taktilen
Koordinatenmesssystem Prismo Vast der Firma Zeiss vermessen worden.
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Zipfelbildung

Bild 7.11: Zipfelbildung des Napfs am Schaft des Referenzbauteils

Im Vorfeld wurde der sich im Stahlnapf befindliche Aluminiumwerkstoff entfernt. Um
die Innengeometrie nicht zu beschéddigen, ist auf eine spanende Bearbeitung verzichtet
und das Aluminium durch Beizen mit einer Losung von 200 g/l Atznatron in Wasser
entfernt worden. Das Bild 7.12 zeigt die Rundheitsschriebe der Innen- und AuBlenkontur
der Napfmitte nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen.
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Bild 7.12: Rundheitsschrieb der Napfmitte nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen
(Referenz) a) AuBBenkontur b) Innenkontur

Der griine Kreis stellt den ermittelten Regressionskreis, das heifit eine Kreisgeometrie
mit dem minimalen aufsummierten quadratischen Abstand aller Messwerte zu sich
selbst, dar. Der Regressionskreis der Aulenkontur weicht um ein Hundertstel von dem
Soll-Durchmesser des FlieBbunds der Matrize (pm = 0,7 2a = 60°, dpg = 21,15 mm) ab.
Die Messwerte der Au3enkontur zeigen im Vergleich mit dem Regressionskreis der Au-
Benkontur die sehr guten Rundheitseigenschaften des ummantelten Bauteilschaftes.
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Die Messpunkte der Innenkontur weichen deutlich von dem errechneten Regressions-
kreis in der umlaufenden Form der Zipfelbildung ab. Diese Abweichungen der Blech-
dicke fiithren zu einem Formschluss in Umfangsrichtung. Die Differenz zwischen der
maximalen und minimalen Abweichung zum Regressionskreis betragt 0,08 mm.

Mikroformschluss

Zusitzlich zu den ermittelten makroskopischen Formschliissen, bedingt durch die hete-
rogene Blechdickenverteilung sowohl in axialer als auch in Umfangsrichtung, wird an-
genommen, dass ein Mikroformschluss aufgrund der gestrahlten Rondenoberfliche
(Bild 7.13) vorliegt. Diese Oberfldchenstrukturierung der Ronde ist mit einem Hinter-
schnitt gleichzusetzen, in die der weichere Aluminiumwerkstoff wéhrend des Verbund-
flieBpressens flief3t.
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Bild 7.13: REM —Aufnahmen in 1000-facher Vergroferung und Rauheitsprofil einer
Rondenoberflidche im Ausgangszustand und mit gestrahlter Oberfldche

Um die Oberflichenstrukturen vor und nach dem Sandstrahlen bewerten zu konnen,
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wurden diese in tausendfacher VergréBerung mit Hilfe eines Rasterelektronenmikro-
skops aufgenommen. Die Aufnahme der Rondenoberfliche des Ausgangszustands in
tausendfacher Vergroerung weist eine intakte Kornstruktur ohne Niveauunterschiede
in der Tiefe auf. Die Aufnahme der gestrahlten Oberfliche zeigt, dass das Strahlmittel
nicht ganze Koérner aus der Oberflache herausgelost hat, sondern eine transkristalline,
also Korngrenzen iibergreifende Beschédigung der Oberflache eingestellt wird. Zusétz-
lich werden Einschliisse, vermutlich Mangansulfide, aus der Eisen-Kohlenstoffmatrix
(Bild 7.13, weiB gestrichelt) herausgelst.

Die Auswirkungen des Strahlens auf die Rauheit wurde durch die Aufnahme von Rau-
heitsprofilen nach DIN 4287 mit dem taktilen Messgerdt MarSurf XR 20 der Firma
Mabhr eruiert. Exemplarisch wird in Bild 7.13 jeweils ein Rauheitsprofil dargestellt. Es
wurde sowohl die gestrahlte Oberflachentopographie als auch die Oberflachentopogra-
phie im Ausgangszustand an drei Messstellen erfasst. Die Durchschnittswerte des arith-
metischen Mittenrauwerts R, und der gemittelten Rautiefe R, sowie der Durchschnitts-
wert der maximale Einzelrauhtiefe Rmax werden in Tabelle 7.2 dargestellt.

Tabelle 7.2: Rauheitskennwerte der Rondenoberfldache im Ausgangs- und im gestrahl-
ten Zustand

Oberflichenstruktur Ronde

Rauheits- Anderung der
kennwert Ausgangs- Gestrahlt Rauheitskennwerte
zustand
Ra 0,17 2,37 1426 %
R. 1,88 15,24 809 %
Rinax 3,13 17,83 569 %

Der Vergleich der Rauheitskennwerte vor und nach dem Sandstrahlen zeigt eine deutli-
che Anderung von bis zu 1426 %. Wie sich die Anderung der Oberflichentopographie
auf die Verbundfestigkeit auswirkt, wird in Kapitel 7.4 analysiert.

7.3 Untersuchungen zum Kraftschluss

Im vorherigem Kapitel wurde gezeigt, dass durch das Tiefzieh-VerbundflieBpressen
eine formschliissige Verbindung zwischen den Werkstoffpartner vorliegt. In diesem Ka-
pitel wird der Frage nachgegangen, ob sich erginzend zu dem Formschluss noch ein
Kraftschluss zwischen den Verbundpartnern nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen
eingestellt hat.

Numerische Untersuchung zum Kraftschluss
Das Verhiltnis zwischen der AnfangsflieBspannung kro und dem Elastizititsmodul E ist
im Fall des Kernwerkstoffs (EN AW-6060, Ex = 69 GPa, krox = 248 MPa) in etwa das
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2,4-fache des Verhiltnisses zwischen der AnfangsflieSspannung und dem Elastizitéts-
modul des Rondenwerkstoffs (1.4301, Blechdicke #ro=1,5 mm, Er =205 GPa,
kio,r =322 MPa). In numerischen Untersuchungen kann ein Kontaktdruck zwischen
dem Kernwerkstoff (EN AW-6060) und dem umgebenden Rondenwerkstoff (Stahl
1.4301) festgestellt werden. Der numerisch ermittelte Kontaktdruck bei Anwendung der
Referenzparamater wird exemplarisch in Bild 7.14 gezeigt.

60

Kontaktdruck p, in MPa

]Referenzl p=18 |-'R.,= 1,5mm| ¢,=07 2a=60° 0

Bild 7.14: Numerisch ermittelter Kontaktdruck zwischen Ronde und Kern am Schaft
(Referenz)

Der Kernwerkstoff federt nach dem Auswerfen des Verbundbauteils tangential elastisch
stiarker zuriick als der Rondenwerkstoff. Es stellt sich ein Kontaktdruck zwischen den
Werkstoffpartnern ein, der in einer kraftschliissigen Verbindung zwischen Fiigeflichen
resultiert.

Experimenteller Nachweis des Kraftschlusses

Es wird angenommen, dass die durch das Hiillmaterial behinderte elastische Riickfede-
rung des Kernwerkstoffs einerseits zu tangentialen Druckspannungen im Kern und an-
dererseits zu tangentialen Zugspannungen im Hiillmaterial fithren. Um diese Theorie zu
iiberpriifen, wurden die tangentialen Eigenspannungen auf mittlerer ummantelter Lénge
Iy der Stahlhiille an drei Stellen um den Umfang an je drei Bauteilen des jeweils unter-
suchten Parametersets ermittelt. Die Messung erfolgt mit dem Messgerdt XSTRESS
3000 G2/G2R der Firma Stresstech GmbH. Das Bild 7.15 zeigt den Messaufbau und die
Lage der Messstellen. Die Messstellen mussten vor der Messung vorbereitet werden,
um einen Einfluss der Beschichtung und der lokalen Belastungshistorie durch Tribolo-
gieunterschiede der Oberfldche auf die Messung auszuschlieen. Die bekannten mecha-
nischen Priparationsverfahren aus der Metallografie, Schleifen und Polieren, konnten
nicht zum Einsatz kommen, da die mechanische Bearbeitung den Eigenspannungszu-
stand verdndern wiirde (Salonitis, 2014). Daher wurde der Werkstoff an der Oberflache
durch elektrolytisches Polieren um ca. 0,01 mm abgetragen. Die Werte der gemessenen
tangentialen Eigenspannungen werden in Bild 7.16 gezeigt.
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Bild 7.15: a) Aufbau der rontgenografische Eigenspannungsmessung b) Lage der
Messstellen

Die rontgenografisch ermittelten Eigenspannungsmessungen unterstiitzen die Hypo-
these der kraftschliissigen Verbindung. Es werden ausschlieSlich hohe tangentiale Zug-
eigenspannungen gemessen.
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Bild 7.16: a) Einfluss des Umformgrads ¢m und des Schulter6ffnungswinkels der Mat-
rize 20 auf die tangentialen Eigenspannungen des Stahlmantels

Die gemessenen Eigenspannungen konnten aber auch durch die inhomogene plastische
Umformung von Bauteilmitte zum Bauteilrand begriindet sein. Daher darf das Ergebnis
der Eigenspannungsmessung nur als Indiz fiir das Vorliegen eines Kraftschlusses ver-
standen werden. Um einen signifikanten Einfluss der Herstellung bzw. dieser inhomo-
genen Umformung auszuschlieBen, wird zusétzlich die Stahlhiille mittig einseitig ge-
schlitzt um den moglichen Anteil der Eigenspannungen, resultierend aus einer inhomo-
genen plastischen Umformung, auszulosen. Zur Minimierung des Temperatureinflusses
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durch das mechanische Trennverfahren, wurden die Stahlhiillen aller untersuchten Bau-
teile (Bild 5.5b) in einer Feintrennmaschine unter standiger Kiithlmittelflutung getrennt.
Das Bild 7.17 zeigt exemplarisch ein Bauteil mit geschlitzter Stahlhiille.

Schlitz

Bild 7.17: Bauteil mit geschlitzter Stahlhiille hergestellt mit Umformgrad der Matrize
om = 1,2 (Schaftdurchmesser = 18,2 mm, Schlitzbreite: 1,5 mm, Schlitz-
tiefe: 2,5 mm)

Nach dem Schlitzen lieen sich die Stahlhiillen bei allen untersuchten Bauteile nicht
manuell vom Bauteilschaft, weder in axialer noch in Umfangsrichtung, separieren. Das
bedeutet, dass der Kern elastisch weiter tangential aufgefedert ist als die Ronde und eine
kraftschliissige Verbindung besteht. Der Kern und das geschlitzte Hiillmaterial sind wei-
terhin kraftschliissig verbunden. Die experimentellen Untersuchungen bestitigen die
Hypothese der kraftschliissigen Verbindung aufgrund der unterschiedlichen Verhalt-
nisse zwischen der AnfangsflieBspannung und dem Elastizititsmodul des Kern- kpx/Ex
und Rondenwerkstoffs kp r/ER.

7.4 Ermittlung der Verbundfestigkeit

Es konnte gezeigt werden, dass keine stoffschliissige Verbindung zwischen den verwen-
deten Werkstoffpartnern durch das Tiefzieh-VerbundflieBpressen hergestellt werden
konnte. Eine form- und kraftschliissige Verbindung stellt sich prozessbedingt ein. In
diesem Kapitel wird die Leistungsfihigkeit dieses Verbundes zwischen dem Alumini-
umkern und der Stahlronde analysiert.
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Verbundfestigkeit in axialer Richtung

Die Verbundfestigkeit zwischen Aluminiumkern und Edelstahlronde in Langsrichtung
des Schaftes wurde mit Hilfe eines Push-Out-Tests quantifiziert. Der erstmalig von
Marshall (1984) zur Charakterisierung der Grenzfliachenscherfestigkeit von faserver-
starkten Keramikwerkstoffen entwickelte und in einer Maschine fiir Mikrohartemessun-
gen durchgefiihrte Test wurde auf die Gegebenheiten der Tiefzieh-Verbundbauteile an-
gepasst.

Die Push-Out-Probe ist durch Drehoperationen aus dem Schaft des Bauteils angefertigt
worden. Das Bild 7.20 verdeutlicht die Probenherstellung. Zuerst wurde der Stahlanteil
an der Stirnseite des Schaftes abgedreht und eine Tasche zur Positionierung des Push-
Out-Stempels geschaffen.

Pfad n

1 Blechdicke 7,
i

Bild 7.17: Position der Push-Out-Proben-Entnahme und Probengeometrie exempla-
risch gezeigt an einem Referenzbauteil

Anschlielend sind die Zipfel entfernt worden. Die dadurch entstandene, plane Flache
des aufgedickten Napfrandes diente als Auflagefldche der Probe in der Ausdriickmat-
rize. Es ist zu erwihnen, dass durch die Probenherstellung ein Teil des axialen Hinter-
schnitts durch das Abdrehen der Zipfelbildung entfernt wurde.

Der Werkzeugaufbau wird in eine Universalpriifmaschine mit einer maximalen Vor-
schubkraft von 250 kN eingebaut. Der schematische Aufbau des Push-Out-Tests ist in
Bild 7.18a dargestellt.

Die Push-Out-Probe wurde in die Push-Out-Matrize eingelegt. Nur die umhiillende
Stahlronde war in Kontakt mit der Matrize, damit der Kern ohne Restriktionen aufgrund
des Versuchsaufbaus aus der Ronde gedriickt werden konnte. Nachfolgend ist der Stem-
pel mittig in der Tasche der Probe positioniert worden. Die obere Stauchbahn verfédhrt
und sobald diese in Kontakt mit dem Stempel kam, detektiert durch eine Vorkraft von
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10 N, begann der Push-Out-Test mit einer konstanten Stempelgeschwindigkeit von
0,01 mm/s. Der Kern wurde entgegen des Hinterschnitts aus dem umgebenden Ronden-
werkstoff gedriickt.

a) Fy

Stempel

Matrize \

b)

: 5 10 15 20
Sp.out Stempelweg Sg, in mm

Bild 7.18: a) Schematischer Aufbau und Ablauf des Push-Out-Tests b) Kraft-Weg-
Verlauf mit vier charakteristischen Bereichen

Janczak et al. (1996) geben eine Gliederung des Kraft-Weg-Verlaufs in vier charakte-
ristische Bereiche an, die auch in den Stempelkraftverldufen dieser Versuche zu erken-
nen sind (Bild 7.18b). Zu Beginn, in Phase eins, kommt es zu einem linearen Kraftan-
stieg bei dem die Verbundzone vollstindig unbeschidigt ist. Folgend auf dem ersten
lokalen Maximum am Ende des linearen Anstiegs, kommt es in Phase zwei zu einem
ersten lokalen Versagen der Grenzschicht. Bei weiterer Stempelbewegung baucht auf-
grund des Formschlusses die Probe aus und der Verbund versagt vollstédndig am globa-
len Kraftmaximum in Bereich drei. Nach Erreichen der maximalen Stempelkraft sinkt
diese kontinuierlich aufgrund der stetig abnehmenden Reibfldche zwischen Kern und
Ronde, wie in Bereich vier zu sehen ist.

Die Verbundfestigkeit zp ist die Scherfestigkeit der Grenzfldche zwischen den Werk-
stoffpartnern und ldsst sich durch das Verhiltnis von Push-Out-Kraft Fp.out und Grenz-
flache Ap.ou berechnen.
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_ FP—Out

75 (7.5)

AP—Out

Da die Innenkontur, also der Blechdickenverlauf der Push-Out-Probe nicht bekannt ist,
wird angenommen, dass die Blechdicke 7ro im Mittel vorherrscht. Mit dem Auflendurch-
messer der Push-Out-Probe dp.ow und der H6he der Push-Out-Probe /p.ouw wird die
Grenzfliache Ag berechnet.

Ag =1 * (dp_out — tro) * (Np—out — Sp—out) - (7.6)

Der Hohenanteil der Grenzfliche ergibt sich aus der Gesamthdhe des Stahlmantels der
Push-Out-Probe /p-out (Bild 7.17), minimiert um den Stempelweg sp-out. Die Kraft Fp.out
ist die maximale Kraft, bei der der Verbund zwischen den Werkstoffpartnern noch intakt
ist und ist daher mit der Kraft des ersten lokalen Maximums (Bereich 1, Bild 7.18b) des
Stempelkraftverlaufs gleichzusetzen.

Da es sich bei der ermittelten Verbundfestigkeit um eine Scherfestigkeit handelt, ist die
ermittelte Verbundfestigkeit zg mit der Schubfliegrenze k der Werkstoffpartner vergli-
chen worden. Ist die Verbundfestigkeit gleich oder hoher als die SchubflieBspannung
des weicheren Werkstoffpartners, in diesem Fall des Aluminiums, ist von einer stoff-
schliissigen Verbindung auszugehen. Folgende Gleichung beschreibt die Berechnung
der SchubflieBgrenze k& bei Kenntnis der FlieBspannung krnach Tresca.

Wi
= —, 7.7
k 2 ( )

Ergebnisse der Push-Out-Tests

Der Einfluss der Variation der Anfangsblechdicke #ro, des Umformgrads ¢m und des
Schulter6ffnungswinkels 2a auf die Verbundfestigkeit 7s in axialer Richtung wird in
Bild 7.19 dargestellt. Ebenso wird die Verbundfestigkeit der Bauteile gefertigt nach den
Referenzparametern sowie die prozentuale Abweichung der Verbundfestigkeit der Va-
riationen zu der Verbundfestigkeit der Referenzbauteile gezeigt. Je Parameterset wurden
fiinf Push-Out-Proben gefertigt und anschlieBend der Kernwerkstoff aus dem umgeben-
den Rondenwerkstoff ausgedriickt.

Die Verbundfestigkeit der Bauteile, gefertigt nach den Referenzparametern, betrigt im
Durchschnitt 28 MPa. Im Vergleich zu der AnfangsschubflieBgrenze des verwendeten
Aluminiumwerkstoffs EN AW-6060 von k= 124 MPa erreichen die Referenzbauteile
eine Verbundfestigkeit von 23 % der Schubflie3grenze des Aluminiums.
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Eine Erhohung der Blechdicke, des Umformgrads der Matrize und des Schulterdft-
nungswinkels flihren zu einer Erhohung des axialen Hinterschnittniveaus Ats. Diese Er-
hohung des Hinterschnittniveaus ist im Vergleich zum Hinterschnittniveau der Refe-
renzbauteile bei diesen drei untersuchten Prozessparametern in etwa gleich bei 30%
(vgl. Kap 7.2). Ebenfalls ist eine Erhhung der Verbundfestigkeit bei Erhdhung dieser
Prozessparameter festzustellen. Im Fall der Blechdickenerhthung von 7z = 1,5 mm auf
tr = 2,0 mm (78 = S0MPa) steigt die Verbundfestigkeit um 78 %. Das bedeutet bezogen
auf die der Anfangsschubfliegrenze des Kernwerkstoffs, dass die Verbundfestigkeit
maximal 41 % der Anfangsschubfliefgrenze des Kernwerkstoffs betragt. Ossenkemper
et al. (2019) konnten sowohl experimentell als auch analytisch nachweisen, dass bei
steigender Wandstirke von Voll-Vorwirts flieBgepressten Verbundwellen (Aluminium-
kern und Stahlmantel) der verbleibende Kontaktdruck nach der Bauteilherstellung
steigt. Ubertrigt man diese Erkenntnis auf den deutlichen Anstieg der Verbundfestigkeit
bei Erhohung der Blechdicke, ist zusétzlich zum Formschluss eine Erhohung der kraft-
schliissigen Verbindung fiir den Anstieg der Verbundfestigkeit verantwortlich.
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Bild 7.19: Verbundfestigkeit in axialer Richtung der Referenzbauteile und bei Varia-
tion der Blechdicke fro, Umformgrad ¢m und Schulter6ffnungswinkel 2a
sowie der Oberfliachenbeschaffenheit der Ronde

Bei Verwendung der Ronde mit einer nicht durch Sandstrahlen strukturierten Kontakt-
flache sinkt die Verbundfestigkeit um 33 %. Die Annahme eines vorliegenden Mikro-
formschlusses, bedingt durch die Oberflachenstrukturierung nach dem Sandstrahlen der
Ronde, kann ebenfalls durch die Ergebnisse des Push-Out-Tests bestitigt werden.
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Verbundfestigkeit in Umfangsrichtung®

Als Basis des Versuchsaufbaus diente ein Bohrdynamometer des Herstellers Kistler. Mit
diesem ist es moglich, ein Moment von bis zu 200 Nm zu messen. Das Bild 7.20 zeigt
den Versuchsaufbau bei einer geklebten Verbindung zwischen Stahlmantel des Bauteils
und Probenaufnahme des Schaftes.

Bild 7.20: Verbundfestigkeit in axialer Richtung der Referenzbauteile und bei Varia-
tion der Blechdicke fro, Umformgrad ¢m und Schulter6ffnungswinkel 2a
sowie der Oberflachenbeschaffenheit der Ronde

Um die torsionale Verbundfestigkeit nicht zu beeinflussen, kam keine kraftgebundene
Einspannung zwischen der Probenaufnahme des Schaftes und der stahlummantelten
Oberflache des Bauteils zur Anwendung. Die Proben wurden mit verschiedenen Hoch-
leistungsklebern (maximal zuldssige Scherspannung =32MPa) mit der Probenauf-
nahme des Schaftes verbunden. Bei sémtlichen Versuchen mit Bauteilen der Parameter-
variation ¢gm = 0,5 versagte die Klebeverbindung und der Verbund blieb intakt.

Zusitzlich wurde versucht, durch eine Punktschweifverbindung den umhiillenden Stahl
des Schaftes mit einer Probenaufnahme zu verbinden. Hier zeigte sich, dass aufgrund

3 Ermittlung der Verbundfestigkeit in Umfangsrichtung im Rahmen der Projektarbeit von P. Bandura:
Verbundcharakterisierung des Tiefzieh-VerbundflieBpressens, Technische Universitdt Dortmund, 2018,
betreut durch O. Napierala und A. E. Tekkaya
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der Diinnwandigkeit des Stahls in Kombination mit dem Wérmeeintrag beim Schwei-
Ben, das Aluminium im Kern an der Grenzschicht aufgeschmolzen wurde. Eine
Schweiflverbindung beeinflusst die Eigenschaften des Verbundes zwischen Kern und
Ronde und ist daher nicht geeignet.

Abschliefiend ist festzuhalten, dass als untere Grenze der Verbundfestigkeit in Um-
fangsrichtung die Scherfestigkeit des Hochleistungsklebers von 32 MPa bei Bauteilen
mit einem Umformgrad ¢m = 0,5 angegeben werden kann. Die Versuchsreihe konnte
nur eine Untergrenze der torsionalen Verbundfestigkeit von 32 MPa ermitteln.

7.5 Fazit zur Verbundart und —festigkeit

Es kann numerisch und experimentell gezeigt werden, dass keine stoffschliissige Ver-
bindung zwischen den verwendeten Werkstoffpartnern Aluminium und Edelstahl durch
das Tiefzieh-VerbundflieBpressen herzustellen ist. Die auf Basis vorangegangener Ar-
beiten ermittelten bendtigten Werte, des Kontaktdrucks und der Oberflichenvergrof3e-
rung zur Herstellung eines Stoffschlusses, konnen nicht erreicht werden.

Durch Messungen der tangentialen Eigenspannungen der umhiillenden Stahlronden in
Kombination mit dem Schlitzen der Ronden entlang des Schaftes der Bauteile konnte
eine kraftschliissige Verbindung zwischen den Verbundpartnern ermittelt werden. Der
Kraftschluss wird auf das unterschiedliche elastische Riickfederungsverhalten der
Werkstoffe aufgrund der unterschiedlichen Elastizitdtsmodule zurtickgefiihrt.

Der erste Tiefziehvorgang fiihrt prozessbedingt zu einer VergroBerung der Blechdicke
im Randbereich des Napfes und zu einer Minimierung der Blechdicke oberhalb des
Kontaktbereichs zwischen Kernkantenradius und der Napfwand. Beim anschlieBenden
VerbundflieBpressen wird die Differenz der maximalen und minimalen Blechdicke, also
der Formschluss in axialer Richtung, vergroBert. Die Ergebnisse der Blechdickenmes-
sung zeigen, dass

e cine grofle Anfangsblechdicke der Ronde #ro,
e cin grofles Ziehverhiltnis f1,
e cin hoher Umformgrad beim VerbundflieBpressen gwm,

e und ein groBer Schulter6ffnungswinkel 2a

zu einer Erhohung des Formschlusses in axialer Richtung des Bauteils fithren. Diese
Zusammenhinge gelten ebenso fiir das Erreichen eines hohen Kontaktdrucks und einer
hohen Oberflachenvergroferung wihrend des VerbundflieBpressens.

Es konnte in Push-Out-Tests gezeigt werden, dass eine VergréBerung der Differenz zwi-
schen maximaler und minimaler Blechdicke der Stahlummantelung zu einer Erhhung
der axialen Verbundfestigkeit von maximal 41 % der AnfangsschubflieBgrenze des
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Kernwerkstoffs fiihrt. Ebenso konnte in Push-Out-Tests gezeigt werden, dass das Sand-
strahlen der Ronde in einem Mikroformschluss zwischen Kern und Ronde resultiert.

Die Zipfelbildung fiihrt zu einem Formschluss in Umfangsrichtung. Aufgrund techni-
scher Restriktionen kann lediglich eine untere Grenze fiir die Torsionsfestigkeit von
32 MPa ermittelt werden.
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8 Prozesspotentiale und technologische Konzepte

Die Ergebnisse der Grundlagenuntersuchung des Fertigungsprozesses Tiefzieh-Ver-
bundflieBpressen wurden in den vorangegangenen Kapiteln vorgestellt und diskutiert.
Aufbauend auf diesen Erkenntnissen werden im Folgenden Potentiale zur Erhhung der
industriellen Anwendbarkeit des Verfahrens identifiziert und technologische Konzepte
erstellt, analysiert und umgesetzt.

8.1 Tiefzieh-VerbundflieBpressen mit Gegendruck

Es konnte gezeigt werden, dass die Herstellung von Verbundwellen durch das Tiefzieh-
VerbundflieBpressen (TVFP) bereits fiir eine Vielzahl von Prozessparametern, insbe-
sondere bei Variation der Umformgrade der Matrize und der Schulter6ffnungswinkel,
moglich ist. Sollen groBe Umformgrade gm realisiert werden ist ein Prozesserfolg jedoch
nur bei der Wahl geringer Schulter6ffnungswinkel 2a moglich, um ein Reiflen der
Ronde wihrend des Tiefziehens im Weiterzug zu vermeiden. Ursdchlich hierfiir sind
einerseits die lokale Blechausdiinnung wéhrend des Erstzugs sowie das Auftreten un-
glinstiger Zugspannungen in der Ronde nach dem Austritt aus der Matrize wahrend des
Weiterzugs. Durch das Aufbringen eines Gegendrucks wihrend des Weiterzugs der
Ronde und des FlieBpressens des Kerns sollen die axialen Zugspannungen in der Ronde
iiberlagert und minimiert werden. Der Prozessablauf ist in Bild 8.1 dargestellt.

f

st

1
Stempel
Niederhalter

Ziehring
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i

e AW
| W

Auswerfer
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Bild 8.1: Tiefzieh-VerbundflieBpressen mit Gegendruck
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Gleichsam mit dem herkdmmlichen Verfahren des Tiefzieh-VerbundflieBpressens zieht
der Kern die Ronde zu einem Napf direkt in die FlieBpressmatrize. Der mit der Kraft Fg
beaufschlagte Auswerfer ist auf Hohe des Ubergangs zwischen FlieBbund und Schulter
der Matrize positioniert. Erst wihrend des Weiterzugs des Napfes und dem Fliepressen
des Kerns bringt der Auswerfer einen konstanten Gegendruck pg auf die Stirnfldche des
ummantelten Schaftes auf. Der Gegendruck pg berechnet sich aus dem Verhiltnis der
Gegenkraft F'c und der Kreisfliache, die durch den formgebenden Durchbruch der Mat-
rize, dem FlieBbunddurchmesser drb, definiert wird:

FG'4

— —. 2 .
T dgy,

Pc (8.1)

Aufgrund der gegebenen Hydraulikeinheit, der in den experimentellen Untersuchungen
verwendeten Presse, betrug die minimale Gegenkraft F'g =29 kN. Um die Knicklast der
Auswerferstange, die die Kraft vom Ziehkissen auf den Auswerfer tibertragt, nicht zu
uberschreiten, ist die maximal zuldssige Gegenkraft auf g = 100 kN begrenzt worden.
Das Bild 8.2 stellt die durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen hergestellten Bauteile mit
und ohne Anwendung eines prozesserginzenden Gegendrucks dar.

Tiefzieh-
VerbundflieRpressen

Tiefzieh-

VerbundflieBpressen
+

P =136 MPa
(Fg =29 kN)

Bild 8.2: Rissvermeidung durch Gegendruck pc = 136 MPa (pm = 1,2; 20, = 90°)

Das Ergebnis der experimentellen Untersuchung zeigt, dass eine Druckspannungsiiber-
lagerung in axialer Richtung die Rissbildung vermeiden kann. Zusétzlich ist der vorhan-
dene Spalt I'= 0,01 mm zwischen Napfrand und Kernradius geringer als die gesetzte
Fehlergrenze I"=2/3 - tro. Bei allen im Vorhinein untersuchten Bauteilen, hergestellt
mit einem Schulter6ffnungswinkel 2a < 90°, war der Spalt groBer als die Fehlergrenze.
Der Einfluss der Spannungsiiberlagerung auf die axialen Spannungen in der Napfzarge
wihrend des Weiterzugs ist mit Hilfe des numerischen Modells untersucht wor-
den (Bild 8.3).
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Bild 8.3: Einfluss des Gegendrucks pg = 136 MPa auf die numerisch ermittelte axiale
Spannungsverteilung in der Ronde (pm = 1,2; 2a = 90°)

Die Auswertung der numerisch ermittelten axialen Spannungsverteilung zeigt, dass
durch den Einsatz eines Gegenstempels die Zugspannungen verringert werden konnen.
Die Verfolgung eines Partikels in der Napfzarge (vgl. Kap. 5.4.1) detektierte eine ma-
ximale axiale Zugspannung von 2001 MPa unter Anwendung des Tiefzieh-Verbund-
flieBpressens. Die Partikelverfolgung bei der Prozessergidnzung eines Gegendrucks
(pc = 136 MPa) ergab eine axiale Zugspannung von 1693 MPa im Maximum. Die ma-
ximale axiale Zugspannung wird durch die Druckspannungsiiberlagerung um 15 % ver-
ringert. Die Minimierung ist ausreichend, um die Rissbildung in der Napfzarge zu ver-
meiden.

In weiteren Untersuchungen kann ebenfalls ein positiver Einfluss bei Verwendung eines
axialen Gegendrucks auf den unzureichend ausgeformten Bauteilkopf festgestellt wer-
den. Der Fehler tritt auf, wenn die benétigte Kraft zum FlieBpressen des Kerns in Kom-
bination mit der benétigten Kraft zum Weiterzug des Napfes geringer ist als die beno-
tigte Kraft zum Stauchen des Kernwerkstoffs, der den Bauteilkopf definiert. In numeri-
schen Versuchen (pm = 0,3; 2a = 60°) wurde die Gegenkraft, ausgehend von einem An-
fangswert F'c =5 kN in jeder nachfolgenden Prozesssimulation um 5 kN, erhoht. Bei
einer Gegenkraft von 20 kN tiberstiegen die Krifte des durch Gegendruck iiberlagerten
Weiterzugs der Ronde und des FlieBpressens des Kerns die benétigte Kraft zum voll-
standigen Stauchen des Bauteilkopfes auf den Durchmesser des Matrizenaufnehmers.
Aufgrund der minimalen experimentell moglichen Gegenkraft Fo=29 kN
(pc = 55 MPa) wird das numerische Ergebnis mit einer um 45 % groferen Gegenkraft,
als in der Simulation ermittelt, experimentell validiert. Das Bild 8.4 zeigt ein gepresstes
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Bauteil, gefertigt durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen, ohne und mit Anwendung eines
Gegendrucks pg = 55 MPa. Das experimentelle Ergebnis bestitigt die Simulation unter
Beriicksichtigung der genannten Einschrinkung der experimentell umsetzbaren mini-
malen Gegenkraft. Die ermittelte Spaltgrofie "= 0,23mm des Bauteils liegt ebenfalls
unterhalb der Fehlergrenze I'=2/3 « fro =°1 mm.

Tiefzieh-
VerbundflieRpressen

Tiefzieh-
VerbundflieBpresser
+

P =55 MPa
(F =29 kN)

Bild 8.4: Fehlervermeidung des unzureichend ausgeformten Bauteilkopfes durch Ge-
gendruck pg = 136 MPa (pm = 0,3; 2a = 60°)

Die Anwendung des Gegendrucks zur Fehlervermeidung der Rissbildung fiihrt neben
der Vermeidung dieses Fehlerbildes auch zu einer Spaltgrofe unterhalb der Fehlerdefi-
nition I"=2/3 - tro, trotz Verwendung eines Schulterdffnungswinkels 2a = 90°. Des
Weiteren ist bei Anwendung eines Gegendrucks zur Vermeidung des unzureichend aus-
geformten Bauteilkopfes ein Gutteil mit einer geringen SpaltgroBe hergestellt worden.
Die Spaltgrofie wird maBgeblich durch die inhomogene Verteilung der axialen Werk-
stoffflussgeschwindigkeit in radialer Richtung verursacht (vgl. Kap. 5.4.1). Der Spalt
ist umso grofer, je groBer der Geschwindigkeitsgradient des Werkstoffflusses zwischen
Randbereich und Mitte innerhalb der Umformzone ist und wird daher mafgeblich vom
Schulter6ffnungswinkel beeinflusst. In numerischen Versuchen (pm = 0,7; 2a = 90°)
wird erneut die Gegenkraft ausgehend von einem Anfangswert Fg = 5 kN in jeder nach-
folgenden Prozesssimulation um 5 kN erhoht. Bei Ergénzung des Prozesses um eine
Gegenkraft Fg = 80 kN wird die FlieBspannung des Aluminiumwerkstoffs im Schaft
tiberschritten. Der Aluminiumwerkstoff, der sich hinter dem FlieBbund befindet, wird
plastisch gestaucht. Daher wird im Weiteren die Anwendung einer Gegenkraft von
Fg =75 kN tiefergehend analysiert. Das Bild 8.5 zeigt den Vergleich der numerisch er-
mittelten axialen Werkstoffflussgeschwindigkeit mit und ohne Anwendung eines aus
der Gegenkraft Fg =75 kN resultierenden Gegendrucks pg =213 MPa. Durch Anwen-
dung der Gegenkraft wird die Werkstoffflussgeschwindigkeit nach dem Austritt aus der
Matrizenschulter verringert. Die Differenz der axialen Werkstoftflussgeschwindigkeit
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mittig der Umformzone und im Randbereich verringert sich ebenfalls. Dies fiihrt zu ei-
ner Minimierung der SpaltgréBe. Die numerisch konstatierte Spaltgrofie I” betrigt bei
Abbildung des herkommlichen Tiefziehverbund-VerbundflieBpressens /"= 0,93 mm.
Bei Prozessergénzung des Gegendrucks minimiert sich die Spaltgrofie auf /"= 0,07 mm.
Die numerisch ermittelte Spaltgrofe kann durch Gegendruck um 92,5 % verringert wer-
den.

F Tiefzieh-Verbundfliebpressen
st +

v Stempel v Gegendruck
I

Tiefzieh-VerbundflieRpressen

in z-Richtung in mm/s

Werkstoffflussgeschwindigkeit

Spalt
Matrize

Ronde

Auswerfer ?
F,=T75kN

]
[3¥]

Bild 8.5: Einfluss des Gegendrucks pg = 213 MPa auf die numerisch ermittelte axiale
Werkstoftflussgeschwindigkeit (pm = 1,2; 2a = 90°)

Ein gepresstes Bauteil gefertigt durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen (pm=0,7;
20 = 90°) ohne und mit Anwendung eines Gegendrucks pg =213 MPa wird in Bild 8.6
dargestellt.

Tiefzieh-
VerbundflieBpressen

Tiefzieh-
VerbundflieRpressen
+

P =213 MPa
(Fg =75 kN)

Bild 8.6: Spaltminimierung durch Gegendruck pc = 213 MPa (¢m = 0,7; 20 = 90°)
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Experimentell kann die Spaltgr6e I” durch Ergénzung des Tiefzieh-VerbundflieBpres-
sens (oM = 0,7; 2a = 90°) durch einen Gegendruck pg = 213 MPa, aufgebracht auf die
Stirnfliche des Bauteilschaftes, von Spaltgréie I'= 1,17 mm auf "= 0,25 mm reduziert
werden. Die Spaltgréfle wird um 79 % verringert. Die Abweichungen zwischen Simu-
lation und Experiment lassen sich auf instationére, durch das Simulationsmodell nicht
abbildbare, tribologische Bedingungen zurtickfiihren.

8.2 Zweitstufiges Tiefzieh-VerbundflieBpressen*

Im vorangegangenen Kapitel sind die Prozessgrenzen erfolgreich durch den Einsatz ei-
nes mit Kraft beaufschlagten Auswerfers, der wihrend des Tiefzieh-VerbundflieBpres-
sens einen Gegendruck auf den Bauteilschaft aufbringt, erweitert worden. Fiir die in-
dustrielle Anwendbarkeit ist neben der Herstellung fehlerfreier Bauteile auch die mit
dem Hiillwerkstoff ummantelte Lange des Bauteilschaftes von grof3er Relevanz.

In Kap 5.1.3 konnte gezeigt werden, dass der Umformgrad der Matrize gm den grofiten
Einfluss auf die relative, das heifit auf den Schaftdurchmesser bezogene ummantelte
Lénge w hat. Ist die finale Produktgeometrie und somit der Umformgrad der Matrize
vorgegeben, beeinflusst das Ziehverhiltnis £1 die ummantelte Lénge /, mafgeblich. Das
maximale Ziehverhéltnis des Erstzugs fimax restringiert die Grofle des Durchmessers
der Ronde. Das Bild 8.7 zeigt ein Bauteil bei Verwendung des maximalen Ziehverhalt-
nisses f1,max = 2,1 (Rondendurchmesser dr = 55 mm, Kerndurchmesser dk = 25,5).

Aluminium (EN AW-6060) Stahl (1.4301)

Prozessparameter

JBI.m:u =21 "= 0,7
fe=1,5mm| 24=60°

Ummantelte Lange /, = 46 mm
Rel. ummantelte Lange w = 2,2

Bild 8.7: Stahl-Aluminium-Welle gefertigt mit maximalen Ziehverhéltnis des Erstzugs
ﬂ 1,max = 2,1

Bei Anwendung des maximalen Ziehverhiltnisses des Erstzugs betrdgt die ummantelte
Lénge des Bauteilschaftes /, =46 mm. Um die ummantelte Lange und somit das ge-

4 VergroBerung der ummantelten Lénge im Rahmen der Projektarbeit von Y. Yasar: Zweistufiges Tief-
zieh-VerbundflieBpressen — Auslegung, Konstruktion und Durchfiithrung, Technische Universitét Dort-
mund, 2019, betreut durch O. Napierala und A. E. Tekkaya
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samte Ziehverhéltnis zu vergr6ern, werden in der Literatur unter anderem das Tiefzie-
hen im Weiterzug diskutiert. Der Werkzeugaufbau des Tiefzieh-VerbundflieBpressens
wurde erweitert, um das Tiefziehen im Weiterzug zu implementieren. Das Bild 8.8 stellt
den Prozessablauf des zweistufigen Tiefzieh-VerbundflieBpressens dar und erldutert den
Werkzeugaufbau

a) b) c) d)

Werk- und Tiefziehen /3, Weiterzug /3, Verbundflielipressen
Halbzeuganordnung

FlieRpressen des Kerns

Pressplatte +
Weiterzug der Ronde /i,

Hilfsstempel

N2 Matrize

o
[=
=
e
o
N
L
[
[s)
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Auswerfer

|
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I Matrize

Bild 8.8: Prozessskizze des zweistufigen Tiefzieh-VerbundflieBpressens a) Werk- und
Halbzeuganordnung b) Tiefziehen c) Weiterzug d) VerbundflieBpressen

Der zweistufige Ziehring wird auf der Matrize zum Voll-Vorwirts-FlieBpressen positi-
oniert. Die Ronde wird zwischen den Niederhalter und den Ziehring gelegt (Bild 8.8a).
Der Niederhalter wird mit der Niederhalterkraft Fn versehen. Der Multifunktionsstem-
pel wird mittig auf der Ronde angeordnet und zentriert den innenliegenden Kern. Die
Pressplatte verschlieSt den Multifunktionsstempel. Der Stempel verfihrt in Richtung
der Pressplatte. Sobald die Werkzeuge in Kontakt kommen, beginnt der Multifunktions-
stempel die Ronde in die Matrize zu ziehen. Ist der Erstzug abgeschlossen, fihrt der
Stempel zuriick in die Ausgangsposition. Die Pressplatte wird entfernt und der Hilfs-
tempel auf dem Kern positioniert (Bild 8.8b). Wiahrend des konventionellen Weiterzugs
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dient der Multifunktionsstempel als Kernfithrung sowie als Niederhalter. Der Flansch
des Multifunktionsstempels wird infolgedessen mit einer Niederhalterkraft Fno beauf-
schlagt. Der Kern zieht wihrend des Weiterzugs den Napf in die Matrize (Bild 8.8c).
Nach dem Weiterzug wird der Werkzeugaufbau zum zweistufigen Tiefziehen entfernt.
Der Stempel driickt das Hybridhalbzeug durch die formgebende Offnung der Matrize.
Es findet ein FlieBpressen des Kerns und ein erneuter Weiterzug des Napfes
statt (Bild 8.8d).

Fiir den Werkstoff 1.4301 wurde ein maximales Ziehverhiltnis im Weiterzug von
P2max = 1,3 ermittelt. Das Bild 8.9 zeigt die verwendeten Prozessparameter, die Halb-
zeuge vor und nach den jeweiligen Prozessschritten und die finale Bauteilgeometrie.

b
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Weiterzug VerbundflieBpressen
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"Rﬂ= 1-5 mm[ -ﬁhmnx = 2‘1 1 -ﬁl’.mnx = 1'3[ '?’,\-1= 0'7 [ 20.=60°

Bild 8.9: a) Halbzeuge b) Napf nach dem Tiefziehen ¢) Durch Weiterzug entstandenes
Hybridhalbzeug d) Stahl-Aluminium-Welle

Die ummantelte Lénge des Bauteilschaftes konnte um 47 % auf /. = 67 mm durch den
Einsatz des zweistufigen Tiefzieh-VerbundflieBpressens vergrofert werden. Die Hérte
der Edelstahlronde vor der Umformung sowie die Harte am Langsschnitt der Edelstahl-
hiille am Bauteilschaft sind nach der Umformung gemessen worden. Es ist das Hérte-
messverfahren nach Vickers mit einer Priifkraft von 10 kp (98,07 N) und einer Priif-
dauer von 10 Sekunden zur Anwendung gekommen. Die Hérte der Ronde (Edelstahl
1.4301) betragt im Mittel 173 HV. Die Hartemessung an der Edelstahlhiille ergibt eine
Hiérte von 501 HV10 (Bild 8.10). Die Hirte des Edelstahls wird durch die Umformung



Prozesspotentiale und technologische Konzepte 117

in Kombination mit den werkstoffspezifischen Kaltverfestigungseigenschaften um
190 % gesteigert.

Harte: 501 HV10
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Bild 8.10: Blechdickenverlaufs eines Bauteils, hergestellt durch das zweistufige Tief-
zieh-VerbundflieBpressens

Der Verlauf der Blechdicke wird entlang des Pfads » am Léngsschnitt der gefertigten
Bauteile gemessen und ist fiir ein Bauteil exemplarisch in Bild 8.10 dargestellt. Auf-
grund der tangentialen Werkstoffverdrangung ist die Blechdicke des schaftumhiillenden
Napfes fsmax groBler als die Ausgangsblechdicke fro. Ausgehend vom Napfrand sinkt die
Blechdicke auf das globale Minimum. AnschlieBend steigt die Blechdicke auf ein loka-
les Maximum und féllt auf ein lokales Minimum. Im Radius der Stirnseite des Bauteils
steigt die Blechdicke erneut an, bis etwa der Wert der Ausgangsblechdicke zro erreicht
wird. Im Gegensatz zu den durch das herkommliche Tiefzieh-VerbundflieBpressen ge-
fertigten Bauteilen, weisen die Blechdickenverldufe der Bauteile, hergestellt durch das
Tiefzieh-VerbundflieBpressen ergdnzt um konventionellen Weiterzug, neben dem glo-
balen Minimum ein lokales Minimum auf. Wie aus dem Stand der Technik bekannt ist,
verringert sich die Blechdicke der Napfzarge in dem Bereich des Stempelkantenradius
wihrend des Erstzugs durch den Multifunktionsstempel. Der nachfolgende Weiterzug
des Napfes durch den Kern fiihrt zur Entstehung des lokalen Minimums. Durch das an-
schlieBende VerbundflieBpressen bleibt der qualitative Blechdickenverlauf erhalten.

Zur weiteren VergroBerung der mit Hiillwerkstoff ummantelten Linge des Bauteils
muss der Durchmesser der eingesetzten Ronde vergroBert werden. Drei mogliche Her-
angehensweisen sind aus dem Stand der Technik bekannt. Um das gesamte Ziehverhalt-
nis zu vergroflern und somit auch den Rondendurchmesser, kann der Napf in mehreren
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aufeinanderfolgenden konventionellen Tiefziehprozessen hergestellt werden. Eine an-
dere Variante ist das Aufbringen einer Druckspannung am Flansch (Erstzug) bzw.
Napfrand (Zweitzug), wodurch die Zugspannungen in der Napfzarge wihrend des Tief-
ziehens verringert und die jeweiligen maximal moglichen Ziehverhiltnisse vergroBert
werden konnen. Die dritte Moglichkeit ist die Verwendung eines Zwischenglithprozes-
ses, um das Umformvermogen des Werkstoffes nach dem Tiefziehen im Erstzug zu er-
hohen. Im Rahmen dieser Arbeit wird die Anwendung eines Losungsglithens des Napfes
nach dem Erstzug fokussiert. Das Bild 8.11a zeigt die Fertigungsfolge.

a) b)

Tiefziehen (konv. mit Stempel) Aluminium
Ziehverhéltnis Erstzug £, .. = 2,1 (EN AW-6060)

Rondendurchmesser d;, = 80

.

Losungsgliihen

Temperatur 1000 °C Stahl (1.4301)
Halterdauer 15 Minuten
Abkuhlung im Wasserbad

¥

Tiefzieh-VerbundflieRpressen

Ziehverhéltnis Zweitzug (mit Kern) f,=1,6
Umformgrad der Matrize ¢,,= 0,7 —
Schulteréffnungswinkel 2a = 90°

Ummantelte Lange /, = 91 mm
Rel. ummantelte Lédnge w= 4,3

Bild 8.11: a) Fertigungsfolge zweistufiges Tiefzieh-VerbundflieSpressen mit Losungs-
glithen, b) Stahl-Aluminium-Welle

Die Ronde wird konventionell zu einem Napf tiefgezogen (81,max = 2,1) und ausgewor-
fen. Danach erfolgt das Losungsglithen in einem auf 1000 °C temperierten Ofen. Kolbe
und Hellwig (2018) geben fiir das Losungsglithen eine Haltedauer von 20 Minuten pro
3,5 mm Blechdicke an. Die maximale Blechdicke am Napfrand nach dem Erstzug be-
rechnet sich zu fr max = fro \/ﬁl =1,5 mm- V2,1 =2,17 mm. Die Haltezeit ergibt sich
zu 12,4 Minuten. Die Ofentemperatur verringert sich nach dem Offnen des Ofens und
dem Platzieren der Népfe. Bis zum erneuten Erreichen der Glithtemperatur 1000 °C be-
notigt der Ofen in etwa 2 Minuten. Aufgrund des beschriebenen Warmeverlustes und
der Kompensation des selbigen wird die Haltedauer im Experiment auf 15 Minuten fest-
gelegt. Zur Uberpriifung der Verringerung der Festigkeit nach dem Losungsglithen wird
die Harte an der Napfzarge vor und nach dem Losungsglithen ermittelt. Die ermittelte
Harte nach dem Erstzug betragt 339 HV10. Die Harte nach dem Losungsglithen betréigt
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162 HV10. Der gegliihte Napf und der Kern werden gestrahlt, gereinigt, beschichtet und
in dem Werkzeugaufbau fiir das zweistufige Tiefzieh-VerbundflieBpressen positioniert.
Der Kern zieht den geglithten Napf in die FlieBpressmatrize (Bild 8.8c). Nach Kalweit
et al. (2012) ist fiir nach dem Erstzug I6sungsgegliihten Edelstahl 1.4301 ein Grenzzieh-
verhiltnis im Zweitzug von f2,max = 1,8 moglich. Aufgrund von Restriktionen, hervor-
gerufen durch das Tiefziehwerkzeug, ldsst sich mit dem vorhandenen Versuchsautbau
nur ein Ziehverhéltnis im Zweitzug von 2 = 1,6 realisieren. Nach dem Zweitzug wird
das entstandene Hybridhalbzeug zu einer Welle mit Aluminiumkern und Edelstahlhiille
gepresst (Bild 8.11b). Die ummantelte Lange /, des Bauteils konnte um 94 %, im Ver-
gleich zu dem hergestellten Bauteil durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen ohne erginzten
Zweitzug und Zwischenglithen, gesteigert werden. Die herstellbare Linge des Bauteil-
schaftes ist durch das FlieBpresswerkszeug auf 80 mm begrenzt. Die ohne diese Ein-
schrankung herstellbare ummantelte Lange ist daher vermutlich groBer.

Tiefziehen (konv. mit Stempel) Aluminium

Ziehverhaltnis Erstzug §, ... = 2,1 (EN AW-6060)
Rondendurchmesser o, = 80 w

@

Ldsungsgliihen

Temperatur 1000 °C
Halterdauer 16 Minuten
Abkiihlung im Wasserbad

.

Tiefzieh-VerbundflieBpressen >

Ziehverhaltnis Zweitzug (mit Kern) f#,=1,6

Umformgrad der Matrize ¢,,= 1,0
Schulteréffnungswinkel 2a = 90°

.

VerbundflieBpressen

Stahl (1.430

-
v —

Umformgrad der Matrize ¢,,= 0,7
Schulteréfinungswinkel 2a = 120°

Bild 8.12: Blechdickenverlaufs eines Bauteils, hergestellt durch das zweistufige Tief-
zieh-VerbundflieBpressens
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Um das Potential der Prozesserweiterung zweistufiges Tiefzieh-VerbundflieBpressen
unter Verwendung eines 16sungsgegliihten Napfes zu demonstrieren, wurden doppelt
abgesetzte Wellen durch diese Verfahrenserweiterung hergestellt. Das Bild 8.12 zeigt
die Verfahrensfolge und einen gefertigten Demonstrator. Die Halbzeuge, der gegliihte
Napfund der Kern, werden in dem Werkzeugaufbau zum Tiefzieh-VerbundflieBpressen
positioniert. Nach dem Tiefziehen wird der erste Absatz der Welle hergestellt. Das Ver-
bundflieBpressen, dementsprechend das FlieBpressen des Kerns und der Weiterzug der
Ronde, erfolgt in einer FlieBpressmatrize mit einem Umformgrad ¢m = 1,0 und einem
Schulter6ffnungswinkel 2o = 90°. Anschlieend wird die einfach abgesetzte Welle aus-
geworfen und zur Herstellung des zweiten Absatzes in die Matrize (pm = 0,7; 2a = 120°)
gelegt. Es findet kein erneuter Schmierstoffauftrag statt. Es wird eine doppelt abgesetzte
Welle hergestellt, die bei beiden Absitzen eine vollstindige Stahlummantelung des Alu-
miniumkerns besitzt. Das Bild 8.13 zeigt eine Demonstratorwelle im Langsschnitt.

Stahl (1.4301)  Harte: 428 HV10

Hérte: 450 HV10

/ = ._.\ =
S Aluminium (EN AW-6060)
\ J L J

Absatz 2 Absatz 1

Bild 8.13: Langsschnitt einer doppelt abgesetzten Demonstratorwelle

Die gemessene Harte des Hilllwerkstoffs am ersten und am zweiten Absatz ist trotz ho-
herer Umformung der Stahlronde im Vergleich zur Stahlronde des Bauteils, hergestellt
durch zweistufiges Tiefzieh-VerbundflieBpressen ohne Zwischenglihen (Bild 8.10,
Hérte = 501 HV10), um 10 % bzw. 15 % niedriger. Diese geringere Harte ist auf die
Entfestigung durch das Zwischengliithen des Napfes nach dem Erstzug zuriickzufiihren.
Bei der Prozessauswahl zur Fertigung von Bauteile mit speziellen Anforderungen an die
Oberfldchenhédrte muss diese Hérteminimierung durch den Zwischenglithprozess be-
riicksichtigt werden.

8.3 Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressen

Im vorangegangenen Kapital konnte gezeigt werden, dass eine doppelt abgesetzte
Welle, bestehend aus einem Aluminiumkern mit einer vollstindigen Stahlummantelung
der beiden Absitze, erfolgreich hergestellt werden konnte. Die Oberflicheneigenschat-
ten beider Wellenabsitze werden durch einen Hiillwerkstoft definiert. Bekanntlich miis-
sen unterschiedliche Wellenabsitze zum Teil unterschiedliche Anforderungen an die
Oberfldche erfiillen. Die geforderte Hérte eines Wellenabsatzes, auf dem ein Nadellager
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montiert ist, betrdgt 58-65 HRC (Schaeffler Technologies AG & Co. KG, 2012). Wird
ein Radial-Wellendichtring montiert, ist die geforderte Oberflichenhdrte mit 45-
55 HRC (DIN 3760) um etwa 20 % geringer. Des Weiteren miissen gegebenenfalls be-
stimmte Bereiche einer Welle korrosionsbestindig sein. Das bedeutet, dass bei einer
anforderungsgerechten Auslegung einer mehrfach abgesetzten Welle gegebenenfalls
unterschiedliche Werkstoffe verwendet werden miissen, die die spezifischen Oberfla-
cheneigenschaften des jeweiligen Wellenabsatzes definieren. Zur Herstellung dieser
Multi-Material-Wellen, bestehend aus einem Kernwerkstoff und unterschiedlichen
Hiillwerkstoffen, ist im Rahmen dieser Arbeit das Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressen
entwickelt worden (Patent: DE 10 2019 002 851.1, 21.04.2019 eingereicht). Die Pro-
zessskizze ist in Bild 8.14 dargestellt.

a) Werk- und b) Aufweitenund c¢) VerbundflieBpressen
Halbzeuganordnung Tiefziehen
Stempel Welle F

(hergestellt durch St
Tiefzieh-Verbundflieipressen) $
I

Gelochte
Ronde

Ziehring
(Aufweittiefziehen)

A / | Matrize A

Bild 8.14: Prozessskizze des zweistufigen Tiefzieh-VerbundflieBpressens a) Werk- und
Halbzeuganordnung b) Tiefziehen und Aufweiten c¢) VerbundflieBpressen
(Napierala et al., 2019)

Der Ziehring wird auf der Matrize angeordnet (Bild 8.14a). Die gelochte Ronde wird
im Kegel des Ziehrings positioniert und die einfach abgesetzte Welle (hergestellt durch
Tiefzieh-VerbundflieBpressen) wird mit dem ersten Absatz iiber dem Loch der Ronde
zentriert (Durchmesser Ronde innen dg; < Schaftdurchmesser Welle ds). Der Stempel
verfihrt in Richtung der Welle. Sobald dieser mit der Welle in Kontakt kommt, beginnt
der erste Absatz der Welle das Loch der Ronde zu weiten (Bild 8.14b). Simultan wird
die Ronde zu einem Napf mit gelochtem Boden, einer Hiilse, gezogen. Die Schulter und
partiell der Kopf der Welle sind nach dem Aufweiten und Tiefziechen mit dem Ronden-
werkstoff umhillt. Sobald die umbhiillte, einfach abgesetzte Welle mit der Schulter der
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Matrize in Kontakt kommt, beginnt das VerbundflieBpressen zur Herstellung des zwei-
ten Absatzes der Welle (Bild 8.14c).

Das Bild 8.15 zeigt die Prozessparameter des Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressens.
Die kegelige Innengeometrie des Aufweittiefziehrings ist aufgrund der Erkenntnisse
von Burgdorf (1968) zum Aufweittiefzichen gewahlt worden®.

a) Halbzeuge b) Werkzeuge c) T
de_,, Ziehring dy; | Kopfdurchmesser 25,5 mm
S 7 | Schulterwinkel 60°
Welle ds | Schaftdurchmesser 18,2 mm
/"II"":,__ ) e w Gelochte Ronde
Matrize dpa| Durchmesser auien |45 mm
) dy; | Durchmesser innen 13 mm
'TJ Gs(llorﬁjh;e Iro Blechdicke‘ : 1,5 mm
: 2a Ziehring
fm. / ¥ | Ziehwinkel 23°
/‘ — z: | Ziehradius 10 mm
Tra diyy Matrize

d, | Containerdurchmesser | 30,2 mm

dy, | FlieRbunddurchmesser| 21,2 mm

2a | Schulterdffnungswinkel| 60°

®m | Umformgrad Matrize |0,7

Bild 8.15: Prozessparameter des Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressens eingeteilt nach
a) Halbzeuge und b) Werkzeuge c) experimentell verwendete Werte

Fiir die experimentelle Untersuchung werden die Parameter des Wellenhalbzeugs, der
FlieBpressmatrize, der Rondenaulendurchmesser und die Blechdicke, festgelegt. Die
Werte der Prozessparameter, Ziehradius, Ziehringdffnungswinkel und der innere Durch-
messer der Ronde, werden in Simulationen zum Aufweittiefzichen ermittelt. Es werden
die Materialdaten der Werkstoffe Aluminium EN AW-6060 (Kern der Welle) und Stahl
1.4301 (Hulle der Welle und gelochte Ronde) verwendet. Es werden fiir die gelochte
Ronde und die Hiille der Welle der gleiche Werkstoff verwendet, da die Materialkenn-

5 Prozessauslegung und Analyse des Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressens erfolgte im Rahmen der Ba-
chelorarbeit von M. Izydorczyk: Prozessauslegung des Tiefzieh-VerbundflieBpressens mit gelochten
Ronden, Technische Universitdt Dortmund, 2018, betreut durch O. Napierala und A. E. Tekkaya
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werte bekannt sind und eine Prozessanalyse und Auslegung fokussiert wird. In der in-
dustriellen Umsetzung wiirde die Verwendung von unterschiedlichen Hiillwerkstoffen
angestrebt.

Die numerisch ermittelten Fehler sowie eine erfolgreiche durch Aufweittiefziehen her-
gestellte Hiilse sind in Bild 8.16 dargestellt. Das Loch der Ronde muss mindestens auf
den Durchmesser des Schaftes, aber darf maximal auf den Kopfdurchmesser der Halb-
zeugwelle geweitet werden. Ansonsten ist der Prozess fehlerhaft.

a) Innenrand nicht b)  AuBenrand nicht  c)Vollstandig umgeformt
vollsténdig umgeformt vollstandig umgeformt
Welle mit 0,5

ummantelten Schaft 8
| (2]
1 I AWE I =
i AN ziehring i 04 _:
| &
i : ! s
! =
AN 03 <&
\ \| Gelochte K
"~ Ronde | E!
Matrize O S
L — £
=
]
0,1 %
3
=
@
00 =

Bild 8.16: Simulation Aufweittiefzichen a) Fehler: Innenrand nicht vollstédndig umge-
formt b) Fehler: Aulenrand nicht vollstdndig umgeformt ¢) Vollstdndig um-
geformte gelochte Ronde

Die Fehler nicht vollstindig umgeformter Innenrand und nicht vollstindig umgeformter
Auflenrand konnten auch in Untersuchungen zum Aufweittiefziehen von Raghupathi
(1975) festgestellt werden. Das Aufweittiefziehen ist nur erfolgreich, wenn die benétigte
Kraft zum Aufweiten des Innendurchmessers der gelochten Ronde gleich der erforder-
lichen Kraft zum Einziehen des Auendurchmessers ist. Ist die Kraft zum Einziehen des
Auflenrandes niedriger als die Kraft zum Aufweiten des Innenrandes der gelochten
Ronde, wird der Innenrand nicht vollstindig geweitet (Bild 8.16a). Ist die Kraft zum
Einziehen grofer als die Kraft zum Aufweiten resultiert dies, wie in Bild 8.16b gezeigt,
in einer zu groBen Aufweitung des Innenrandes der Ronde und in einem nicht vollstin-
dig umgeformten AuBlenrandrand (Raghupathi, 1974). Das Bild 8.16¢ zeigt das Simu-
lationsergebnis einer vollstindig zur Hiilse umgeformten Ronde.
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Nachdem die Parameter der experimentellen Untersuchung einerseits festgelegt und an-
dererseits numerisch ermittelt worden sind (Bild 8.15¢), wurde zur Herstellung des Wel-
lenhalbzeugs eine einfach abgesetzte Welle, bestehend aus einem Aluminiumkern und
einer Edelstahlronde, durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen gefertigt. Da der Durchmes-
ser des Wellenkopfes 30,2 mm nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen betrigt, wurde
der Kopfdurchmesser der Welle auf du = 25,5 mm durch eine Drehoperation verringert.
Somit konnte ein ausreichender Ziehspalt zwischen dem Kopf der Welle und dem Auf-
nehmer der Matrize sichergestellt werden. In der industriellen Anwendung wiirden die
Werkzeuggeometrien innerhalb der Fertigungsfolge aufeinander abgestimmt, sodass der
Zerspanprozess nicht benétigt werden wiirde. Anschlielend wurde sowohl die Schulter
als auch der Kopf der Welle und die gelochte Ronde gestrahlt. Nach dem Reinigen der
Halbzeuge erfolgte das Beschichten, wobei die Kontaktbereiche zwischen gelochter
Ronde und Welle ausgespart wurden. Die Halbzeuge sind in Bild 8.17 dargestellt.

Gelochte Ronde Einfach abgesetzte Welle
(Stahl 1.4301) (Kern: Aluminium EN AW-6060, Hille: Stahl 1.4301)

Sandgestrahlt,gereinigt
und
beschichtet

Sandgestrahlt

und
_ / gereinigt

Bild 8.17: Vorbereitete Halbzeuge: Gelochte Ronde und einfach abgesetzte Welle

Um einen tieferen Einblick in den Prozessablauf und die -mechanik des neu entwickel-
ten Fertigungsverfahrens zu gewinnen, ist die Kenntnis und Analyse der Prozessphasen
unabdingbar. Die Stempelkraft des Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressens ist gemessen,
iiber den Stempelweg aufgetragen und analysiert worden. Bild 8.18 zeigt exemplarisch
einen Stempelkraftverlauf.

Phase 1

In Phase eins findet ein simultanes Aufweiten des Innendurchmessers und Einziehen
des Auflendurchmessers der gelochten Ronde statt. Nach dem Aufweiten auf den Durch-
messer des ersten Schaftes der Welle ds = 18,2 mm fillt die Stempelkraft auf etwa 1 kN.
Der Schaft der Welle wird weiter durch den aufgeweiteten Innendurchmesser gedriickt.
Der stationdre Stempelkraftverlauf resultiert aus der zu tiberwindenden Reibkraft zwi-
schen dem aufgeweiteten Innendurchmesser der Ronde und dem Schaft der Welle.
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Phase 1 + Phase2 Phase 3. Phase4 . Phase5
25 500 ’
201 : 400 ' :
= : = ‘ '
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g . [ :
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2 101 : 2 200 H
g H g :
Z ; Z ;
51 _ 100 _
0 = 0 . S -
0 60 80\ 160 \ 170 180 190 / 200 210
Stempelweg s, in mm
Phase 1: Aufweiten und Tiefziehen Phase 3: Stauchen und Aufweiten
Phase 2: Tiefziehen Phase 4: Hohl- und Voll-Vorwarts-Flielpressen

Phase 5: Voll-Vorwérts-FlieRpressen
Bild 8.18: Stempelkraftverlauf des Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressens

Phase 2

Sobald die gelochte Ronde in Kontakt mit der Schulter der Welle kommt, beginnt in
Phase zwei das Tiefziehen der gelochten Ronde zu einer Hiilse, die die Schulter und
partiell den Kopf der Welle umhiillt. Das entstandene Hybridhalbzeug wird weiter durch
den Matrizenaufnehmer gedriickt. Die geringe Stempelkraft ist auf die zu iiberwindende
Reibkraft zwischen der elastisch zuriickgefederten Hiilse und der Aufnehmerwand der
Matrize zuriickzufiihren.

Phase 3
Kommt die ummantelte Schulter der Welle in Kontakt mit der Matrizenschulter, beginnt
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Phase drei. Der nicht von der Ronde ummantelte Werkstoff des Wellenkopfes staucht
bis zur Aufnehmerwand auf und die Hiilse wird geweitet.

Phase 4

In der vierten Prozessphase driickt der gestauchte Kernwerkstoff die Hiilse durch die
Matrizenschulter. Die maximale Stempelkraft wird erreicht, wenn der durch das Tief-
ziehen aufgedickte Randbereich der gelochten Ronde die Umformzone erreicht. Die
Phase vier kann beschrieben werden als Hohl-Vorwirts-FlieBpressen der Hiilse und
Voll-Vorwirts-FlieBpressen der Welle.

Phase 5

In der fiinften Phase befindet sich nur der in Phase vier gestauchte Werkstoff des Wel-
lenkopfes in der Umformzone. Es findet ein Voll-Vorwirts-FlieBpressen dieses Kern-
werkstoffs statt.

Das Bild 8.19a zeigt die durch Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressen hergestellte dop-
pelt abgesetzte Verbundwelle. Es ist zu erkennen, dass das Aluminium unter der Stahl-
hiilse vorgeeilt ist.

3) Absatz 2 Absatz 1
Kern - -

(ENAW-6060)  (#m=0.7) (pm=1.0)

Aufweittiefzieh-

VerbundflieRpressen
Vorgeeilter Kernwerkstoff Ronde
Gelochte Ronde (1.4301)
(1.4301)
b)
Absatz 2 Absatz 1
Kern = 0.7 = 1‘0
(ENAW-60BOD) M ) (o -9
Auffweittiefzieh- f \4 \
VerbundflieRpressen
+
Gegendruck
P =213 MPa
(F=T75kN)
Gelochte Ronde (?32?)?)
(1.4301) :

Bild 8.19: a) Doppelt abgesetzte Verbundwelle ohne Gegendruck und b) mit Gegen-
druck
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Zusitzlich ist ein Spalt wie bei den Wellen, hergestellt durch Tiefzieh-VerbundflieB3-
pressen, zwischen dem Rand der Stahlhiilse und dem Aluminium am zweiten Absatz
der Welle entstanden. Numerische Untersuchungen zeigten, dass das Voreilen des Alu-
miniumwerkstoffs unterhalb der Hiilse zu Beginn des VerbundflieBpressens auftritt.
Wihrend des Aufstauchen des Wellenkopfes beginnt das Aluminium innerhalb der
Hiilse zu flieBen. Ist der Kopf der Welle bis zur Aufnehmerwand aufgestaucht, beginnt
das Hohl-VorwirtsflieBpressen der Hiilse und es findet keine Relativbewegung zwi-
schen der Hiilse und dem innenliegenden Werkstoff statt. Zur Vermeidung des Vorei-
lens wurde ein Gegendruck pg = 213 MPa (Fg = 213 MPa) iiber den Auswerfer wihrend
des VerbundflieBpressens aufgebracht. Um die Spaltbildung zwischen dem Rand der
Hiilse und dem Kernwerkstoff des zweiten Wellenabsatzes zu verhindern, ist der Rand
der Hiilse nicht iiber die Matrizenschulter hinaus gepresst worden. Es entstand eine feh-
lerfreie, doppelt abgesetzte Verbundwelle (Bild 8.19b). Die Oberfldcheneigenschaften
des ersten Absatzes der Welle werden durch die beim Tiefzieh-VerbundflieBpressen
verwendete Ronde definiert. Die Oberfldcheneigenschaften des zweiten Wellenabsatzes
werden durch die Eigenschaften der gelochten Ronde bestimmt.

8.4 Stoffschliissiges Fiigen mit plattierten Ronden

Die Untersuchungen zur Verbindungsart zeigen, dass eine form- und kraftschliissige
Verbindung zwischen Kern- und Rondenwerkstoff vorliegt (Kap. 7). Im Gegensatz zur
stoffschliissigen Verbindung kann bei der vorhandenen Verbundkombination durch
Auftrennen der Ronde der Verbund negiert werden. Das Recycling der durch Tiefzieh-
VerbundflieBpressen hergestellten Bauteile ist daher als unkompliziert zu definieren.
Dennoch kann bei einigen industriellen Anwendungen eine stoffschliissige Verbindung
zwischen Kern- und Rondenwerkstoff vorteilhaft sein.

Wellen unterliegen im Einsatz Biege- und Torsionsbeanspruchungen. Die Torsionsstei-
figkeit einer Verbundwelle kann als die Summe der Torsionssteifigkeiten des Kern- und
Hiillwerkstoffs berechnet werden. Der Zusammenhang gilt nur unter der Voraussetzung,
dass an der Grenzschicht zwischen und Kern und Hiille kein Schlupf vorliegt. Dies ist
bei einer stoffschliissigen Verbindung sichergestellt. Eine stoffschliissige Verbindung
der Werkstoffpartner ist bei einer Verbundwelle zur Ubertragung hoher Drehmomente
als vorteilhaft anzusehen.

Eine weitere, durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen herstellbare Produktgruppe sind die
elektrischen Steckverbinder. Ein Steckverbinder im Mittel- und Hochvoltbereich, beste-
hend aus einem Aluminiumkern und einer Oberfldche aus Kupfer zur Verbesserung der
elektrischen Leitfahigkeit, muss iiber eine stoffschliissige Verbindung der beiden Werk-
stoffpartner verfiigen. Ansonsten bilden sich Ubergangswiderstinde, die das Ubertra-
gungsverhalten und die Bauteillebensdauer verkiirzen. Neben dem Verlust der zu iiber-
tragenden Spannung entstehen durch den erhohten Innenwiderstand hohe Temperaturen
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(Endres und Best, 2018). Gerade im Hinblick auf dem Trend der Elektromobilitdt und
unter Beriicksichtigung der Fahrgastsicherheit ist die Temperaturerh6hung als beson-
ders kritisch anzusehen. Daher wird im Folgenden die Erzeugung einer stoffschliissigen
Verbindung von Aluminium und Kupfer durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen fokus-
siert.

In Experimenten werden Kerne aus Aluminium und Kupferronden durch Tiefzieh-Ver-
bundflieBpressen gefiigt. In Tabelle 8.1 sind die Versuchsparameter aufgelistet. Der Ra-
dius der Kernkante rgk, der Radius des Ziehrings rz: und die kumulierte Federkonstante
C der acht Federn, die die Niederhalterkraft definieren, werden konstant mit
rkk = rze =4 mm bzw. C = 195 N/mm gewéhlt.

Tabelle 8.1: Prozessparameter des Tiefzieh-VerbundflieBpressens eines Aluminium-
kerns und einer Kupferronde

Prozessparameter Wert
Ziehverhiltnis 1,8
Blechdicke ro 1,5 mm
Umformgrad gm 0,7
Schulter6ffnungswinkel 2a 60°
Rondenwerkstoff Cu-ETP
(FlieBspannung £ bei
Raumtemperatur) (105 MPa)
Kenwerkstoff EN AW-1350A EN AW-6060
(FlieBspannung ko bei
Raumtemperatur) (58 MPa) (248 MPa)

Die mit einem Kern aus der Aluminiumlegierung EN AW-6060 hergestellten Bauteile
weisen Risse in Umfangsrichtung auf (Bild 8.20a). Die FlieBspannung des Kernwerk-
stoffs tibersteigt die FlieBspannung des Rondenwerkstoffs. Daher plastifiziert der Kup-
fernapf im Weiterzug vor dem Kernwerkstoff. Der Kernkantenradius driickt den Napf
gegen die Matrizenschulter. Dies fiihrt zu einer stanzartigen Umformung des Napfes aus
der die Rissbildung resultiert. Da der Riss nicht iiber den gesamten Umfang des Bau-
teilschaftes entsteht, bildet sich ein inhomogener Werkstofffluss in Umfangsrichtung
aus, der ein ungleichméfiges Einziehen des gerissenen Napfes wihrend des Weiterzugs
bedingt. Das Bild 8.20b zeigt, dass die Verwendung des, im Vergleich mit dem Ron-
denwerkstoff Cu-ETP weniger festen, Kernwerkstoffs EN AW-1350A in der Herstel-
lung von Gutteilen resultiert. Durch Drahterodieren wird der Bauteilschaft entlang der
Léngsachse getrennt. Die Napfhalften lassen sich ohne Kraftaufwand vom Kernmaterial
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16sen. Es kann keine stoffschliissige Verbindung zwischen den beiden Werkstoffpartner
durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen unter Anwendung dieses Parametersatzes erzeugt

werden. Eine form- und kraftschliissige Verbindung ist festgestellt worden.
a) & b)

Cu-ETP

EN AW-6060 X : EN AW-1350A

Bild 8.20: a) Werkstoffpaarung Ronde: Cu-ETP mit a) Kern: EN AW-6060, Rissbil-
dung b) Kern: EN AW-1350A, Gutteil

Aus dem Stand der Technik ist bekannt, dass zur Erzeugung einer stoffschliissigen Ver-
bindung die FlieBspannungen der Werkstoffpartner gleich gro8 sein sollten. Daher ist
das Kaltpresschweilen gleicher Werkstoffe mit geringeren Kontaktdriicken und Ober-
flichenvergroferungen im Vergleich zu ungleichen Werkstoffen méglich. Des Weiteren
ist bekannt, dass sich durch Walzplattieren stoffschliissige Verbunde zwischen unglei-
chen Metallen herstellen lassen. In Bild 8.21a wird eine mit Kupfer plattierte Alumini-
umronde gezeigt.

a)

Bild 8.21: a) Kupferplattierte Aluminiumronde b) Querschliff und Messung der
Schichtdicke des Kupfers

Das Blechhalbzeug ist freundlicherweise aus Musterbestdnden der Wickeder Westfa-
lenstahl GmbH zur Verfiigung gestellt worden. Das Blech (Blechdicke ro = 1,5 mm)
besteht aus niedrig legiertem Aluminium 99,5 und Kupfer Cu-ETP. In Zugversuchen ist
die Flielspannung des Verbundhalbzeugs kn = 107 MPa ermittelt worden. Die Schicht-
dicke der Kupferauflage wird mit Hilfe der bildgebenden Lichtmikroskopie gemessen.
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Die Schichtdicke des Kupfers betrigt 0,4 mm (27 %) (Bild 8.21b). Ziel der folgenden
Untersuchungen war es, die Aluminiumseite der Ronde mit dem Aluminiumkern stoff-
schliissig durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen zu fiigen. Es wurde die mit Kupfer plat-
tierte Rondenseite gestrahlt, anschlieBend gereinigt und beschichtet. Ebenso wurde die
Flache des Kerns (EN AW-1350A), die nicht mit der Ronde wéhrend des Tiefzieh-Ver-
bundflieBpressens in Kontakt kommt, gestrahlt, gereinigt und beschichtet. Die Alumi-
niumseite der Ronde und die Kontaktfldche des Kerns sind unmittelbar vor der Durch-
fithrung des Tiefzieh-VerbundflieBpressens gereinigt und anschliefend mit einer Edel-
stahl-Rundbiirste gebiirstet worden. Ausgehend von den Erkenntnissen aus Kapitel 2.3
ist von einer positiven Beeinflussung der Verbundfestigkeit durch Biirsten der Oberfla-
chen auszugehen. Nach dem Trennen des Bauteilschaftes entlang der Langsachse durch
Drahterodieren konnte die Ronde nicht manuell vom Kern gelost werden. Da durch das
Trennen entlang der Langsachse sowohl der Kraftschluss als auch der Formschluss ge-
16st worden sind, ist davon auszugehen, dass zumindest teilweise eine stoffschliissige
Verbindung zwischen dem Aluminium der Ronde und dem Kern vorliegt (Bild 8.22a).

a)

Bild 8.22: a) Langsschnitt des Bauteilschaftes Kern: EN AW-1350A, Ronde: Kupfer-
plattierte Aluminiumronde b) Verbundzone mit lokaler Verschweilung
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Augenscheinlich ist an der Langsschnittfliche ein durchgehender makroskopischer
Spalt zwischen dem Aluminium des Kerns und der Ronde zu erkennen. Am deutlichsten
ist der Spalt am Napfrand und an der Stirnfliche des Bauteilschaftes ausgepragt.

Um den entstandenen Verbund tiefergehend zu analysieren, werden Aufnahmen mit der
bildgebenden Lichtmikroskopie bei einer 100-fachen VergroBerung durchgefiihrt. Die
mikroskopische Untersuchung zeigt, dass der Verbund zwischen dem Kupfer- und dem
Aluminiumwerkstoff der Ronde nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen partiell intakt
ist. In Detailaufnahmen der Kontaktregion zwischen dem Aluminiumwerkstoff der
Ronde und des Kerns ist teilweise kein Spalt zu erkennen (Bild 8.22b). In diesen Berei-
chen wird das lokale Vorliegen einer stoffschliissigen Verbindung vermutet.

Um diese lokal vorhandenen stoffschliissigen Verbundzonen zu vermehren und zu ver-
einen, wurde der Auswerfer wihrend des Prozesses mit einer Gegenkraft Fc beauf-
schlagt. Dies fiihrt zu einer Erh6hung des Kontaktdrucks zwischen den Werkstoffpart-
ner und begiinstigt somit, wie aus dem Stand der Technik bekannt, die Entstehung einer
stoffschliissigen Verbindung. Die Gegenkraft wurde von ca. 30 kN ausgehend um
10 kN je Versuch erhoht. Bei einer Gegenkraft von Fg = 50 kN beginnt der Werkstoff
zwischen den Auswerfer und der Matrize zu flieBen und es entsteht ein Grat von ca.
1 mm Hoéhe (Bild 8.23).

Bild 8.23: Mikroskopische Untersuchung der Verbundzone am Langsschnitt des Bau-
teilschaftes Kern: EN AW-1350A, Ronde: Kupferplattierte Aluminium-
ronde, Gegendruck pg = 142 MPa
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Aus diesem Grund wird die maximale Gegenkraft bei dieser Werkstoffpaarung und un-
ter Verwendung der weiteren gewéhlten Prozessparameter auf Fg = 50 kN festgelegt.
Dies entspricht einem Gegendruck pg = 142 MPa. Im Léngschnitt des Bauteilschaftes
lasst sich makroskopisch ein Spalt von ca. 5 mm Lénge ausgehend vom Napfrand er-
kennen. Die weitere Verbundzone ist augenscheinlich spaltfrei. In der Analyse der Ver-
bundzone unter Anwendung der bildgebenden Lichtmikroskopie sind dennoch Ver-
bundbereiche, die partiell mit Spalten versehen sind (rot markiert), erkennbar.

Der mikroskopisch erkennbare Spaltbereich der Verbundzone wird durch den Einsatz
des Gegendrucks in der Art vermindert, dass eine ca. 7 mm lange Verbundzone ohne
mikroskopisch erkennbaren Spalt (griin markiert), entsteht. In diesem spaltfreien Be-
reich der Verbundzone wird eine durchgehende stoffschliissige Verbindung angenom-
men. Zur Bestimmung der Verbundfestigkeit und zur Validierung der Annahme eines
Stoffschlusses wurden an fiinf Bauteilen jeweils ein 5 mm hoher Zylinder fiir Push-Out-
Tests aus dieser Verbundzone entnommen.

Das Bild 8.24 zeigt exemplarisch eine Push-Out-Probe nach dem Ausdriicken des Kern-
werkstoffs. Die Panoramaaufnahme ist aus 25 Einzelbildern zusammengesetzt worden
und stellt die gesamte abgewickelte Mantelfliche der Zylinderprobe dar.

@

Aluminium der Ronde

Kupfer

Aluminium des Kerns

Bild 8.24: Panoramaaufnahme einer Push-Out-Probe nach Versuch

Die Panoramaaufnahme zeigt, dass der Verbund nicht homogen direkt in der unmittel-
baren Werkstoffkontaktflache zwischen dem Aluminium des Kerns und der Ronde ver-
sagt. Es wird angenommen, dass das Verbundversagen wechselseitig im Aluminium-
werkstoff des Kerns und im Aluminiumanteil der Ronde auftritt. Diese Versagenssitua-
tion wird als Indikator fiir eine stoffschliissige Verbindung interpretiert.

Die ermittelten Verbundfestigkeiten in axialer Richtung zwischen dem Aluminium der
Ronde und des Kerns werden in Bild 8.25 dargestellt. Die Fehlerbalken zeigen die mi-
nimale und die maximale ermittelte Verbundfestigkeit an. Die SchubflieBgrenze des
Kernwerkstoffs ist mit Hilfe der GI. 7.7 aus der FlieBspannung des Kernwerkstoffs nach
Tresca berechnet worden.
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Bild 8.25: Verbundfestigkeit in axialer Richtung bei Verwendung kupferplattierter
Aluminiumbleche und eines Aluminiumkerns

Die fiinf ermittelten Verbundfestigkeiten sind grofler als die Anfangsschubfliegrenze
k°=°28 MPa des Kernwerkstoffs. Der Mittelwert der Verbundfestigkeit entspricht 71 %
der extrapolierten SchubflieSgrenze des Kernwerkstoffs k,-0,7 = 48 MPa. Die maximale
ermittelte Verbundfestigkeit wird mit 114 % der extrapolierten SchubflieBgrenze des
Kernwerkstoffs festgestellt. Generell zeigen die Ergebnisse der Push-Out-Tests, dass
eine stoffschliissige Verbindung zwischen dem Aluminium des Kerns und dem Alumi-
niumwerkstoff der Ronde besteht. Der grole Streubereich der ermittelten Verbundfes-
tigkeiten lasst sich auf die Bauteilherstellung zurtickfithren. Die Zeitspanne zwischen
dem Biirsten der Proben und Bauteilherstellung schwankte aufgrund des manuellen aus-
zufithrenden Montage der Werkzeuge. Schwankungen der Zeitspanne zwischen Biirsten
und Kaltpressschweiflen beeinflusst die Verbundfestigkeit (Miwada et al., 2014).

Des Weiteren wurde der Niederhalter nach jedem Versuch manuell gereinigt. Die Ver-
bundzone bildet sich nur durchgehend stoffschliissig in dem auf die Ronde bezogenen
Bereich aus, der nicht in Kontakt mit dem Niederhalter kam. Es wird angenommen, dass
es zu mikroskopischen Verunreinigungen auf der Rondenoberfliche durch den Nieder-
halter kam.

8.5 Spine als Kernwerkstoff

Bisher wurde die Herstellung von Verbundwellen durch Fiigen von Ronden und festen
Kernen (Stiickgut) fokussiert. In diesem Kapitel wird die Verwendung von Schiittgut
anstatt eines festen Kerns untersucht. Aus 6konomischen sowie dkologischen Griinden
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wurden Aluminiumspine verwendet. Die theoretische Moglichkeit der Prozesserweite-
rung wird im Patent des Fertigungsprozesses Tiefzieh-VerbundflieBpressen erwéhnt (J&-
geretal., 2011).

In vorangegangenen Arbeiten mit dem Ziel des Recyclings von Metallspanen ohne ener-
gieintensiven Einschmelzprozess wird die Herstellung eines Festkorpers aus Spénen fo-
kussiert (Shamsudin et al., 2016). Entgegen dem Ziel der vorangegangenen Untersu-
chungen sollen durch das Tiefzieh-VerbundflieBpressen die Eigenschaften eines Schiitt-
guts erhalten bleiben. Die Untersuchungen zum Tiefzieh-VerbundflieBpressen unter
Verwendung von Spinen als Kernmaterial hat das Ziel, z.B. Komponenten zur Energie-
absorption (Crashabsorber) zu fertigen. Der Hiillwerkstoff dient dazu, die kompaktier-
ten, aber losen Spane in Form zu halten.

Das Bild 8.26 zeigt skizzenhaft den Prozessablauf. Der Werkzeugaufbau des Tiefzieh-
VerbundflieBpressens wird um einen Aufnahmezylinder, der mittig tiber der Ronde
zentriert wird, ergénzt (Bild 8.26a).

a) Werk- und b) Kompaktieren c) VerbundflieBpressen
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Bild 8.26: Prozessskizze des Tiefzieh-VerbundflieBpressens mit Spinen a) Werk- und
Halbzeuganordnung b) Kompaktieren und Tiefziehen ¢) VerbundflieBpres-
sen
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Die Spédne werden in den Aufnahmezylinder geschiittet. In den Aufnahmezylinder wird
anschlieflend ein Hilfsstempel eingesetzt. Der Stempel kommt in Kontakt mit dem Hilfs-
stempel und die Kompaktierung der Spine beginnt. Uberschreitet die induzierte Kraft
zum Kompaktieren die benétigte Kraft zum Tiefziehen der Ronde, findet ein simultanes
Kompaktieren der Spéne und Tiefziehen der Ronde statt (Bild 8.26b). Nach der voll-
staindigen Umformung der Ronde zu einem Napf wird sowohl der Hilfsstempel als auch
der Aufnahmezylinder entfernt. Der Stempel verfahrt erneut und das VerbundflieBpres-
sen beginnt, wobei die Ronde weitergezogen und die kompaktierte Spanemasse flie3ge-
presst werden. Nach Erreichen der gewiinschten Schaftldnge, wird das Bauteil durch
den Auswerfer aus der Matrize befordert (Bild 8.26c).

Um eine homogene Spangeometrie sicherzustellen, wurden die Spane aus dem Werk-
stoff Aluminium EN AW-6060 T4 durch eine Frisoperation (Schnitttiefe = 1 mm, Frés-
breite = 12 mm, Drehzahl = 14.000 U/min, Vorschubgeschwindigkeit: 2000 mm/min),
dankenswerterweise durch das Institut fiir spanende Fertigung, hergestellt®. Die gefer-
tigte Spangeometrie wird exemplarisch in Bild 8.27 gezeigt.

I 6,07 mm

2,08 mm

W

Bild 8.27: Wendelspan, hergestellt durch Frisen

Des Weiteren wurde eine Edelstahlronde 1.4301 mit einem Durchmesser dr =45 mm
und einer Blechdicke #ro = 1,5 mm verwendet. Der Radius des Ziehrings rz; und die ku-
mulierte Federkonstante C der acht Federn, die die Niederhalterkraft definieren, sind
konstant mit rkx = rz: = 4 mm bzw. C = 400 N/mm gewihlt worden. Es wurde eine Mat-
rize mit dem Umformgrad ¢gm = 1,0 genutzt. Der Schulterdffnungswinkel ist als einziger
Parameter mit 2a = 60°, 20 = 90° und 20 = 120° variiert worden. Das Bild 28a zeigt den
Querschnitt eines mit verdichteten Spanen gefiillten Napfes nach dem Tiefziehen und

¢ Die Herstellung der Bauteile erfolgte im Rahmen der Bachelorarbeit von E. Efendioglu: Experimen-
telle Untersuchung des Tiefzieh-VerbundflieBpressens mit Spanekern, Technische Universitit Dort-
mund, 2018, betreut durch O. Napierala und A. E. Tekkaya
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die hergestellten Bauteile (Bild 28b). Es kann, wie bei den herkommlich gezogenen
Nipfen, eine Zunahme der Blechdicke im Randbereich des Napfes, hervorgerufen durch
die tangentiale Materialverdringung wihrend der Tiefziehoperation, festgestellt wer-
den. Eine deutliche Verringerung der Ausgangsblechdicke fro= 1,5 mm
(fR.min = 1,48 mm) kann, im Gegensatz zu den herkommlich gezogenen Népfen, nicht
festgestellt werden. Der groe Radius am Boden des Napfes in Kombination mit dem
festgestellten Blechdickenverlauf zeigen, dass sich die Spdnemasse wihrend des Tief-
ziehvorgangs wie ein Wirkmedium verhélt. Auch wéhrend des anschlieBenden Weiter-
zugs des Napfes ist von einem Wirkmedium dhnlichen Verhalten der Spéne auszugehen,
da an der Stirnseite des Schaftes ein deutlicher Radius entstanden ist.

a)

Stahl 1.4301

Aluminium EN AW-6060
b)

Aluminium

EN AW-6060
Schulteréffnungswinkel Schulteréffnungswinkel Schulteroffnungswinkel
2a = 60° 20 =90° 2a.=120°

Umformgrad Matrize ¢,, = 1,0

Bild 8.28: a) Querschnitt eines mit kompaktierten Spénen gefiillten Napfs nach dem
Tiefziehen b) Hergestellte Bauteile mit Spanekern

Um die Verteilung der Spane innerhalb des Bauteilschafts zu untersuchen, wurde das
Bauteil pm = 1,0, 2a = 90° in einem Computertomografen XT H 160 der Firma Nikon
Metrology NV erfasst. Der Stahlanteil am Schaft ist durch Drehen verringert worden,
um die Energieabsorption zu minimieren und qualitativ hochwertige Bilder mit wenigen
Artefakten zu generieren. Es wurden eine Rohrenspannung von 140 kV und eine Strahl-
stromstirke vom 157 pA gewihlt sowie 1440 Winkelaufnahmen durchgefiihrt. An-
schlieBend wurde in der Software VGStudioMax aus den 1440 Winkelaufnahmen ein
dreidimensionales Objekt erzeugt.
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In Bild 8.29a sind die Langsschnitte 0° und 90° des dreidimensionalen Objekts zu se-
hen. Entlang der Mittelachse und im Stirnbereich des Bauteilschaftes sind sowohl in der
0°- als auch in der 90°-Schnittansicht Hohlrdume zu erkennen (weifl gestrichelt). Im
Randbereich des Schaftes sind augenscheinlich weniger Hohlraume entstanden. Das be-
deutet, dass die Spine im Randbereich des Schaftes stirker wihrend der Umformung
verdichtet werden als auf der Mittelachse und im Stirnbereich des Bauteilschaftes.

Die Materialverdichtung in der Randzone und die damit einhergehende Porositét der
Bauteilmitte sind ein Zeichen fiir die hoheren lokalen Umformgrade in der Randzone.
Diese hoheren lokalen Umformgrade sind charakteristisch fiir das Voll-Vorwirts-Flief3-
pressen. Der Werkstoff wird im Randbereich an der Matrizenschulter erst gestaucht,
dann erfolgt eine Scherung mit einer abschlieBenden Streckung. Dies fiihrt zu der Zu-
nahme des lokalen Umformgrads von der Mittelachse zum Rand des Schaftes.

a) Draufsicht

Aluminium
EN AW-6060

b)

Bild 8.29: pm = 1,0, 2a = 90° a) Computertomografie Kernwerkstoff: Spane - EN AW-
6060 — Schnittansichten 0° und 90° entlang der Langsachse und b) nume-
risch ermittelte Verteilung des Vergleichsumformgrads Kernwerkstoff:
Stiickgut - EN AW-6060

Das Bild 8.29b zeigt die numerisch ermittelte Verteilung des Vergleichsumform-
grads nach von Mises nach dem Tiefzieh-VerbundflieBpressen unter Verwendung eines
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festen Kerns. Die Verteilung des Vergleichsumformgrads stimmt qualitativ mit der Ver-
teilung der Spine iiberein.

8.6 Fazit zum Prozesspotential und technologischen Konzepten

Durch den Einsatz eines mit Kraft beaufschlagten Auswerfers wihrend der Prozess-
phase ,,Weiterzug der Ronde und FlieBpressen des Kerns* konnen die beiden Prozess-
fehler, Reiflen der Ronde und unzureichende Ausformung des Bauteilkopfes, vermieden
werden. Der Spalt zwischen dem Napfrand und dem Kernwerkstoff am Bauteilschaft
wird durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen mit Gegendruck um etwa 80 % verringert.
Die generierte Spaltgrofie liegt unterhalb des Fehlerwertes.

Durch die Erweiterung des Prozesses um einen konventionellen Weiterzug kann die re-
lative ummantelte Lange des Bauteilschafts um 47 % gesteigert werden. Wird ein ge-
glithter Napf mit hoherem Umformvermdgen im Vergleich zur nicht geglithten Variante
verwendet, kann die relative ummantelte Lénge um 94 % gesteigert werden. Durch das
zweistufige Tiefzieh-VerbundflieBpressen kann eine doppelt abgesetzte Welle, beste-
hend aus einem Kern aus Aluminium und einer Edelstahlhiille, die beide Absitze voll-
standig ummantelt, erfolgreich hergestellt werden.

Die Prozessfithrung und Werkzeuggeometrie des im Rahmen dieser Arbeit entwickelten
und zum Patent angemeldeten Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressens ist erfolgreich nu-
merisch und experimentell ausgelegt worden. Es ist moglich, einen Kernwerkstoff mit
verschiedenen Blechwerkstoffen zu kombinieren und zu einer mehrfach abgesetzten
Welle zu formen. Jeder Absatz der Welle kann mit dem Werkstoff ummantelt werden,
der die geforderten Oberflicheneigenschaften des Absatzes erfiillt.

Durch die Verwendung von kupferplattierten Aluminiumblechen ist es moglich, eine
zumindest partielle stoffschliissige Verbindung zwischen dem Kern (Aluminium) und
dem Aluminiumanteil der Ronde zu erzeugen. Aullerdem konnen Spéne als Kernwerk-
stoff verwendet werden. Die Dichteverteilung stimmt qualitativ mit der Verteilung des
Vergleichsumformgrads tiberein.
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9 Zusammenfassung und Ausblick

Zusammenfassung

Der Bedarf an Verbundbauteilen, bestehend aus einem Kern umhiillt mit einer im Ver-
gleich zum Kern diinnen Werkstoffschicht, wobei der Hiillwerkstoff die oberflachenna-
hen Eigenschaften des Bauteils (Festigkeit oder elektrischer Kontaktwiderstand) defi-
niert, wird aufgrund der europiischen Bestrebungen die Treibhausgasemissionen zu ver-
ringern, steigen.

Aus dem Stand der Technik ist bekannt, dass sowohl das FlieBpressen als auch das Tief-
ziehen weit erforschte und in der Industrie angewendete Verfahren sind, um Massen-
produkte zu fertigen. Das Tiefzieh-VerbundflieBpressen vereint beide Verfahren zu ei-
nem umformtechnischen Fiigeprozess. In ersten Arbeiten konnte ein Aluminiumkern
mit einer Edelstahlronde zu einer einfach abgesetzten Verbundwelle gefiigt werden, wo-
bei die Hiille des Wellenschafts einen umlaufenden Riss aufwies.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde das Tiefzieh-VerbundflieBpressen experimentell, ana-
lytisch und numerisch untersucht. Zuerst kann in der Analyse der vorangegangenen Ar-
beiten zum Tiefzieh-VerbundflieBpressen festgestellt werden, dass weder ein Ziehspalt
noch ein Kernkantenradius, der mit dem Stempelkantenradius beim herkémmlichen
Tiefziehen gleichzusetzten ist, verwendet wurde. Um ungiinstige Spannungszustinde
und die daraus resultierende Rissbildung der Hiille zu vermeiden, wurden die anschlie-
Benden experimentellen Untersuchungen mit entsprechendem Ziehspalt und Kernkan-
tenradius durchgefiihrt. Auf Basis dieser grundlegenden experimentellen Versuchsreihe
(Kern: Aluminium, Ronde: Edelstahl) kann ein umfangreiches Prozessfenster aufge-
stellt werden. Es sind vier mogliche Prozessfehler festgestellt worden. Ist die benotigte
Tiefziehkraft grofer als die Kraft, um den Kern zu stauchen, fliet der Kernwerkstoff
radial und der Fertigungsprozess ist fehlerhaft. Des Weiteren sind die Prozessfehler am
Verbundbauteil Riss der Ronde, Spalt zwischen Ronde und Kern und unvolistéiindiges
Ausformen des Bauteilkopfes beobachtet worden. Mit Hilfe numerischer Analysen
konnten die auftretenden Spannungen und Dehnungen wihrend des Prozesses und die
Fehlerentstehung analysiert werden. Zum Zeitpunkt der Rissentstehung herrscht ein
biaxialer Zugspannungszustand vor, der zum Versagen des Rondenwerkstoffs fiihrt.

Das Tiefzieh-VerbundflieBpressen besteht aus den vier Prozessphasen Tiefziehen der
Ronde zu einem Napf (Phase 1), Stauchen des Kerns und Aufweiten des Napfes (Phase
2), Weiterziehen des Napfes und simultanes FlieBpressen des Kerns (Phase 3) sowie
Voll-Vorwirts-FlieBpressen des Kernwerkstoffs (Phase 4). Der Stempelkraftverlauf
wird in einem analytischen Modell, basierend auf der elementaren Plastizititstheorie
nach Siebel, insbesondere dem Scheibenmodell, beschrieben. Das analytische Modell
ist durch den Vergleich mit den experimentell ermittelten maximalen Stempelkriften
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bei Variation der Prozessparameter validiert worden und stellt sich als robust gegeniiber
Anderung der Eingangsparamater dar.

Aufgrund der inhomogenen Blechdickenverteilung nach dem Tiefziehen und dem Wei-
terzug stellt sich ein Formschluss in axialer Richtung ein. Aus dem anisotropen Flie§3-
verhalten des Blechwerkstoffs resultiert ein Formschluss in Tangentialrichtung. Des
Weiteren ist ein Mikroformschluss, der durch die gestrahlte Oberflachenstruktur der
Ronde bedingt ist, nachgewiesen worden. Ebenso kann der Nachweis einer kraftschliis-
sigen Verbindung der Werkstoffpartner erbracht werden. Die Herstellung einer stoff-
schliissigen Verbindung zwischen der Ronde aus Stahl mit dem Aluminiumkern ist
durch Tiefzieh-VerbundflieBpressen nicht moglich. Es konnte in numerischen Untersu-
chungen gezeigt werden, dass die aus der Literatur bekannten Werte des benétigten
Kontaktdrucks und der OberflachenvergréBerung zur Herstellung eines Stoffschlusses
zwischen Aluminium und Stahl nicht anndhernd erreicht werden konnen. Die Verbund-
festigkeit zwischen Aluminium und Stahl in axialer Richtung, ermittelt durch Push-out-
Tests, betrdgt maximal 40 % der Scherfestigkeit des Aluminiumwerkstoffs. Auch wenn
die Verbundfestigkeit geringer ist als die einer stoffschliissigen Verbindung, ist dies in
Bezug auf den kompletten Produktlebenszyklus, im Speziellen auf das Recycling, als
positiv hervorzuheben. Die verwendeten Werkstoffe kénnen durch herkémmliches me-
chanisches Trennen der Ronde vereinzelt und ohne grolen Aufwand recycelt werden.

Der Stoffschluss zwischen Aluminium und Kupfer ist eine Grundanforderung an elekt-
rische Steckverbinder, insbesondere in der Hochspannungsanwendung. Es kann keine
stoffschliissige Verbindung zwischen dem Aluminiumkern und einer Kupferronde her-
gestellt werden. Durch die Verwendung einer mit Kupfer plattierten Aluminiumronde
und Gegendruck, eingeleitet iiber den Auswerfer, ist die Herstellung einer partiellen
stoffschliissigen Verbindung zwischen dem Aluminiumkern und der Aluminiumseite
der Ronde moglich. Damit wird die Grundanforderung des Stoffschlusses partiell erfiillt.

Unter Anwendung eines mit Kraft beaufschlagten Auswerfers kann ebenfalls erfolg-
reich das Prozessfenster (Kern: Aluminium, Ronde: Edelstahl) erweitert werden. Das
ReiBlen der Ronde wird verhindert, da axiale Zugspannungen mit Druckspannungen
iiberlagert werden. Zusétzlich fiihrt der Gegendruck zu einer Homogenisierung der Ge-
schwindigkeitsverteilung des Werkstoffflusses und somit zu einer Verringerung des
Spalts um 80 %. Ferner kann der mit Gegendruck beaufschlagte Auswerfer zur Verhin-
derung eines unzureichend ausgeformten Bauteilkopfs erfolgreich eingesetzt werden.

Zur Erhohung der ummantelten Lénge des Bauteilschaftes ist ein Werkzeugkonzept zum
mehrstufigen Tiefzieh-VerbundflieBpressen entwickelt und ein Prototypenwerkzeug
konstruiert und gefertigt worden. Die ummantelte Lange wurde im Maximum um 91 %
gesteigert und es konnte eine doppelt abgesetzte Welle, bei der beide Absétze vollstin-
dig mit Stahl ummantelt sind, gefertigt werden.
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Die Absitze von mehrstufigen Wellen haben oftmals unterschiedliche Funktionen und
somit variierende Anforderungen an die Oberfldcheneigenschaften. Durch die im Rah-
men dieser Arbeit zum Patent angemeldete Verfahrensvariante Aufweittiefzieh-Ver-
bundflieBpressen konnen Verbundwellen mit verschiedenen Hiillwerkstoffen je Absatz
gefertigt werden, die diese Anforderungen erfiillen. Nach numerischer Prozessausle-
gung und anschlieBender Fertigung eines Prototypenwerkzeugs ist eine doppelt abge-
setzte Verbundwelle hergestellt worden, bei der die Oberfldcheneigenschaft des ersten
Absatzes durch eine Stahlronde und die Oberflicheneigenschaften des zweiten Absatzes
durch eine gelochte Stahlronde definiert werden.

Ausblick

Wellen werden im Einsatz hauptsachlich auf Biegung und Torsion beansprucht. Ausbli-
ckend sind weitere Untersuchungen in Bezug auf die Verbundfestigkeit der Bauteile in
Torsionsrichtung zu nennen. Es muss ein Konzept entwickelt werden, das es erméglicht,
die Verbundfestigkeit in Torsionsrichtung ohne Beeinflussung der Kontaktzone zu er-
mitteln. Die Oberflachenstrukturierung der Ronde bedingt einen Mikroformschluss. Der
Einfluss unterschiedlicher Oberflachenstrukturen auf die Verbundfestigkeit sollte zu-
satzlich ermittelt werden. Auch sollte die Entwicklung von Beschichtungssystemen, die
einerseits die Korrosions- und andererseits die Verbundeigenschaften positiv beeinflus-
sen, Gegenstand weiterer Untersuchungen sein.

Im Rahmen dieser Arbeit konnte eine Vielzahl an Prozesspotentialen aufgezeigt und
technologisch umgesetzt werden. Das mehrstufige Tiefzieh-VerbundflieBpressen und
das Aufweittiefzieh-VerbundflieBpressen sollten in folgenden Arbeiten grundlegend un-
tersucht werden. Das Ermitteln von Prozessgrenzen, die Lastpfadbeschreibung sowie
die Ermittlung der Bauteileigenschaften sollten dabei im Vordergrund stehen. Die Uber-
tragbarkeit der analytischen Stempelkraftbeschreibung des Tiefzieh-VerbundflieBpres-
sens auf die im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Verfahrenserweiterungen ist eben-
falls zu nennen.

Die stoffschliissige Verbindung von Aluminium und Kupfer durch Tiefzieh-Verbund-
flieBpressen zur Herstellung von Bauteilen fiir die Elektroindustrie stellt ein groBes Po-
tential zur industriellen Nutzbarkeit des Verfahrens dar. Es sollten weitere Untersuchun-
gen mit dem Ziel durchgefiihrt werden, den partiell vorliegenden, stoffschliissig gefiig-
ten Bereich auf die gesamte Kontaktzone zu erweitern. Hier ist zum Beispiel das Beizen
der Aluminiumoberflichen mit direktem Phosphatieren im Anschluss, ohne erneute
Ausbildung einer Aluminiumoxidschicht, denkbar. Die sich einstellende Beschichtung
sollte hierbei eine geringere Schichtdicke aufweisen als das Aluminiumoxid und bei ge-
ringerer Dehnungsbeanspruchung aufreifien, sodass die benstige Oberfldchenvergrofie-
rung und der Kontaktdruck zur Einstellung einer stoffschliissigen Verbindung minimiert
werden.
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