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Kurzzusammenfassung

Die Folgen des Klimawandels fithren zu steigenden Anforderungen an die Ressourcen-
schonung, Energieeffizienz und Emissionen. Die Einsparung von Gewicht und die Stei-
gerung der Ressourceneffizienz kann durch Leichtbau erreicht werden. Gerade die Re-
duzierung bewegter Massen fiihrt dazu, dass als Folge weniger Energie verbraucht wird
und CO»-Reduktionen ermoglicht werden. Zur Ausschopfung des Leichtbaupotenzials
miissen sowohl die Geometrie als auch die Bauteileigenschaften derartig ausgelegt wer-
den, dass die erwartete Leistungsfahigkeit erfiillt oder tibertroffen wird.

Im Bereich der Umformtechnik wird die Leistungsféhigkeit unter anderem durch die
Mikrostruktur, die Kaltverfestigung, die Textur, den Faserverlauf sowie die Eigenspan-
nungen verdndert. Der Prozess der duktilen Schadigung aus Porenentstehung, Poren-
wachstum und Porenvereinigung wird nicht betrachtet, sodass es bei Bauteilen, bei de-
nen kein Versagen eingetreten ist, meist nicht bekannt ist, welches Stadium des Schédi-
gungsprozesses vorliegt. Schadigung, als Eigenschaft von produzierten Bauteilen, wird
bei der Auslegung nicht berticksichtigt, da weder genau bekannt ist, welche Lastpfade
zu Schidigung fithren, noch wie Schidigung die Leistungsfihigkeit beeinflusst.

In dieser Arbeit werden daher die beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen auftretenden Last-
pfade numerisch ermittelt und mittels Triaxialitit und Lode-Winkel-Parameter beschrie-
ben. Das Voll-Vorwirts-FlieBpressen wurde als ein ideales Verfahren zur Ermittlung
von Wirkzusammenhingen zwischen Lastpfad, Schiadigung und Leistungsfihigkeit
identifiziert, da entlang der Mittelachse der flieBgepressten Bauteile eine starke Abhin-
gigkeit des hydrostatischen Drucks in der Umformzone von den Prozessparametern so-
wie bekannte homogene Umformgrade und vernachldssigbare Eigenspannungen nach
Bauteilauswurf und Probenentnahme vorliegen.

Der Einfluss der unterschiedlichen Lastpfade auf die Entwicklung von duktiler Schadi-
gung wird mittels Rasterelektronenmikroskopie und Dichtemessungen untersucht.
Letztendlich wird der Einfluss der Schadigung auf die resultierende Leistungsfihigkeit
ermittelt. Dazu werden Kerbschlagbiegeversuche, Ermiidungsversuche und Messungen
des Elastizitdtsmoduls sowie der statischen Festigkeit durchgefiihrt. Es werden Metho-
den und Vorgehen entwickelt, um den Einfluss der Schédigung getrennt von den ande-
ren Einfliissen zu betrachten.

Eine positive maximale Triaxialitdt fithrt wihrend der plastischen Forménderung zu ei-
ner Neubildung von Poren, wodurch die Porenfléche ansteigt. Hohe Triaxialititen wer-
den erreicht, wenn kleine Umformgrade, grof3e Schulter6ffnungswinkel, geringe Reib-
werte und kleine Ubergangsradien gewihlt werden. Mit Ausnahme der statischen Fes-
tigkeit fithrt eine erh6hte Schiadigung zu einer Verringerung der Leistungsféhigkeit.
Durch ein aktives Aufbringen von Gegendruck oder Veranderung der Prozessroute kon-
nen Bauteile gleicher Geometrie gefertigt werden, die deutlich unterschiedliche Schadi-
gung und somit auch eine andere Leistungsfahigkeit aufweisen.






Abstract

The consequences of climate change lead to increasing demands on resource conserva-
tion, energy efficiency and emissions. Weight-saving and increased resource efficiency
can be achieved through lightweight design. The reduction of moving masses in partic-
ular means that less energy is consumed and reductions of CO; emissions are made pos-
sible. To exploit the potentials of lightweight design, both the geometry and the compo-
nent properties must be designed in such a way that the expected performance is met or
exceeded.

In the field of forming technology, the performance is changed, among other things, by
the microstructure, work hardening, the texture, the fiber orientation and residual
stresses. The process of ductile damage in terms of pore nucleation, pore growth and
pore coalescence is not considered, hence it is usually unknown which stage of the dam-
age process is present for components that have not yet failed. Damage, as a property of
produced components, is not taken into account in the design, since it is neither known
exactly which load paths lead to damage, nor how damage affects performance.

In this work, the load paths occurring in forward rod extrusion are numerically deter-
mined and described using triaxiality and Lode angle parameter. Forward rod extrusion
was identified as an ideal method for determining the relationships between load path,
damage and performance, as along the central axis of the extruded components there
exists a strong dependence of the hydrostatic pressure in the forming zone on the process
parameters, as well as a known homogeneous strain and negligible residual stresses after
component ejection and specimen extraction.

The influence of the load paths on the development of ductile damage is examined by
means of scanning electron microscopy and density measurements. Ultimately, the in-
fluence of the damage on the resulting performance is determined. To this end, Charpy
impact tests, fatigue tests and measurements of the elasticity modulus as well as the
tensile strength are carried out. Methods and procedures are developed to consider the
influence of the damage separately from the other influences.

A positive maximum triaxiality leads to the nucleation of new pores during plastic de-
formation, which increases the pore area. High triaxialities are achieved for small extru-
sion strains, large shoulder opening angles, low coefficients of friction and small transi-
tion radii. With the exception of the static strength, increased damage leads to a signifi-
cant reduction in performance.

By actively applying counter-pressure or changing the process route, components of the
same geometry can be manufactured that have significantly different damage state and
thus show strong variations in performance.
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1 Einleitung

Die Folgen des Klimawandels fithren zu steigenden Anforderungen in den Bereichen
der Ressourcenschonung, Energieeffizienz und Emissionen in allen Wirtschaftszwei-
gen. Die Klima- und Energieziele der EU bis 2030 sind unter anderem die Senkung der
Treibhausgasemissionen um 40 % gegeniiber dem Stand von 1990 und die Verbesse-
rung der Energieeffizienz um 32,5 %. AuBlerdem fordert die EU-Kommission ein kli-
maneutrales Europa bis zum Jahr 2050 (Européische Kommission, 2019).
Die Einsparung von Gewicht und die Steigerung der Ressourceneffizienz kann durch
Leichtbau erreicht werden. Gerade die Reduzierung bewegter Massen fiihrt dazu, dass
als Folge weniger Energie verbraucht und so die Reduktion von CO; erméglicht wird
(Isogawa, 2016). Innovationen im Bereich des Leichtbaus werden vorrangig von der
Luft- und Raumfahrt sowie der Automobil- und Transportindustrie vorangetragen. In
einem PKW kann der Kraftstoffverbrauch um 0,5 Liter pro 100 km reduziert werden,
wenn 100 kg Gewicht eingespart werden. Bei einem Flugzeug vom Typ A320 bedeuten
100 kg weniger Gewicht eine Einsparung von ca. 10.000 Litern Kerosin pro Jahr
(Bundesministerium fiir Wirtschaft und Energie, 2019).
Zur Ausschdpfung des Leichtbaupotenzials muss die Bauteilgeometrie und der Herstell-
prozess derartig ausgelegt werden, dass das Gewicht deutlich reduziert wird und die
Bauteileigenschaften so eingestellt werden, dass die erwartete Leistungsfahigkeit erfiillt
oder sogar tibertroffen wird. Dies erfolgt bislang meist iiber die gezielte Werkstoffaus-
wahl. Obwohl bekannt ist, dass die Bauteileigenschaften durch den Herstellprozess
mafgeblich verdndert werden, werden bei der Prozess- und Bauteilauslegung meistens
lediglich die Eigenschaften des Ausgangswerkstoffs beriicksichtigt, wodurch die Bau-
teile hiufig nicht belastungsgerecht ausgelegt werden (Bild 1.1) (Tekkaya et al., 2015).
a)

Belastung
Herstell- Bauteil mit
Funktion Design Geometrie unbekannten
prozess .
Eigenschaften
Werkstoff-
eigenschaften
Wissen Uber die
b) Bauteileigenschaften
Belastung
Herstell- Leichtes Bauteil

Funktion Design Geometrie mit bekannten
prozess .
Eigenschaften

Werkstoff-
eigenschaften

Bild 1.1: a) Konventionelle Bauteilauslegung und b) angestrebte Bauteilauslegung
(nach Tekkaya et al., 2015)
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Im Bereich der Umformtechnik umfasst die Verdnderung der Bauteileigenschaften unter
anderem die Mikrostruktur, die Kaltverfestigung, die Textur, den Faserverlauf sowie die
Eigenspannungen. Obwohl diese Effekte bisher vielfach untersucht wurden, werden
diese bei der Prozessroutenplanung und Bauteilauslegung hiufig nicht beriicksichtigt.
Der Prozess der duktilen Schadigung aus Porenentstehung, Porenwachstum und Poren-
vereinigung kann letztendlich zum Versagen der Bauteile wéahrend des Herstellprozes-
ses fithren. Im Bereich des FlieBpressens ist die bekannteste Form des Versagens die
Entstehung sogenannter Chevron-Risse. Bei Bauteilen, bei denen kein Versagen eintritt,
ist es meist nicht bekannt, ob und in welchem Stadium des Schidigungsprozesses sich
bestimmte Bauteilbereiche befinden. Daher liegt es nahe, dass die Eigenschaften dieser
Bauteile durch die vorhandene Schiadigung verschlechtert sind. Die Schiadigung, als Ei-
genschaft von produzierten Bauteilen, wird bislang nicht bei der Auslegung beriicksich-
tigt, da teilweise weder genau bekannt ist, welche Lastpfade zu Schiadigung fithren, noch
wie die Schiadigung die Leistungsfiahigkeit beeinflusst. Selbst wenn die Textur, Eigen-
spannungen und die Verfestigung beriicksichtigt werden, geht der Einfluss der Schédi-
gung bisher tiber die Verwendung von Sicherheitsfaktoren in die Bauteilauslegung ein,
sodass das Leichtbaupotenzial aufgrund der unbekannten Sicherheitsreserve im Bauteil
nicht ausgeschopft wird.

Schidigung als Bauteileigenschaft flieBpressgepresster Produkte ist bisher nicht syste-
matisch untersucht. Auch bisherige Grundlagenuntersuchungen der weiteren Phéno-
mene, wie zum Beispiel Verfestigung und Eigenspannungen, beriicksichtigen den Ein-
fluss von Schadigung in der Regel nicht, womit auch die Ergebnisse dieser Untersu-
chungen in frage zu stellen sind.

In dieser Arbeit werden daher die beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen auftretenden Last-
pfade und deren Einfluss auf die Entwicklung von duktiler Schadigung untersucht.
Letztendlich wird erstmals gezeigt, dass Schiadigung einen Einfluss auf die resultierende
Leistungsfahigkeit hat. Dazu wurden Methoden und Vorgehen entwickelt, um den Ein-
fluss der Schidigung getrennt von anderen Einfliissen zu betrachten.



2 Stand der Kenntnisse

In Kapitel 2 wird ein Uberblick iiber die theoretischen Grundlagen und existierende Ar-
beiten zur Thematik gegeben. Zuerst wird im Abschnitt 2.1 der Stand der Kenntnisse
zur duktilen Schiadigung erldutert. AnschlieBend wird in den Abschnitten 2.2 und 2.3
das Kaltmassivumformverfahren FlieBpressen beschrieben und anschlieBend auf die
Versagensfille beim FlieBpressen eingegangen.

2.1 Duktile Schidigung

Im Folgenden werden die Grundlagen der duktilen Schiadigung sowie die Moglichkeiten
zur Charakterisierung und der bisher ermittelte Einfluss der Schidigung auf die Pro-
dukteigenschaften erldutert.

2.1.1 Grundlagen duktiler Schidigung

Ausgehend von den dominierenden makroskopischen Phdnomenen kann die Schadi-
gung in sprode Schadigung und duktile Schadigung eingeteilt werden (Pineau et al.,
2016). Der Prozess der duktilen Schadigung in Metallen ist die Entstehung, das Wachs-
tum und die Koaleszenz von Poren (Bild 2.1) (Gross und Seelig, 2016).

Pore ﬁ {F
D

o 00 N T 0 e

. . . ° .

o e ® N R < ®° F®

. . o . . &

e . < . . . . .

Inhomogenitét {} {}
Ausgangsmaterial Entstehung und Koaleszenz Versagen
Wachstum

Bild 2.1: Prozess der duktilen Schiadigung (nach Reusch, 2003)

Erste Untersuchungen zur duktilen Schiadigung wurden von Ludwik (1926) durchge-
fiihrt. Er beobachtete die Bildung von zentralen Rissen bei Zugversuchen an nicht ge-
brochenen Proben aus Aluminium. Tipper (1949) erkannte als Erster, dass ein duktiler
Bruch durch Bildung von Poren an zweiten Phasen oder Einschliissen ausgelost wird.
Erste mikroskopische Aufnahmen von einem Wabenbruch wurden von Plateau et al.
(1957) mittels Rasterelektronenmikroskopie gezeigt. Die Wabenstruktur entsteht dabei
durch die im Werkstoff entstandenen Poren. Puttick (1959) konnte feststellen, dass in
Kupfer bei uniaxialen Zugversuchen Poren an nichtmetallischen Einschliissen durch
Ablosung der Matrix von Einschliissen oder durch Bruch der Einschliisse entstehen. Die
entstandenen Poren wachsen an und vereinigten sich, bis es letztlich zum finalen Bruch
kommen kann. Eine phianomenologische Untersuchung des Versagens von polykristal-
linen duktilen Metallen bei Raumtemperatur wurde unter Verwendung von Licht- und
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Elektronenmikroskopie von Rogers (1960) durchgefiihrt. Es konnte festgestellt werden,
dass der Bruch in der Einschniirung aufgrund von Porenbildung und spéater durch Ver-
einigung dieser stattfindet. Der Bruch entsteht in der Mitte der Probe und bildet sich zur
Oberfldche hin aus, wodurch der charakteristische ,, Teller-Tasse*“-Bruch entsteht.

In einem Review-Paper von 1979 stellten Goods und Brown bereits die besondere Rolle
von zweiten Phasen und Korngrenzen heraus. Die Schidigung entsteht durch einen
Bruch von Partikeln im Werkstoff oder durch eine Ablosung der Partikel von der Matrix.
Dies konnten zum Beispiel Babout et al. (2004) mittels Rontgentomografie zeigen (Bild
2.2). Dafiir wurden runde Zirkoniumoxid/Siliziumoxid-Partikel in eine Aluminiummat-
rix eingebracht und das Ablosen sowie der Bruch dieser Partikel untersucht. Es kommt
zu einem Abldsen in einem weichen Matrixwerkstoff und zum Bruch des Partikels in
einem harten Matrixwerkstoff.

Matrix: Reines Aluminium Matrix: Al2124 (T6)

s

Dek\ohésion

. o

Bild 2.2: Rontgentomografische Aufnahmen wihrend eines Zugversuchs mit 4 % Vo-
lumenanteil von kugelférmigen ZrO»/SiO;-Partikeln bei a) reinem Alumi-
nium und b) Al2124 (nach Babout et al., 2004)

In Stéhlen, die zum FlieBpressen eingesetzt werden, kommen hiufig Mangansulfid-Aus-
scheidungen vor. Zapara et al. (2014) konnten zeigen, dass in einem 20MnCr5-Stahl die
vorhandenen Mangansulfide mafigeblich fiir die Schidigungsinitiierung verantwortlich
sind (Bild 2.3). Die Schidigung entsteht aufgrund der beiden Porenbildungsmechanis-
men:

e Deckohision zwischen Matrix und Einschluss oder
e Bruch der Einschlusspartikel

Die Eigenschaften von Mangansulfiden wurden von Matsuno et al. (1985) untersucht.
Es konnte eine Dehngrenze der Mangansulfide bei Raumtemperatur von
Rpo2= 88,2 MPa festgestellt werden. Diese sinkt mit zunehmender Temperatur auf ei-
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nen Wert von Rpo,2= 19,6 MPa bei 1.000 °C ab. Auch wurde festgestellt, dass die Man-
gansulfide bei Temperaturen kleiner als 7= 300 °C spréde brechen. Nur bei hoheren
Temperaturen kommt es zu einem duktilen Bruch.

1 An Einschlissen
MnS—{ entstandene Poren

Bild 2.3: Mikrostruktur von 20MnCr5 a) im Ausgangszustand und b) im umgeformten
Zustand (nach Zapara et al., 2014)

Beremin (1981) hat die Porenbildung an Mangansulfid-Einschliissen an einem A508-
Stahl mittels gekerbter Zugversuche untersucht. Es konnte auch festgestellt werden, dass
die Poren durch Ablgsung der Einschliisse von der Matrix und auch durch Bruch der
Mangansulfide entstanden sind. Wann welches Schiadigungsphinomen auftritt, konnte
anhand von lokalen kritischen Spannungen beurteilt werden. Die lokale kritische Span-
nung, die zur Porenbildung an den Mangansulfiden fiihrt, liegt in Langsrichtung bei
1120 MPa und in Querrichtung bei 810 MPa. In Léngsrichtung kommt es zum Bruch
der Mangansulfide und in Querrichtung zu einem Ablosen von der Matrix.

Aufgrund derartiger Erkenntnisse haben Yan et al. (2015) die Entwicklung von Design-
richtlinien zur Herstellung von schiddigungsresistenten Dualphasenstdhlen untersucht.
Heibel et al. (2018) charakterisierten verschiedene Komplex- und Dualphasenstéhle hin-
sichtlich Schidigungsentstehung, -entwicklung und des finalen Bruchs. Die Untersu-
chungen zeigen, dass die homogeneren Komplexphasenstihle schiddigungstoleranter
sind. Neimitz und Janus (2016) haben zusammengefasst, welche Gegebenheiten eine
Porenbildung an Einschliissen férdern und verhindern:

e Die Porenbildung beginnt an den groBten Partikeln und wird energetisch ungiins-
tiger, wenn die Partikelgrof3e abnimmt.

e (GroBere Partikel brechen haufiger als kleinere. Bei kleinen Partikeln kommt es
eher zum Ablosen von der Matrix.

e FEine weiche Matrix begiinstigt die Partikelablosung von der Matrix. Eine harte
Matrix begiinstigt den Bruch der Partikel.

e Fin linglicher Partikel bricht eher bei einer Orientierung in Belastungsrichtung.
Quer zur Belastungsrichtung kommt es eher zum Ablgsen.
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Als erste Untersuchungen zum Einfluss des Spannungszustandes auf die mechanischen
Eigenschaften konnen die Arbeiten von Ludwik und Scheu (1923) genannt werden. Sie
konnten ermitteln, dass unterschiedliche Kerben in zylindrischen Proben die
Zugfestigkeit und Bruchdehnung beeinflussen. Sie beschreiben, dass mit zunehmender
Schirfe der Kerbe der einachsige Spannungszustand zunehmend mehrachsig wird, da
die Querzusammenziehung behindert wird. Orowan (1945) beschreibt, dass die Unter-
schiede in der Festigkeit und Duktilitét durch unterschiedliche Querspannungen hervor-
gerufen werden, die zu triaxialen Zugspannungen fithren. Bridgman (1945) konnte zei-
gen, dass bei unterschiedlichen Metallen, wie zum Beispiel Stahl, Aluminium oder Kup-
fer, die Bruchdehnung und auch die Art des Bruches durch die Uberlagerung eines hyd-
rostatischen Druckes verdndert wird (Bild 2.4).

Bild 2.4: Bruchfldchen einer a) unter Atmosphirendruck und b) unter 268.000 psi
(1848 MPa) hydrostatischem Druck gezogene Probe (nach Bridgman, 1945)

McClintock (1968) und Rice und Tracey (1969) haben das Wachstum einzelner Poren
untersucht und konnten zeigen, dass das Wachstum der Poren stark von der Hohe der
hydrostatischen Spannungen abhédngt. Zum Versagen kommt es durch den Zusammen-
schluss von Poren aufgrund hoher Triaxialitit. Anhand von Streifenziehversuchen
konnte Rogers (1971) zeigen, dass die Schidigung vom hydrostatischen Druck abhéngt
und dieser von der Werkzeuggeometrie, der Flichenreduktion und den Reibbedingun-
gen. An achsensymmetrischen gekerbten Zugproben und flach gekerbten ebenen Deh-
nungszugproben zeigten Hancock und Mackenzie (1976) und Hancock und Brown
(1983), dass die Dehnung zur Initiierung eines duktilen Bruchs eine abnehmende Funk-
tion der Triaxialitdt ist.

Zur Vorhersage der Schiadigung wurden verschiedene Modelle entwickelt. Die Modelle
zur Simulation von Schiadigung und Versagen lassen sich in Versagenskriterien und
kontinuumsmechanische Schidigungsmodelle einteilen (Bonora et al., 2005). Bei den
Versagenskriterien wird Versagen vorhergesagt, wenn eine interne Variable einen kriti-
schen Wert erreicht. Die Plastizitit ist dabei nicht an diese interne Variable gekoppelt.

Die kontinuumsmechanischen Schiadigungsmodelle konnen in zwei verbreitete Klassen
aufgeteilt werden. Eine Klasse bilden die Lemaitre-Modelle, die auf dem von Kachanov
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(1958) entwickelten Konzept der effektiven Spannungen beruhen und tiber dieses die
Plastizitét an die Schadigung koppeln. Die ersten Formulierungen dieser Modelle wur-
den von Lemaitre (1985) erstellt. Der Schadigungswert D wird bei diesen Modellen als
Verhiltnis der Porenfliche Aporen zur Gesamtquerschnittsfliche Agesamt angenomment

D — Aporen (21)

AGesamt

Die andere Klasse der kontinuumsmechanischen Schidigungsmodelle beruhen auf der
Modellierung der mikromechanischen Effekte der Porenbildung, des Porenwachstums
und der Porenvereinigung. Diese Modelle beruhen auf den Arbeiten von Gurson (1977)
und Rousselier (1987). Die Formulierung wurde anschliefend von Needleman und
Tvergaard (1984) und Koplik und Needleman (1988) erweitert, sodass die Vereinigung
von Poren mitberticksichtigt wird. Das resultierende Modell wird als Gurson-Tvergaard-
Needleman-(GTN)-Modell bezeichnet. Der Volumenanteil fp der Poren wird als Maf}
fiir die Schiadigung genutzt:

V oren
fo = (2.2)

VGesamt

Die Kopplung der Plastizitit an die Schiadigung erfolgt durch die Beriicksichtigung der
Schadigung fp in der FlieBfunktion.

Schidigung ist abhidngig vom Spannungszustand. Ein beliebiger Spannungszustand
kann mit neun Komponenten beschrieben werden. Aufgrund der Symmetrie des
Cauchy-Spannungstensors gibt es nur sechs unabhingige Komponenten. Mathematisch
sind die Spannungskomponenten nicht eindeutig festgelegt, da diese vom zugrunde lie-
genden Koordinatensystem abhingen. Wenn das Koordinatensystem so ausgerichtet ist,
dass keine Scherspannungseintrage vorhanden sind, ist ein Hauptkoordinatensystem ge-
funden. Die Hauptspannungen werden mit o1, o2 und o3 bezeichnet. Fiir ein isotropes
Material kann jeder Spannungszustand durch drei unabhéngige Invarianten beschrieben
werden, die als Funktionen der Hauptspannungen angegeben werden konnen:

I, =0, + 0, + 03, (2.3)
I, =—(0," 0,4+ 0, 03+ 05" 07), 2.4)

I3 =0y "0, 03. 2.5)
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Alternativ konnen die Invarianten des deviatorischen Spannungstensors verwendet wer-
den. Diese werden im Folgenden unter zusitzlicher Verwendung der hydrostatischen
Spannung oy, beschrieben:

J1 =0, (2.6)
= %[(01 —0,)* + (0, — 03)* + (03 — 0,)?], 2.7
J3 = (01 —ap) * (02 — 0y) * (05 — o1)- (2.8)

Die Belastungszustinde wihrend der plastischen Formanderung kénnen anhand zweier
dimensionsloser Beziehungen der Invarianten beschrieben werden. Im Bereich der
Schiadigungsmodellierung wird haufig die Triaxialitét und der Lode-Parameter genutzt.

Die Triaxialitét ist wie folgt definiert und kann als dimensionsloser hydrostatischer
Druck interpretiert werden:

n=-h=_1 2.9)

oM 3432

Bei der Skalierung wird die von Mises-Vergleichsspannung o, genutzt.

Der Parameter L wurde von Lode (1926) eingefiihrt und gibt die Lage der zweiten
Hauptspannung o, relativ zu den anderen Hauptspannungen an (Bild 2.5).

TA

¥

-1 0 1
Lode-Parameter L

Bild 2.5: Lage der zweiten Hauptspannung im Mohrschen Spannungskreis
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Der Lode-Parameter L ist wie folgt definiert:

2-0,— 0, — 03

L= (2.10)

0, — 03

Daher ergibt sich fiir einachsigen Zug zum Beispiel L = -1.

Auch der Lode-Winkel 6 kann genutzt werden. Dieser kann geometrisch im Hauptspan-
nungsraum dargestellt werden (Bild 2.6).

|O‘P| =1’%U»M g, 0<6=<q/3

Deviatorische

Ebene \ .
“\

Ve

o, Hydrostatische Spannung
O v. Mises-Vergleichsspannung
% Lode Winkel

Bild 2.6: Lode Winkel im Hauptspannungsraum (nach Bai und Wierzbicki, 2008)
Der Lode-Winkel 6 steht im Zusammenhang mit der dritten normierten Invariante &
(Malvern, 1969):

27 J

. 3
2 0uy

&= =cos3-6. 2.11)
Der normierte Lode-Winkel 8 wird als Lode-Winkel-Parameter 8 bezeichnet und ist
folgendermaflen definiert:

n — _Q— _E ~
6=1 n—l narccosf_ L. (2.12)

Die Vorteile der Verwendung von Triaxialitdt und Lode-Winkel-Parameter bei der Un-
tersuchung der Schidigungsentwicklung bestehen darin, dass sie Informationen iiber
den hydrostatischen und deviatorischen Teil des Spannungstensors enthalten und diesen
auf skalare GréBen reduzieren, welche mit Gestaltdinderungen von Poren verbunden sind
(Bild 2.7).
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Bild 2.7: Einfluss der Triaxialitit und des Lode-Winkel-Parameters auf die Gestal-
tanderung von Poren (Mohr, 2015)

2.1.2 Charakterisierung duktiler Schiidigung

Eine der ersten Bewertungen der Schidigungscharakterisierung wurde von Lemaitre
and Dufailly (1987) vorgestellt (Tabelle 2.1). Die Schadigungsvariable D ist dabei der
effektive Flachenanteil von Poren Apy.e, auf einer Fldche 4. Die Berechnung der Scha-
digungsvariable D in Abhingigkeit verschiedener experimenteller Methoden ist so ge-
wihlt worden, dass eine Vergleichbarkeit der Verfahren untereinander gegeben ist.

Tabelle 2.1: Qualitative Bewertung von Methoden zur Messung der Schidigung nach
Lemaitre und Dufailly (1987) (* = eventuell geeignet, ** = gut geeignet,
*** = gehr gut geeignet)

Methode Schidigungsvariable Bewertung
A
Mikrographie D= % ok
_ 2
Dichte D= (1 - E)g ok
p
Elastizitdtsmodul D=1-— g ko
72
Ultraschallgeschwindigkeit D=1- _Lz Hk
Vi
Zyklische Spannungs- D=1-— Adgy "
amplitude AG* 4yk
Kriechrate D=1-— <i>N *
&
. . H
Mikrohérte D=1-— Hokeok
H*
4
Elektrischer Widerstand D=1- 7 E
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Tasan et al. (2012) haben die Schiddigung in einem Zugversuch fiir den Werkstoff
DP600 mit verschiedenen Methoden untersucht (Bild 2.8). Die Methoden werden in
geometrisch basierte Methoden (Bild 2.8 a)), wie Rasterelektronenmikroskopie, Ront-
gentomografie und Dichtemessung sowie in Methoden, die auf der Anderung der me-
chanischen Eigenschaften basieren (Bild 2.8 b)), wie Harte oder Elastizitit, eingeteilt.
Dabei wurde je nach Methode eine deutlich unterschiedliche Schadigung ermittelt. Dies
wird auf die systematischen Fehler zuriickgefiihrt, die durch die Auflésung und Prépa-
ration gerade bei den geometrisch basierten Methoden auftreten. Sehr kleine Poren oder
auch Poren ohne Volumen kénnen mit den geometrisch basierten Methoden nicht er-
mittelt werden, wirken sich aber bei Messung der Hirte oder des Elastizitdtsmoduls aus.

4 25
354 Réntgentomographie| Micropillar compression|

3 3 Dichtemessung =2 20 Dichtemessung|
'§>2 5| REM -i Eindringmodul
2%] 2 151 )
B 1,59 S 104
51 5
n 05, , @A 54 Vo

0 0

0 01 0203 04 05 06 0,7 0 0410203 04 05 06 0,7
Umformgrad Umformgrad

Bild 2.8: Vergleich verschiedener Methoden zur Quantifizierung der Schiadigung an-
hand eines Zugversuches des Werkstoffs DP600 (Tasan et al., 2012)

Mikroskopie

Die theoretische Auflosung eines Lichtmikroskops ist durch die Wellenlédnge des Lichts
auf ca. 0,5 pm beschrinkt. Aufgrund der sehr viel kiirzeren Wellenldnge der Elektro-
nenstrahlung kann die maximale Auflgsung eines Rasterelektronenmikroskops (REM)
0,5 nm betragen (Volgger, 2008). Zur Untersuchung der Schiadigung eignet sich daher
vor allem das REM. Die Aufnahme von Bildern im REM bietet eine Methode zur direk-
ten mikroskopischen Quantifizierung der Schidigung. Erste mikroskopische Aufnah-
men von einem Wabenbruch, der durch die Poren im Werkstoff entsteht, wurden von
Plateau et al. (1957) mittels Rasterelektronenmikroskopie gezeigt. Zur Bestimmung der
Porenflache in einem Querschnitt miissen die Proben prapariert werden. Dazu werden
die Proben getrennt, geschliffen, poliert und geétzt. Durch die Préparation kann aller-
dings die untersuchte Oberfldche beeinflusst werden. Gerade bei der Untersuchung von
Poren kann es zu einer Verschmierung dieser kommen (Zhong und Hung, 2002).
Samuels (1957) konnte zeigen, dass durch die Préparation eine Verfestigung der Ober-
flache erzielt wird und so ein Einfluss auf die Mikrostruktur gegeben ist. Da bei der
Préparation der Werkstoff verdndert wird, haben Hoefnagels et al. (2008) und Tasan et
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al. (2009) eine Methode vorgestellt, bei der der Werkstoff in fliissigem Stickstoff tief-
gekiihlt und anschlieend sprode zerschlagen wird, wodurch keine Praparation nétig ist.

Rontgentomografie

Die Synchrotron-Rontgenmikrotomografie wurde zur Charakterisierung von Schidi-
gung in Aluminiummatrix-Verbundwerkstoffen eingesetzt. Buffiére et al. (1999) berich-
ten, dass mit einer derartigen Charakterisierungsmethode eine Auflosung von bis zu
1 um erzielt werden kann. Everett et al. (2001) nutzen Synchrotron basierte Rontgen-
mikrotomografie, um Poren in situ sichtbar zu machen und die rdumliche Verteilung zu
untersuchen. Eine Ubersicht zur Nutzung von Rontgenmikrotomografie zur in situ Be-
stimmung von Schadigung wihrend Zugversuchen wurde in Maire et al. (2001) gege-
ben. Schidigung wird mit dem Verfahren hauptséchlich in SiC-Aluminium-Verbund-
werkstoffen untersucht. Es wurde eine Auflgsung von 6 um erreicht. Maire und Withers
(2014) gaben eine Zusammenfassung der Methode. Auch Bouchard et al. (2008) haben
die Rontgentomografie zur in situ Ermittlung der Schiadigung in Zugversuchen genutzt.

Dichtemessung

Garofalo und Wriedt (1962) haben die Anderung der Dichte unter Zug- und Druckspan-
nung an einem austenitischen rostfreien Stahl untersucht. Mit zunehmender Umformung
konnte eine lineare Abnahme der Dichte festgestellt werden. Diese war unter Zug um
einen Faktor von 1,8 grofer als unter Druck (Bild 2.9). AuBlerdem wurde im Vergleich
zur berechneten Dichtednderung aufgrund der entstandenen Versetzungen eine um den
Faktor 4-6 groflere Abnahme festgestellt. Als Grund dafiir wurden wéhrend der Umfor-
mung entstandene Mikrorisse vermutet.

_
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Verringerung der Dichte - 10°g/cm’
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0 0,05 0,1 015 0,2 0,25 0,3 035 04 045
Wahre Dehnung

Bild 2.9: Abnahme der Dichte unter Zug und Druck fiir einen austenitischen rostfreien
Stahl (Garofalo und Wriedt, 1962)
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Ratcliffe (1965) stellt eine Methode zur Messung von kleinen Dichteunterschieden mit-
tels des Archimedischen Prinzips vor und berichtet, dass Dichtednderungen von weniger
als 106 festgestellt werden konnen. Schmitt et al. (1981) haben die Schidigung in Kup-
fer mithilfe der Dichtednderung wihrend uniaxialer und biaxialer Zugversuche unter-
sucht. Es konnte eine stérkere Schadigungsentwicklung im biaxialen Zugversuch fest-
gestellt werden. Pardoen und Delannay (1998) haben mit Dichtemessungen die Schadi-
gung an gekerbten Zugversuchen an Kupfer untersucht. Versuche vor und nach einer
Wirmebehandlung haben im Gegensatz zu Garofalo und Wriedt (1962) gezeigt, dass
fiir den untersuchten Fall das zusétzliche Volumen durch eine hohe Versetzungsdichte
vernachléssigt werden kann. Lapovok (2002) hat die Dichtemessung erfolgreich zur Un-
tersuchung der Schiadigungsentstehung bei der Equal Channel Angular Extrusion von
Al 6061 bei Raumtemperatur genutzt. Ochsner et al. (2001) haben die Dichtemessung
genutzt, um das Porenvolumen in der Einschniirung bei Zugversuchen an Aluminium
AlMgSi0.5 zu untersuchen. Es konnte eine Zunahme des Porenvolumenanteils von
f=0,0005 auf ca. f= 0,005 aufgrund eines deutlichen Anstiegs der Triaxialitdt beobach-
tet werden.

Elastizitdtsmodul

Der Elastizitditsmodul wird von Lemaitre und Dufailly (1987) als sehr geeignetes Ver-
fahren zur Charakterisierung der Schidigung bewertet. Die Voraussetzung ist eine sehr
akkurate Dehnungsmessung. Im Bild 2.10 ist die Entwicklung des Elastizitdtsmoduls
wihrend eines Zugversuchs an Kupfer dargestellt (Lemaitre und Dufailly, 1987). Die
Ermittlung des Elastizitdtsmoduls erfolgte, indem die Steigung der Entlastungskurve
wihrend des unterbrochenen Zugversuchs gemessen wurde. Es wird beschrieben, dass
so die beste Genauigkeit im Gegensatz zur Nutzung der Belastungskurve erzielt wird.
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Bild 2.10: Entwicklung des Elastizitdtsmoduls im Zugversuch an 99,99 %-igem Kup-
fer (nach Lemaitre und Dufailly, 1987)
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Mashayekhi et al. (2007) haben den Elastizititsmodul wihrend eines Zugversuchs mit-
tels Dehnungsmessstreifen bestimmt und eine Abnahme des Elastizitdtsmoduls an ei-
nem A533-B1-Stahl von E = 187 GPa auf £ = 118 GPa festgestellt. Zwischen dem Elas-
tizitditsmodul wihrend der Belastung und der Entlastung konnte eine maximale Abwei-
chung von 2 % festgestellt werden. Miinstermann et al. (2019) haben wéhrend eines
Zugversuchs mit Aso-Proben aus DP1000 mit einem Extensometer eine Abnahme von
ca. E =216 GPa auf E = 175 GPa ermittelt. Bonora et al. (2011) beschreiben die Genau-
igkeit der Messungen der Steigung mit = 5 %. Sie fithren an, dass der Elastizitdtsmodul
auch ermittelt werden kann, indem die Geschwindigkeit der Ausbreitung von Ultra-
schallwellen gemessen wird. Auch die Messung der Verdnderung der elektrischen Leit-
fahigkeit fiihren sie als Methode an und beurteilen die Genauigkeit dieser Verfahren als
vergleichbar mit der Messung der Steigung. Sancho et al. (2016) haben die Schidigung
mittels Elastizitdtsmodulabnahme untersucht und mit Digital Image Correlation (DIC)
verglichen. Hierbei stellten sie fest, dass sich DIC aufgrund der geringen Genauigkeit
nicht eignet, um den Elastizitdtsmodul zu bestimmen. Boccaccini und Boccaccini (1997)
haben mittels einer Elastizitditsmodulmessung mit Ultraschall die Porositit in gesinter-
ten Werkstoffen untersucht. Sie konnten dabei feststellen, dass bei dieser Methode nicht
nur der Volumenanteil, sondern auch die Form der Poren einen Einfluss auf das Mess-
ergebnis haben. Gerstein et al. (2018) haben die Schadigung in einem DC04-Stahl un-
tersucht und dafiir den Elastizitdtsmodul mit verschiedenen Methoden wie Zugversu-
chen, Resonanzmessungen sowie Ultraschallmessungen bestimmt und mit REM-Unter-
suchungen verglichen. Mit allen Methoden konnten vergleichbare Schadigungswerte er-
mittelt werden. Hirtemessungen mittels Indentation als Methode, um Schiadigung zu
bewerten, beruht auf dem gleichen theoretischen Prinzip wie die Messung des Elastizi-
titsmoduls. Bei der Indentation kann ein Eindringmodul bestimmt werden. Die dazu
genutzte Technik wurde von Oliver und Pharr (1992) angeregt und spiter von Guelorget
et al. (2007) genutzt, um damit die Schidigung zu messen. Der Eindringmodul kann mit
dieser Methode lokal gemessen werden, wodurch die Methode auch nach der Einschnii-
rung z. B. im Zugversuch angewendet werden kann. Tasan et al. (2012) merken an, dass
mikrostrukturelle Effekte den schidigungsbedingten Abfall der Hérte und des Eindring-
moduls signifikant beeinflussen. Aus diesem Grund werden in ihren Untersuchungen
alle verformungsbedingten mikrostrukturellen Effekte durch eine Warmebehandlung
entfernt, die aber die Poren unbeeinflusst 14sst.

Widerstandsmessung

Kumar et al. (2009) haben die Schadigungsparameter experimentell durch in situ Mes-
sung des Wechselstrompotenzials im Zugversuch bestimmt. Auch Zhang et al. (2014)
haben die Schidigung in einem einachsigem Zugversuch mittels Wechselstrompotenzi-
als untersucht und eine gute Ubereinstimmung mit Mikrohdrtemessungen erhalten. Das
Verfahren wird hauptsédchlich wihrend Ermiidungsversuchen (Sun, 2004) und zur Un-
tersuchung der Rissausbreitung (Tada et al., 1997) angewandt.
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2.1.3 Einfluss von Schidigung auf die Leistungsfihigkeit

Wihrend die Bauteileigenschaften, wie zum Beispiel Verfestigung, Eigenspannungen
und Schidigung, unabhéngig voneinander sind, wird die Leistungsfihigkeit bzw. das
Bauteilverhalten von den Bauteileigenschaften bestimmt. Bisher wurde nur in sehr we-
nigen Arbeiten der Einfluss der Schiadigung auf die Leistungsfahigkeit gezeigt.

Wie im Kapitel 2.1.2 gezeigt, werden die elastischen Eigenschaften durch die Schadi-
gung veridndert (Lemaitre und Dufailly, 1987). Diese kénnen auch eine Produkteigen-
schaft darstellen, wenn Steifigkeitsanforderungen gegeben sind.

Fayolle et al. (2014) haben gezeigt, dass die numerisch vorhergesagte Verbundfestigkeit
von Stanznietverbindungen im Vergleich zum Experiment generell iiberschétzt wird.
Durch Berticksichtigung der Schiadigung konnte die Abweichung deutlich minimiert
werden. Somit konnte gezeigt werden, dass die Verbindungsfestigkeit, welche die wich-
tigste Produkteigenschaft dieser Bauteilklasse darstellt, von der Schiadigung beeinflusst
wird.

Auch die lokale Umformbarkeit von Kanten, welche mit dem Lochaufweitungsversuch
gemessen wird, ist eine Produkteigenschaft, die von der Schidigung beeinflusst wird.
Pathak et al. (2017) untersuchten den Einfluss der Lochherstellung durch Bohren und
anschliefendes Reiben im Vergleich zum Stanzen. Habibi et al. (2019) verglichen ge-
stanzte und drahterodierte Locher (Bild 2.11) und nutzten zusétzlich die Simulation. Es
wurde festgestellt, dass bei den gestanzten Lochern die Kantenumformbarkeit aufgrund
von Porenbildung verringert wird. In den Arbeiten von Yoon et al. (2016) wurde eben-
falls ermittelt, dass durch das Stanzen Schiadigung eingebracht wird, die zum fritheren
Versagen im Lochaufweitungstest fithrt. Durch Laserschneiden kann die Schidigungs-
entwicklung in der Kante verhindert werden (Mohrbacher, 2013).

' 80
0 .
D ] Experiment
é < 60 A [1 Simulation
22 40
S i@
S7 o
Gestanztes Mit Drahterodiertes Ohne
Loch Schédigung Loch Schédigung

Bild 2.11: Einfluss der Schidigung auf das Lochaufweitungsverhiltnis beim Stanzen
von DP1000-Blechen (Habibi et al., 2019)

Besserer et al. (2016) untersuchten das Ermiidungsverhalten von Bauteilen, die durch
Taumelschmieden hergestellt wurden. Sowohl der Umformprozess als auch eine an-
schlieBende zyklische Belastung im Einsatz fithrten zu einem Anstieg der Schadigung.
Sie stellten fest, dass die Verfestigung einen positiven und die Schadigungsentwicklung
einen negativen Effekt auf die Ermiidungsfestigkeit hat.
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2.2 FlieBpressen

Die Einteilung der Umformverfahren erfolgt nach DIN 8582 (2003) nach der Beanspru-
chung, die den plastischen Zustand herbeifiihrt (Bild 2.12).

| Fertigungsverfahren |

Hauptgruppen

I I [ | |

1 2 3 4 5 6

Urformen | |Umformen| | Trennen Fagen | | Beschichten| |Stoffeigenschaft
andern
Gruppen
I I I [ |

2.1 22 23 24 25

Druckumformen| |Zugdruckumformen| | Zugumformen | | Biegeumformen| [Schubumformen

Bild 2.12: Einteilung der Umformverfahren (DIN 8582, 2003)

Nach DIN 8583-1 (2003) werden die Druckumformverfahren wiederum in Walzen,
Freiformen, Gesenkformen, Eindriicken und Durchdriicken unterteilt. Die Druckum-
formverfahren sind dadurch definiert, dass der plastische Zustand im Wesentlichen
durch ein- oder mehrachsige Druckbeanspruchung herbeigefiihrt wird. Beim Durchdrii-
cken wird die Umformung des Rohteils nach Lange et al. (2008) allein durch einen
Druckspannungszustand erzeugt. Das FlieBpressen gehort nach DIN 8583-6 (2003) wie
das Verjiingen und das Strangpressen zu den Durchdriickverfahren. Das Durchdriicken
ist als Druckumformen eines Werkstiicks durch teilweise oder vollstdndiges Hindurch-
driicken durch eine formgebende Werkzeugoffnung unter Verminderung des Quer-
schnitts oder des Durchmessers definiert.

Neben dem Stauchen und Gleitziehen gehort das FlieBpressen zu den Kernverfahren der
Kaltmassivumformung. Die Kaltmassivumformung ist dadurch gekennzeichnet, dass
das Halbzeug zu Beginn des Umformprozesses bei Raumtemperatur vorliegt und nicht
durch externe Energie erwdrmt wird. Allerdings erwédrmen sich die Bauteile durch Dis-
sipation der Umformenergie und kénnen nach der Umformung deutlich erhéhte Tem-
peraturen aufweisen (Taylor und Quinney, 1934). Kaltmassivumgeformte Bauteile wer-
den hauptséchlich als Verbindungselemente und Bauteile der Antriebstechnik genutzt
(Bild 2.13).

Die FlieBpressverfahren lassen sich nach ihrer Werkstiickgeometrie und nach der Rich-
tung des Werkstoffflusses einteilen. Bei der Einteilung nach der Geometrie wird zwi-
schen Voll-, Hohl- und Napf-FlieBpressen unterschieden. Bei Betrachtung der Richtung
des Werkstoffflusses erfolgt die Unterteilung nach Vorwirts-, Riickwérts- und Quer-
flieBpressen (Lange et al., 2008). Meistens wird eine Kombination der verschiedenen
Verfahren angewandt. Auch werden mehrstufige Prozessfolgen, oft in Kombination mit
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anderen Verfahren der Kaltmassivumformung wie zum Beispiel dem Stauchen, Verjiin-
gen oder Abstreckgleitziehen genutzt (Lange, 1988)

Verbindungselemente
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Bild 2.13: Kaltmassivumgeformte Bauteile (German Cold Forging Group, 2019)

Die Vorteile des FlieBpressens gegeniiber konkurrierenden Fertigungsverfahren nach
Lange et al. (2008) sind im Folgenden dargestellt:

o Hohe Werkstoffausnutzung

e Hohe Mengenleistung

e Hohe MaB- und Formgenauigkeit

e Hohe Oberflichenqualitit

e Ununterbrochener Faserverlauf

e Verbesserte Werkstoffeigenschaften durch Kaltverfestigung

Durch FlieBpressverfahren werden Bauteile mit einer Masse pro Stiick von 1 g bis ca.
15 kg hergestellt (VDI 3138, 1998).

Dem KaltflieBpressen wird eine hohe technisch-wirtschaftliche Bedeutung fiir die Fer-
tigung hochwertiger Bauteile in groflen Mengen zugesprochen. Je nach PKW werden
ca. 40 bis 50 kg kaltmassivumgeformte Bauteile genutzt. Bei 25 bis 30 kg dieser Bau-
teile handelt es sich um hochbeanspruchbare Massivteile, die im Bereich des Getriebes,
der Achsen und der Lenkung eingesetzt werden. Die restlichen 15 bis 20 kg sind auf
Hohlteile und Befestigungsmittel zurtickzufiihren (Lange et al., 2008).
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Pugh and Watkins (1961) beschreiben, dass die erste Nutzung eines Extrusionsprozesses
Bramabh of Sheffield zugeschrieben werden kann, die 1797 den Prozess zur Herstellung
von Rohren aus Blei fiir die Verteilung von Bier genutzt haben. Das FlieBpressen wurde
Anfang des 19. Jahrhunderts zur Fertigung von Rohren und Geschosskorpern aus Blei
eingesetzt (Lange, 1988). Seit 1886 ist das KaltflieBpressen von Hiilsen und Tuben aus
Blei und Zinn bekannt (Feldmann, 1959). Bereits im Jahre 1909 wurde in den USA von
Hooker das Patent ,,Verfahren und Vorrichtung zur Herstellung von Metallr6hren fiir
Patronenhiilsen und dgl.“ angemeldet (Hooker, 1909). Dieses Verfahren beschiftigte
sich hauptsichlich mit der Fertigung von Patronenhiilsen aus Messing. Noch bis 1930
hielt man die Ubertragung dieses Verfahrens auf Stahlwerkstoffe fiir unméglich. 1934
wurde dann aber ein Patent zum Zinkphosphatieren von Rohlingen aus Stahl einge-
reicht, dass erstmals das FlieBpressen von Stahlwerkstiicken ermoglichte (Singer, 1934).

Zu den Grundverfahren des FlieBpressens gehoren das Voll-Vorwirts-FlieBpressen,
Napf-Riickwirts-FlieBpressen und das QuerflieBpressen. Im Folgenden liegt der Fokus
auf dem Voll-Vorwirts-FlieBpressen, da dies im Rahmen dieser Arbeit hauptsidchlich
genutzt wird.

2.2.1 Voll-Vorwiirts-Flieipressen

Das Voll-Vorwirts-FlieBpressen (VVFP) ist ein Fertigungsverfahren, bei dem ein Halb-
zeug bei Raumtemperatur mithilfe eines Stempels durch eine Matrize gedriickt wird, um
den Querschnitt zu verringern (Bild 2.14).

a) b) c)
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Halbzeug i Matrize l st

B :

T

i F‘dL\S
@/Auswerfer Qj

Bild 2.14: Prozessschritte beim Voll-Vorwérts-FlieBpressen: a) Einlegen des Halb-
zeugs, b) FlieBpressen und c¢) Auswerfen

i X

Armierung

Dabei wird das Halbzeug in einem Aufnehmer gegen Ausknicken und unkontrolliertes
Aufstauchen abgestiitzt (Bild 2.14 a)). Nach dem Pressen des Bauteils wird der Stempel
zuriickgefahren und das flieSgepresste Bauteil von einem Auswerfer aus der Matrize
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gehoben (Bild 2.14 c)) (Lange et al., 2008). Beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen lassen
sich die geometrischen GroBen Umformgrad ¢, Schultersffnungswinkel 2a, Ubergangs-
radien ry und Freischlifflange f'variieren. Zusitzlich konnen durch Verwendung unter-
schiedlicher Schmiermittel verschiedene Reibwerte u erreicht werden. Die Parameter
sind im Bild 2.15 dargestellt.

Matrize Stempel
|

N\

X D Ay
\

Armierung FlieBpressteil

Q]/ Auswerfer

Bild 2.15: Prozessparameter beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen

Der Umformgrad beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen ist ein charakteristischer Kennwert
und berechnet sich mithilfe der Querschnittsfliche des Halbzeugs 4o bzw. des Aus-
gangsdurchmessers do und der Querschnittsfliche des umgeformten Schafts 41 bzw. des
Enddurchmessers di:

¢ =In(4¢/A;) = In(dy*/d;*) = 2 In(do/dy). (2.13)

Der Vergleichsumformgrad ¢ auf der Mittelachse entspricht exakt dem Kennwert ¢.
Der Vergleichsumformgrad ¢ nimmt von der Mittelachse zum Rand hin zu. Dies liegt
an der Forménderungshistorie, die der Werkstoff in der Umformzone erfihrt, da der
Werkstoff in diesem Bereich zusétzlich geschert wird. Im Randbereich kommt es zu
einer axialen Stauchung, gefolgt von Scherung und anschlieender axialer Streckung
(Tekkaya, 1986).

Neben dem Umformgrad kann das Verhéltnis von Halbzeugdurchmesser zum Schaft-
durchmesser auch als bezogene Querschnittsinderung angegeben werden:
AO _Al _ doz - d12

Ay d?

A =

(2.14)
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Die maximalen Werte der Umformgrade, die unter Beriicksichtigung wirtschaftlicher
Werkzeugstandmengen genutzt werden konnen, sind als Richtwerte in Tabelle 2.2 dar-
gestellt. Die Wahl des Werkzeugstahls, des Schmierstoffs und auch der Warmebehand-
lung kann in Einzelfillen zu Abweichungen von den angegebenen Werten fithren (VDI
3138, 1998).

Tabelle 2.2: Maximal mogliche Werte fiir ea und ¢ in Abhingigkeit des Werkstoffs
(VDI 3138, 1998)

Umformbarkeit Stahlwerkstoff EA 7]
Gut umformbar QSt32-3, Cql5 0,75 1,4
Schwerer umformbar Cq35, 16MnCr5 0,67 1,1
Schwer umformbar Cq45, 42CrMo4 0,6 0,9

Liegt der Umformgrad unter einem Wert von ca. 0,3, wird von Verjiingen gesprochen.
Das Verjiingen dient auch zur Verringerung des Durchmessers eines Werkstiicks. An-
ders als beim FlieBpressen kann allerdings auf einen Aufnehmer verzichtet werden. Die
Umformkraft ist beim Verjlingen so gering, dass es nicht zu einem Ausknicken oder
Aufstauchen des Werkstiicks kommt.

Fiir die Verarbeitung von Stahl liegt der Schulter6ffnungswinkel beim Voll-Vorwiérts-
FlieBpressen in einem Bereich zwischen 2a = 40° und 2a = 130° (Klocke und Konig,
2006). Der optimale Schulterdffnungswinkel beziiglich einer minimalen Presskraft liegt
bei 2a = 90° (Schmoeckel, 1966). Wird die Standmenge des Werkzeugs und die MaB3-
haltigkeit des Werkstiicks betrachtet, liegt der optimale Schulterdffnungswinkel bei
20.=126° (Lange et al., 2008). Die Freischlifflinge wird zwischen 2 mm und 5 mm
gewihlt (Klocke und Kénig, 2006).

Ubliche Schmierstoffe verfligen nicht {iber eine Druckbestindigkeit, die den hohen Fla-
chenpressungen und Oberflichenvergroferungen beim FlieBpressen standhilt. Ein Ab-
reien der Schmierstoffschicht beim FlieBpressen fiihrt sofort zu einer Kaltverschwei-
Bung des Werkstiicks mit dem Werkzeug und zum Auftreten von Riefen. Meist werden
Schmierstofftragerschichten verwendet, auf die der Schmierstoff aufgetragen wird.
Diese verbinden den Schmierstoff mit dem Halbzeug (ICFG, 1991). Der eigentliche
Schmierstoff vermindert die Reibung. Fiir Stahlwerkstoffe werden meist Zink-Phos-
phatschichten als Tragerschicht eingesetzt (Bay, 1994) und FlieBpressole, Zinkseifen
oder Molybdéndisulfid (MoS>) als Schmierstoffe (Lange et al., 2008). Dabei konnen
folgende Reibzahlen erreicht werden: Seife auf Stahl 4 < 0,05, MoS; auf Stahl x# = 0,05
und Ol auf Stahl = 0,125 (Bowden et al., 1959). Aufgrund von 6kologischen Aspekten
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wird neuerdings versucht, auf Zink-Phosphatschichten zu verzichten und umweltfreund-
lichere Systeme zu etablieren (Bay et al., 2010).

Beim FlieBpressen handelt es sich um einen quasistationiren Prozess (Lange, 1988), da
der Umformvorgang mit einem instationdren Fiillen des Werkzeugs beginnt und erst
dann ein stationédrer Zustand eintritt. Als Stromlinien werden Linien bezeichnet, die die
Geschwindigkeitsvektoren als Tangente haben. Bahnlinien beschreiben hingegen den
tatsichlich zuriickgelegten Weg eines Materialpunktes (Spur und Soferle, 1984). Wenn
die Stromlinien und Bahnlinien der Werkstiickpunkte identisch sind, handelt es sich um
einen stationdren Prozess (Geiger, 1988). Im Bild 2.16 sind der instationédre Bereich an
der Zapfenspitze und der stationédre Bereich gut sichtbar. Eine starke Verzerrung im
Randbereich ist zu beobachten (Lange et al., 2008).

Schaft

=1
20 = 60°

Bild 2.16: Werkstofffluss beim Voll-Vorwérts-FlieBpressen von C15 (Ossenkemper,
2018)

Im Bild 2.17 ist der charakteristische Kraftverlauf beim FlieBpressen dargestellt. Sobald
der Stempel auf das Halbzeug trifft, kommt es zu einem linearen Kraftanstieg durch das
elastische Aufstauchen des Werkstoffs. AnschlieBend staucht das Halbzeug plastisch
auf und die Umformzone wird gefiillt. Es wird angenommen, dass sich die Stirnfliche
des Halbzeugs an die Schulter des Werkzeugs anlegt und schlechtere tribologische Be-
dingungen an der Stirnfliche zu einem Kraftmaximum fithren. Nachdem die Stirnfla-
chen die Matrize verlassen haben, geht der Prozess in einen quasistationdren Zustand
tiber. Die Reibung am Kopf des FlieSpressteils nimmt mit zunehmender Umformung
ab, wodurch es zu einer linearen Abnahme der Kraft kommt.

Zur Abschitzung der Umformkraft konnen die Kraftanteile (Siebel, 1932)

¢ Uberwindung der Schulterreibung

o Uberwindung der Wandreibung

e Uberwindung der Schiebungsverluste
o Ideelle Umformkraft

addiert werden.
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Bild 2.17: Kraftverlauf beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen (in Anlehnung an Lange et
al., 2008)

Eine Bestimmung der Spannungszustinde im Bereich der Umformzone kann nach der
elementaren Plastizititstheorie nach Sachs (1927) und Siebel (1932) erfolgen. Uber den
Stempel wird die Umformkraft auf das Werkstiick aufgebracht. Es handelt sich um einen
axialsymmetrischen Prozess, sodass der Spannungszustand mithilfe der Axial-, Radial-
und Tangentialspannungen vollstindig beschrieben werden kann (Bild 2.18). Die grofite
Axialspannung wird beim Einlaufen des Werkstoffs in die Umformzone erreicht. An-
schlieBend fillt die Axialspannung bis auf einen Wert von null am Diisenaustritt ab. Mit
dem FlieBkriterium nach Tresca (1864) kénnen die anderen Spannungskomponenten
berechnet werden.

nach Tresca:
k.=0,-0,

/ C Druck
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Bild 2.18: Spannungszustidnde in der Umformzone beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen
(nach Lange, 1988)
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Die elementare Plastizitdtstheorie beruht auf einigen Annahmen, wie zum Beispiel der
vernachldssigbaren elastischen Forménderung und der homogenen Umformung tiber
ebene Querschnitte. Daher lassen sich die Spannungen lediglich ndherungsweise be-
stimmen. Fiir eine Kraftabschitzung geniigen diese Annahmen. Fiir genaue Aussagen
iiber lokale Groflen wie Spannungen, Dehnungen oder auch Versagensindikatoren ge-
niigen diese nicht (Roll und Tekkaya, 1993).

2.2.2 Mechanische Eigenschaften fliegepresster Bauteile
Die mechanischen Eigenschaften flieBgepresster Bauteile sind bestimmt durch

e Verfestigung,

e Eigenspannungszustand,
e Faserverlauf,

o Werkstoff/Gefiige.

Die Streckgrenze, Bruchfestigkeit und die Harte konnen durch die Kaltverfestigung
beim FlieBpressen deutlich erh6ht werden. Eine erhohte Streckgrenze und Bruchfestig-
keit kann in den Fertigteilen ausgenutzt werden, sodass auf eine Warmebehandlung ver-
zichtet werden kann. Auch die Eigenschaften der schlagartigen und schwingenden Be-
anspruchung werden verédndert (Feldmann, 1959).

Ein Werkstiick kann durch verschiedene Prozessfolgen hergestellt werden. Dabei kann
die Streckgrenze in den einzelnen Bereichen des Bauteils durch den resultierenden Um-
formgrad und die damit verbundene Kaltverfestigung durch die Variation der Stufen-
folge positiv beeinflusst werden (Schmoeckel, 1973). Bild 2.19 zeigt unterschiedliche
Umformgrad- und Streckgrenzenverteilungen fiir einen Schraubenrohling, der auf ver-
schiedene Weisen hergestellt wird (VDI 3171, 1981). Es muss allerdings beachtet wer-
den, dass nach DIN EN ISO 898-1 (2009) alle Schrauben der Festigkeitsklassen 8.8 und
hoher (Zugfestigkeiten tiber 800 MPa) vergiitet werden miissen, wodurch die positiven
Eigenschaftsinderungen durch die Kaltumformung verloren gehen. Die Verfestigung
beeinflusst auch die Harte der Bauteile (Tekkaya und Lange, 2000). Hohe Oberfldchen-
hédrten werden zum Beispiel bei der Gegenlauffliche fiir Wellendichtringe benétigt
(DIN 3760, 1996).

Der Festigkeitsanstieg durch Kaltverfestigung beim FlieSpressen ist allerdings aufgrund
des Bauschingereffekts auch von der Belastungsrichtung abhéngig, sodass dieser bei der
Prozessauslegung unbedingt beriicksichtigt werden sollte (Kolpak et al., 2019). So ha-
ben zum Beispiel unterschiedliche Prozessrouten beim mehrstufigen FlieBpressen von
Nieten bei gleicher lokaler Umformung einen Einfluss auf die Festigkeit, welcher auf
den Bauschingereffekt zurtickzufiihren ist (Narita et al., 2016).
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Bild 2.19: Streckgrenze in den einzelnen Bereichen eines Schraubenrohlings in Ab-
hingigkeit des Umformverfahrens (VDI 3171, 1981) (MaB3e in mm)

Der Einfluss unterschiedlicher Prozessparameter beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen auf
das Ermiidungsverhalten wurde von Schwab und Lange (1985) untersucht. Fiir die Un-
tersuchungen wurde der Werkstoff Ck15G genutzt. Die Untersuchungen wurden am
quasistationér flieBgepressten Schaft durchgefiihrt. Der Durchmesser der Halbzeuge
wurde dementsprechend angepasst, sodass immer ein Schaftdurchmesser von 15 mm
erzeugt wurde. Es wurden der Umformgrad und der Schulter6ffnungswinkel variiert.
Ein Lebensdauerbereich zwischen 10° und 2-10° Lastspielen wurde bei den Untersu-
chungen erreicht. Fiir variierende Umformgrade mit einem festen Schulterdffnungswin-
kel von 2a = 90° konnte festgestellt werden, dass fiir hohere Umformgrade eine héhere
Bruchschwingspielzahl erreicht wird. Es wurden die Umformgrade ¢ =0,5, ¢ =0,9,
¢ =1,2 sowie ¢ = 1,6 untersucht. Gerade bei einem Umformgrad von ¢ = 0,5 werden
im Vergleich zu den anderen Umformgraden deutlich geringere Bruchlastspielzahlen
erreicht. Bei einem konstanten Umformgrad von ¢ = 1,2 wurde der Schulter6ffnungs-
winkel 2a variiert. Kleinere Schulter6ffnungswinkel liefern kleinere erreichbare Bruch-
lastspielzahlen. Die Beobachtungen wurden mit der Verfestigung der Bauteile und einer
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unterschiedlichen Oberflédchenstruktur erklért. Eine Erweiterung der gewonnenen Er-
gebnisse wurde von Miiller, Hager und Péhlandt (1994) vorgestellt. Hier wurden zu-
sitzlich Sinterstidhle und Aluminium genutzt. Auch hier wurde die unterschiedliche Ver-
festigung als Haupteinflussfaktor benannt.

Hauttmann und Pessl (1950) haben die Kerbschlagzihigkeit eines ,,Al-beruhigten nied-
rigen Kohlenstoffstahls“ nach dem FlieBpressen bei unterschiedlichen Formanderungen
untersucht. Sie konnten bei einer bezogenen Querschnittsanderung von bis zu 50 % eine
Abnahme der Kerbzdhigkeit im Vergleich zum Ausgangszustand beobachten. Danach
kam es wieder zu einem Anstieg (Bild 2.20). Nehl (1983) beobachtete an flieBgepressten
Wellen aus dem Werkstoff C15, dass ab einem Umformgrad von ¢ = 0,69 ein Anstieg
der Kerbschlagarbeit vorliegt.
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Bild 2.20: Einfluss des Umformgrads beim FlieBpressen eines Al-beruhigten niedri-
gen Kohlenstoffstahls auf die Kerbzihigkeit (Hauttmann und Pessl, 1950)

Tekkaya (1986) hat die Eigenspannungen in kaltmassiv umgeformten Bauteilen nume-
risch, analytisch und experimentell untersucht. Bild 2.21 zeigt die mittels FEM ermit-
telten Eigenspannungskomponenten im Schaft von Bauteilen, hergestellt durch das
Voll-Vorwirts-FlieBpressen, vor und nach dem Auswerfen. Der Auswerfvorgang redu-
ziert die Eigenspannungen maf3geblich aufgrund der dabei auftretenden geringen Form-
anderungen, die zu einer Reduzierung der plastischen Inhomogenitit fiihrt.
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Bild 2.21: Eigenspannungen in flieBgepressten Bauteilen vor und nach dem Auswer-
fen (nach Tekkaya, 1986)

Zur genauen Vorhersage der Eigenspannungen mittels numerischer Simulation muss
das Verfestigungsverhalten des Werkstoffs moglichst exakt abgebildet werden. Suh et
al. (1991) zeigen beispielsweise, dass die Berticksichtigung der kinematischen Verfes-
tigung einen groen Einfluss auf die Vorhersage hat. Vorhandene Eigenspannungen in
den Bauteilen konnen bei einer nachfolgenden Wiarmebehandlung zu einem uner-
wiinschten Verzug fiihren (Hering et al., 2017). Hohe Umformgrade fithren zu Druckei-
genspannungen und geringe Umformgrade (¢ < ca. 1,0) zu Zugeigenspannungen an der
Oberflache (Tekkaya, 1986). Druckeigenspannungen in der Oberfldche fithren zu einer
Erhéhung der Dauerschwingfestigkeit (Dieter, 1961). Auflerdem fithren Druckeigen-
spannungen zum spédteren Erreichen der Streckgrenze bei einer Zugbelastung. Liegen
Zugeigenspannungen vor, wird die Streckgrenze frither erreicht (Muster, 1983). Span-
nungsrisskorrosion wird durch Zugeigenspannungen in der Oberfldche verursacht bzw.
beschleunigt (Hiersig, 1995). Daher werden zum Beispiel Rohrleitungen oder Druckbe-
hilter mit einem tiber der Streckgrenze liegenden Innendruck ausgesetzt, sodass nach
der Entlastung Druckeigenspannungen vorliegen, die eine Rissbildung im spiteren Ein-
satz verzogern bzw. verhindern (Greuling et al., 2006).

Die Ausrichtung der Kristallite in FlieBrichtung wirkt sich positiv auf die Festigkeit aus.
Dieser Faserverlauf entsteht durch den Werkstofffluss wiahrend der Umformung (Lange
et al., 2008). Feldmann (1959) beschreibt, dass jeder Einschluss eine Unterbrechung des
metallischen Zusammenhangs darstellt und daher die Faserrichtung auch die Eigen-
schaften wesentlich verdndert. Die Festigkeit in Langsrichtung ist grofler als in Quer-
richtung, sodass die Hauptbelastung entlang des Faserverlaufs ausgerichtet sein sollte
(Morrison, 1975). Da die Fasern beim FlieBpressen nur umgelenkt und nicht, wie bei
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der spanenden Bearbeitung, geschnitten werden, verringert sich die Kerbempfindlich-
keit, was zu verbesserten Festigkeitseigenschaften fiihrt. Bereits 1958 konnte der Ein-
fluss des Faserverlaufs auf die Rollkontaktermiidung ermittelt werden. Es konnte fest-
gestellt werden, dass gehduft Fehler auftreten, wenn grofe Winkel zwischen Faserver-
lauf und Oberfliche vorhanden sind. Bei parallelem Verlauf zur Oberfldche, wie nach
dem FlieBpressen, konnten die besten Ergebnisse erzielt werden (Carter, 1958). Schwab
(1989) berichtet, dass der Einfluss der Faserorientierung einen Einfluss auf das statische
und dynamische Bauteilverhalten hat. Daher sollte die Faserrichtung und Richtung der
grofiten Zugbelastungen ausgerichtet sein. Ermiidungsversuche an Rundstdben aus Al-
CuMg]1 haben gezeigt, dass durch die Faserausrichtung Unterschiede von bis zu 25 %
in der Bruchlastspielzahl auftreten.

2.3 Versagen beim Fliefipressen

Versagen beim FlieBpressen kann an den Werkzeugen und auch an den Bauteilen auf-
treten. Es gibt zwei typische Zonen, an denen die Bauteile versagen. Es treten Oberflé-
chenrisse oder periodisch erscheinende, pfeilformige Werkstofftrennungen im Inneren
des Bauteils, sogenannte Chevron-Risse (Bild 2.22), auf (Breuer, 2007). Die Oberfla-
chenrisse entstehen durch Scherung des oberflichennahen Werkstoffs im Matrizenaus-
tritt, wihrend Chevron-Risse im Inneren aufgrund eines hydrostatischen Zugspannungs-
zustands in der Umformzone entstehen (Soyarslan et al., 2008). Im Folgenden wird der
Stand der Kenntnisse zur Untersuchung von Versagen beim FlieBpressen beschrieben.

Bild 2.22: FlieBgepresstes Bauteil (Werkstoff: 100Cr6) mit Chevron-Rissen (nach
Soyarslan et al., 2008)

2.3.1 Chevron- und Oberflichenrisse

Die Versagensfille konnen aufgrund des gleichen Formanderungszustands sowohl beim
FlieBpressen als auch beim Drahtziehen auftreten. Beide Verfahren weisen eine ver-
gleichbare formgebende Werkzeuggeometrie auf und unterscheiden sich lediglich im
Ort der Krafteinleitung (Lange, 1988). Daher werden beide Verfahren betrachtet.

Erste Untersuchungen zur Ausbildung von Oberfldchenfehlern und Chevron-Rissen in
kaltflieBgepressten Bauteilen gehen auf Arbeiten von Jennison (1930) in den 1930er-
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Jahren zuriick. Remmers (1930) untersuchte im gleichen Jahr die Bildung von Chevron-
Rissen beim Drahtziehen und fiihrte als mogliche Griinde fiir die Entstehung von Che-
vron-Rissen Inhomogenititen, wie Oxide und Sulfide, sowie eine ungleichmiflige Span-
nungsverteilung an. Er konnte feststellen, dass ein Zusammenhang zwischen dem Schul-
teroffnungswinkel und auch dem Oxidanteil beim Drahtziehen von Kupfer und dem
Auftreten von Chevron-Rissen herrscht. Hohe Umformgrade in den einzelnen Stufen
und somit weniger Umformschritte fithren zu einer besseren Produktqualitit. Bild 2.23
zeigt Chevron-Risse mit unterschiedlich grolen Poren zwischen den einzelnen Rissen.

Bild 2.23: Chevron-Risse a) in Duralumin und b) in Kupferdraht (Remmers, 1930)

Tanaka (1952) berichtete, dass beim Drahtziehen im Randbereich eine Druckumfor-
mung und im Kern eine Zugumformung stattfindet und weist darauf hin, dass Zugum-
formungen eher zu einem Versagen fithren. Anhand von Drahtziehversuchen konnte
festgestellt werden, dass das Versagen an den Drihten an bereits vorhandenen Inhomo-
genitdten im Draht, wie zum Beispiel Einschliissen, entsteht. Die Zugumformung fiihrt
zu einem Bruch dieser Einschliisse. Chevron-Risse entstehen laut Tanaka aufgrund von
unpassenden Prozessparametern, die nicht weiter spezifiziert werden.

Erste Versuche zur Vorhersage der Entstehung von Chevron-Rissen wurden fiir koni-
sche Matrizen fiir ein ideales (Avitzur, 1968a) und verfestigendes (Zimerman und
Avitzur, 1970) FlieBverhalten in analytischen Arbeiten mithilfe der Oberen-Schranke-
Methode unternommen. Es wurden Diagramme erzeugt, die die maximale prozentuale
Querschnittsverminderung, bei der kein Versagen der Bauteile auftritt, iiber den Schul-
teroffnungswinkel fiir verschiedene Reibung und Verfestigung aufzeigen. Die Ergeb-
nisse zeigen, dass ein hoher Umformgrad, kleine Schulter6ffnungswinkel, ein groBes
Verfestigungspotenzial und geringe Reibung zur Vermeidung von Chevron-Rissen fiih-
ren (Bild 2.24). Zimerman et al. (1971) haben umfangreiche Experimente durchgefiihrt
und konnten damit feststellen, dass die aufgestellten Diagramme gut mit den experimen-
tellen Ergebnissen iibereinstimmen. Hoffmanner (1971) hat das Kriterium nach
Cockcroft and Latham (1968) genutzt und konnte damit eine Ubereinstimmung mit
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durchgefiihrten Experimenten feststellen. Die dazu benétigten Spannungen und Deh-

nungen wurden mittels Gleitlinientheorie ermittelt.
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Bild 2.24: Grenzen der Parameter Umformgrad, Schulter6ffnungswinkel, Reibung
und Verfestigungsverhalten zur Vermeidung von Chevron-Rissen (nach

Zimerman et al., 1971)

Avitzur (1968b) erklirt die Bildung von Chevron-Rissen damit, dass die Umformzone
die Mittelachse nicht erreicht. Dadurch wird der Werkstoff in einem sehr kleinen Be-
reich von der Eingangsgeschwindigkeit vi in die Matrize auf die Austrittsgeschwindig-
keit v2 beschleunigt und dabei auseinandergerissen, sodass ein Chevron-Riss entsteht

(Bild 2.25).
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Im Gegensatz zu den Ergebnisse von Avitzur (1968a) und Zimerman und Avitzur (1970)
konnten Gurney und DePierre (1974) mit experimentellen Untersuchungen zum Flie$3-
pressen an einem AL-12Si zeigen, dass Chevron-Risse auftreten, wenn die Reibung ge-
ring ist. Eine hohe Reibung verhindert die Entstehung von Chevron-Rissen, da der
Druckspannungszustand in der Umformzone verstarkt wird. Moritoki (1991) hat her-
ausgefunden, dass eine hohe Reibung beim Drahtziehen eher zu einer Bildung von Che-
vron-Rissen fiihrt, wobei eine hohe Reibung beim FlieBpressen eine Chevron-Riss-Bil-
dung verhindert.

— Matrize
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Starres Produkt
_Habzeug _ _ _ NZL gy
Bereich der Chevron Riss

plastischen
Formé&nderung

Bild 2.25: Entstehung von Chevron-Rissen (nach Avitzur, 1968b)

Tanaka und Yoshida (1979) stellten fest, dass mit steigendem Sauerstoffanteil und somit
mehr CuxO-Einschliissen in Kupferdrihten frither Versagen auftritt. Anhand von mik-
roskopischen Untersuchungen konnten sie zeigen, dass es zu Porenbildung an diesen
Einschliissen unter Zugspannung kommt und dies fiir das anschlieBende Versagen ver-
antwortlich ist. Yoshida (2000) untersuchte den Bruch von feinen Drahten aufgrund von
Einschliissen im Draht. Er stellte fest, dass an den Einschliissen aufgrund von lokalen
Zugspannungen Ablosungen und Briiche entstehen.

Plancak (1990) untersuchte experimentell die Spannungsverteilung beim Voll-Vor-
wirts-FlieBpressen von Stahl mit visioplastischen Methoden und Druckmessungen an
der Pressbiichsenwand. Er konnte feststellen, dass nur in einem kleinen Bereich in der
Nihe der Mittelachse positive Axial- und Radialspannungen auftreten konnen. In der
restlichen Umformzone sind alle Spannungskomponenten negativ. Daher merkt er an,
dass Risse eher auf der Mittelachse auftreten.

Erste numerische Untersuchungen zum Fliefpressen wurden von Lee et al. (1977)
durchgefiihrt, um die Spannungs- und Verformungsfelder wéhrend der Extrusion zu un-
tersuchen. Schiadigung und Versagen wurden allerdings nicht betrachtet. Aravas (1986)
merkt an, dass das von Avitzur genutzte Verfahren duBerst willkiirlich ist, da es keine
Spannungsverteilungen oder Bruchursachen einbezieht. Aravas (1986) und Gelin et al.
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(1985) haben daher Untersuchungen zur Entstehung und zum Wachstum von Poren an
zweiten Phasen wihrend des FlieBpressens mittels FEM durchgefiihrt und dabei das
Gurson-Modell (Gurson, 1977) verwendet. Anhand der experimentellen Daten von
Zimerman et al. (1971) konnte Aravas (1986) zeigen, dass eine Vorhersage der Entste-
hung von Chevron-Rissen moglich ist. Er merkt an, dass jedes Kriterium zur Vorhersage
von Chevron-Rissen den Spannungs- und Dehnungszustand berticksichtigen sollte und
Versagensursachen, Werkstoffzusammensetzungen und bereits vorhandene Defekte mit
einbezogen werden sollten.

Im Folgenden wurden verschiedene Modelle und Kriterien genutzt, um die Entstehung
von Chevron-Rissen vorherzusagen. Alberti et al. (1993) haben das Versagenskriterium
von Oyane et al. (1980) genutzt, um die Entstehung von Chevron-Rissen vorherzusagen.
In den experimentellen Arbeiten wurde Ultraschall genutzt, um Chevron-Rissen zu de-
tektieren und das Kriterium zu verifizieren. Venkata Reddy et al. (1996) haben das Hyd-
rostatic Stress Criterion in numerischen Untersuchungen genutzt. Aufbauend auf Ergeb-
nissen von Clift et al. (1990) wird angenommen, dass bei Vorhandensein positiver hyd-
rostatischer Driicke auf der Mittelachse Chevron-Risse entstehen. Dabei konnte gezeigt
werden, dass eine gute Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen von
Alberti et al. (1993), Hoffmanner (1971) und Yang et al. (1990) vorliegt. Ko und Kim
(2000) haben das Versagenskriterium von Cockcroft und Latham (1968) genutzt, um
die Entstehung von Chevron-Rissen zu untersuchen. Auch Liu und Chung, (1990) haben
das Kriterium genutzt und konnten zeigen, dass hohere Reibung Chevron-Risse verhin-
dert. Choi et al. (2010) haben das Versagenskriterium zusammen mit einer Methode zur
Elementloschung genutzt, um die Grofle und den Abstand der einzelnen Risse vorher-
zusagen. Hambli und Badie-Levet (2000) haben das Lemaitre-Modell (1985) zur Unter-
suchung des FlieBpressens genutzt.

Lim und Dunne (1997a) haben mittels FEM die Entstehung von Chevron-Rissen bei
partikelverstirkten Metallmatrix-Verbundwerkstoffen untersucht und konnten dabei
feststellen, dass auch an der Oberfldche Schadigung entsteht, die zu Rissen flihren kann.
In spiteren Untersuchungen (Lim und Dunne, 1997b) konnten sie dann zeigen, dass
hohe Querschnittsinderungen zusammen mit Reibung den Effekt haben, dass das Ver-
sagen nicht mehr in der Mitte des Bauteils, sondern an der Oberflidche auftritt.

Komori (2003) hat die Entstehung von Chevron-Rissen beim Drahtziehen an Kupfer mit
den verschiedenen Versagenskriterien untersucht. Er konnte feststellen, dass die Krite-
rien von Gurson (1977) und Oyane et al. (1980) gut mit den experimentellen Untersu-
chungen iibereinstimmen. EinigermaBen konnte eine Ubereinstimmung der Kriterien
von Cockeroft and Latham (1968) und Brozzo et al. (1972) mit den Experimenten ge-
zeigt werden und das Kriterium von Freudenthal (1950) zeigte keine Ubereinstimmung.

Eine chronologische Zusammenfassung der Modellierungsansitze der Schiadigungsent-
stehung liefert (Tabelle 2.3) Soyarslan et al. (2008).
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Tabelle 2.3:  Ubersicht iiber die numerischen Untersuchungen des Versagens beim

FlieBpressen (FP) und Drahtziehen (DZ) nach Soyarslan et al. (2008)

Quelle Prozess Beriicksichtigung von Modellierung

Temperatur Reibung des Risses

Aravas (1986) FP - - -
Liu und Chung (1990) FP - X -
Giardini et al. (1995) FP - X -
Ceretti et al. (1997) FP X X X
Lim und Dunne (1997a) FP - - -
Lee und Hahm (1997) FP/DZ - X -
Gelin et al. (1985) FP - - -
Choi et al. (1998) FP - - -
Srikanth und Zabaras (1999) DZ X X -
Komori (1999) DZ - X X
Ko und Kim (2000) FP/DZ - X -
Hambli und Potiron (2000) FP - X -
Venkata Reddy et al. (1996) DZ - X -
Komori (2003) DZ - X X
Saanouni et al. (2004) FP - X X
Mcallen und Phelan (2005) DZ - X X
Camacho et al. (2006) DZ - - -
McVeigh und Liu (2006) FP X X X
McAllen und Phelan (2007) DZ - X X

Die Studien zeigen insgesamt, dass das Versagen im Bauteilkern durch positive hydro-
statische Spannungen in der Umformzone hervorgerufen wird. Insgesamt konnte fest-
gestellt werden, dass durch die Wahl folgender Parameter Chevron-Risse vermieden

werden konnen:

e Hohe Umformgrade

e Geringe Schulterdffnungswinkel

e Hohe Reibung beim FlieBpressen oder geringe Reibung beim Drahtziehen

e Hohes Verfestigungspotenzial des Werkstoffs

2.3.2

Maglichkeiten zur Versagensvermeidung

Im Bereich des FlieBpressens zielten nur wenige Studien auf die Entwicklung einer
Technologie zur Reduktion der Schidigung ab. Meist wurde versucht, das Forméinde-
rungsvermogen zu erhdhen, um so ein Versagen der Werkstiicke wihrend der Umfor-

mung zu vermeiden.

Die hiufigste Vorgehensweise beinhaltet das Uberlagern eines hydrostatischen
Druckspannungszustands. Laut Bridgman (1952) verindert die Uberlagerung eines hyd-
rostatischen Drucks das Forménderungsvermdgen der Werkstoffe. Dabei wird eine Ver-
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zdgerung der Keimbildung, des Wachstums und der Vereinigung von Mikrorissen ge-
nutzt, um eine Erhéhung der Duktilitdt zu erzielen (Peng et al., 2009). Experimentelle
Untersuchungen von Wagener und Haats (1995) zeigen, dass durch das Aufbringen von
Gegendruck ein hoherer hydrostatischer Druck in der Umformzone erzeugt werden
kann. Durch diese MaBlnahme wird die Umformbarkeit des Werkstoffs beim FlieBpres-
sen, aufgrund der Verschiebung der gemittelten Spannung in den Druckbereich, erhoht.
Somit konnen sogar relativ sprode Werkstoffe, wie Metallmatrix-Verbundwerkstoffe
mit einer Aluminiummatrix und verstirkenden Siliciumcarbid-Partikeln, rissfrei umge-
formt werden.

Soyarslan und Tekkaya (2009) zeigen, dass die Aufbringung von Gegendruck effektiv
der Entstehung von Chevron-Rissen im Kern entgegenwirkt. Bild 2.26 zeigt den nume-
risch ermittelten Einfluss von Gegendriicken von pg = 0 bis pc = 200 MPa ohne Rei-
bung. Bei Driicken von pg = 200 MPa (27 % der AnfangsflieBspannung) wird die Riss-
bildung vollstindig unterdriickt.
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Bild 2.26: Unterdriickung der Bildung von Chevron-Rissen mittels Gegendruck
(nach Soyarslan und Tekkaya, 2009)

Eine weitere Moglichkeit, das Formadnderungsvermégen der Werkstiicke zu erhohen
und somit Risse zu vermeiden, ist das Umformen bei erhohten Temperaturen. Mit zu-
nehmender Temperatur erh6ht sich das Formédnderungsvermogen der Werkstoffe auf-
grund von Erholungs- und Rekristallisationsvorgéngen. Die Rekristallisationsvorgénge
werden neben der Temperatur auch von der Formédnderung und der Einwirkdauer der
Temperatur beeinflusst. Bis zu Temperaturen von ca. 7= 300 °C kann bei den meisten
Stihlen kein wesentlicher Einfluss auf die FlieBspannung und das Forménderungsver-
mogen festgestellt werden (Breuer, 2007). Um hohere Temperaturen zu erreichen, findet
in der industriellen Praxis eine vorgelagerte Erwdrmung der Halbzeuge auBerhalb der
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Presse statt. Klocke et al. (2013) zeigen, dass es moglich ist, durch eine prozessbeglei-
tende elektrische Widerstandserwiarmung Chevron-Riss-anfillige Bereiche lokal zu er-
wirmen und so eine rissfreie Fertigung von FlieBpressteilen zu ermdglichen.

2.4 Fazit

Duktile Schiadigung entsteht aufgrund von ungiinstigen Spannungszustéinden im Werk-
stoff. Der Spannungszustand kann mittels Triaxialitdt und Lode-Winkel-Parameter be-
schrieben werden. Der Lode-Winkel-Parameter charakterisiert den deviatorischen An-
teil der Spannung. Die Triaxialitdt gibt den dimensionslosen hydrostatischen Druck an.
Eine positive Triaxialitdt fiihrt zu einer Entwicklung von Schddigung. Die Schadigung
kann final zum Bruch und somit zum Versagen fithren. Der Einfluss der Schadigung in
Form von Poren auf die Produkteigenschaften von Bauteilen wurde bisher nicht quanti-
tativ und vor allem nicht isoliert betrachtet. Im Bereich des FlieSpressens wurde nur eine
makroskopische Betrachtung des Versagens durchgefiihrt. Es wurde untersucht, welche
Prozessparameter zum Versagen fithren, und es wurde versucht, dieses Versagen vor-
herzusagen. Die Vorstufen des Versagens, der Prozess der duktilen Schiddigung in Form
von Entstehung, Wachstum und Vereinigung der Poren wurden nicht betrachtet. Somit
fehlt auch das Versténdnis, welche Auswirkungen die vorhandenen Poren auf die Pro-
dukteigenschaften in der Anwendung haben.



3 Zielsetzung

Die Umformung metallischer Werkstoffe kann abhingig vom vorherrschenden Span-
nungszustand eine Schidigungsentwicklung hervorrufen. Diese duktile Schadigung ist
gekennzeichnet durch die Stadien Porenentstehung, Porenwachstum und Porenvereini-
gung. Bekanntermaflen setzt Schiadigung vor allem bei Vorliegen positiver hydrostati-
scher Spannungen ein.

Beim FlieBpressen gibt es bisher lediglich Untersuchungen, wie die mechanischen Ei-
genschaften flieBgepresster Bauteile durch Eigenspannungen, Kaltverfestigung oder den
entstehenden Faserverlauf verdndert werden. Die umforminduzierte Schiadigung, als
Einflussfaktor auf die Eigenschaften der produzierten Bauteile, wird nicht betrachtet.
Bisher wurde lediglich angestrebt, ein Versagen, das vor allem in Form von Chevron-
Rissen eintritt, vorherzusagen oder zu vermeiden. Dies kann beispielsweise durch Auf-
bringung eines externen Gegendrucks erfolgen, wodurch der hydrostatische Druck in
der Umformzone vergroBert wird.

Die Schadigung wird durch den im FlieBpressprozess auftretenden Lastpfad beeinflusst.
Genaue und allgemeingiiltige Kenntnisse tiber den Einfluss einer Lastpfaddnderung auf
die Schidigungsentstehung, zum Beispiel durch eine Variation der Prozessparameter
oder eine alternative Prozessroute, auf die Schiadigungsentwicklung sind im Stand der
Kenntnisse bisher nicht hinreichend und systematisch erarbeitet worden. Aus diesem
Grund findet die Schadigungsentwicklung entlang der Prozesskette bei der Auslegung
von Produkten und Prozessrouten bislang keine Beriicksichtigung.

Das Ziel ist es, die Schadigungsentwicklung beim KaltflieBpressen zu analysieren, vor-
herzusagen und kontrollierbar zu machen und die Auswirkung der Schiadigung auf die
Leistungsfahigkeit der produzierten Bauteile zu ermitteln. Dazu sollen die im Bild 3.1
beschriebenen Teilziele mit den dargestellten Methoden erreicht werden.

Es soll untersucht werden, inwieweit sich der Lastpfad beim FlieBpressen beeinflussen
lasst. Dazu wird anhand des Voll-Vorwiérts-FlieBpressens der Einfluss geometrischer
und prozesstechnischer Parameter (Umformgrad, Schulterdffnungswinkel, Ubergangs-
radien, Reibung) sowie der Einfluss unterschiedlicher Prozessrouten (zum Beispiel
mehrstufig und/oder mit Gegendruck) auf den Lastpfad analysiert.

AnschlieSend wird der Einfluss des Lastpfads auf die Schidigung untersucht. Dazu wird
numerisch der Einfluss der Lastpfade auf eine ideale Pore untersucht. Zur Charakteri-
sierung der umgeformten Bauteile werden mikroskopische Verfahren und Dichtemes-
sungen genutzt.

Der Einfluss der Schiadigung vor Auftreten eines Risses auf die Leistungsfihigkeit wird
ermittelt. Dazu sind andere Einfliisse, wie Eigenspannungen und Verfestigung, auf die
Leistungsfahigkeit von dem Einfluss der Schadigung zu separieren. Es werden Versuche
zur Bestimmung des zyklischen Verhaltens, der Kerbschlagarbeit und der Steifigkeit
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sowie der statischen Festigkeit durchgefiihrt. Zuletzt wird die Ubertragbarkeit der ge-
wonnenen Erkenntnisse gezeigt.

Ziele

Ermittlung des Einflusses | | Ermittlung des Einflusses | | Ermittlung des Einflusses

der Prozessparameter des Lastpfads der Schadigung
aufden Lastpfad auf die Schadigung auf die Leistungsfahigkeit
(Kapitel 4 und 5) (Kapitel 6) (Kapitel 7)

Ermittlung der Ubertragbarkeit der Ergebnisse

(Kapitel 8)
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Bild 3.1: Ziele und Methoden

Aufbauend auf dem Verstidndnis der Wirkzusammenhénge zwischen Prozess, Schadi-
gung und der Leistungsfihigkeit kann die gezielte Auslegung von Prozessrouten erfol-
gen, welche die Herstellung von FlieBpressbauteilen mit definierter, einsatzangepasster
Schidigung erlaubt. Dies ermoglicht es, den Sicherheitsfaktor zu reduzieren und Ge-
wicht einzusparen.
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Im Folgenden wird zunéchst der Spannungszustand beim FlieBpressen analytisch be-
trachtet. Anschlieend wird das genutzte FEM-Modell zur Simulation des Voll-Vor-
wirts-FlieBpressens erldutert und der Einfluss der Prozessparameter auf die resultieren-
den Lastpfade untersucht.

4.1 Analyse des Spannungszustands beim Voll-Vorwiirts-FlieSpressen

Zur Bestimmung des Spannungszustandes entlang der Mittelachse beim Voll-Vorwirts-
FlieBpressen werden zuerst die Inkremente der wahren Dehnung de¢;; betrachtet. Wenn
das Koordinatensystem gemaf Bild 4.1 gewiéhlt wird, konnen die Dehnungsinkremente
in den drei Hauptrichtungen r, z und ¢ definiert werden.

Matrize Stempel

AN

N\

&

%

\

Armierung

)4

FlieRpressteil

Bild 4.1: Dehnungsinkremente und genutztes Koordinatensystem

Entlang der Mittelachse existieren keine Schubspannungen. Daraus folgt, dass die Kom-
ponenten des Tensors der wahren Dehnungsinkremente eines Materialpunktes auf der
Mittelachse wie folgt angegeben werden konnen:

de, O 0
dey=[ 0 de 0 . (4.1)

0 0 de
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Aufgrund der Axialsymmetrie folgt, dass die Dehnungsinkremente auf der Mittelachse
in Radial- und Umfangsrichtung gleich sein miissen (de, = de;), was zu folgendem
Dehnungstensor fiihrt:

de, O 0
deij=( 0 de 0 ). 4.2)
0 0 de,

Aufgrund von Volumenkonstanz bei plastischer Deformation muss die Summe der Deh-
nungsinkremente null betragen

Yde; = 0. 4.3)

Die Kontraktion der Querschnittfliche fithrt zu de, = de; < 0 und damit nach
Gleichung 4.3 zu de, = —2de, > 0, sodass daraus folgt:

2 0 0
dsij = dEr 0 -1 0 ). (44)
0 0 -1

Der deviatorische Spannungstensor ¢';; steht tiber die Levy-Mises-FlieBregel im Zu-

sammenhang mit den Dehnungsinkrementen de;;:
dsij =d/1'0'lij, (45)
Dabei ist dA der plastische Multiplikator, eine nicht negative reale Zahl. Es folgt, dass

beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen die Spannungskomponente in axialer Richtung immer
die algebraisch grofte ist. Fiir die Hauptspannungen folgt daher:

g, 0 O
O-ij =0 (% 0 | (46)
0 0 o,

Die Spannungskomponenten konnen in ihren deviatorischen ¢';; und ihren hydrostati-
schen Anteil gy, zerlegt werden. Fiir die hydrostatische Spannung gilt:

op = %(az + 20,). 4.7

Durch Subtraktion der hydrostatischen Spannung vom Gesamtspannungstensor kénnen
die deviatorischen Spannungskomponenten ermittelt werden:
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. 2 0 0
0'yj =30, —0) (0 -1 0 > (4.8)
0 0 -1

Unter der Annahme eines isotropen FlieBkriteriums (zum Beispiel von Mises oder
Tresca) kann die FlieBspannung krauf der Mittelachse berechnet werden:

k¢ =0, — 0,. 4.9)

Durch Einfiigen der Gleichung (4.9) in Gleichung (4.7) und Gleichung (4.8) kénnen die
hydrostatischen und deviatorischen Spannungskomponenten wie folgt beschrieben wer-
den:

on ="+, (4.10)

L 2 0 0

0 0 -1

Im Vergleich zum Voll-Vorwérts—FlieBpressen ergeben sich fiir einen einachsigen Zug-
versuch folgende Hauptspannungskomponenten:

g, 0 0
0 0 O

Mit o, = ki, ergeben sich folgende hydrostatische und deviatorische Spannungskompo-
nenten:

, (4.13)

L (2 0 0
a'y=skel0 -1 0 | (4.14)

0 0 -1

Es kann folglich gezeigt werden, dass auf der Mittelachse beim Voll-Vorwérts-Flie3-
pressen und fiir einen einachsigen Zugversuch der gleiche deviatorische Spannungszu-
stand erreicht wird. Entgegen der Einordnung des Voll-Vorwirts-FlieBpressens als
Druckumformverfahren (Abschnitt 2.2) unterscheiden sich die Spannungszustinde
beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen und beim Zugversuch lediglich durch den Anteil der
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Radialspannungen in der hydrostatischen Spannung. Beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen
treten bei hohen Umformgraden hohe negative Radialspannungen o, auf. Aufgrund der
grofen resultierenden hydrostatischen Driicke kann die Schiadigungsevolution beim
FlieBpressen unterdriickt werden, wodurch eine hohe Umformbarkeit des Werkstoffs
gegeben ist und Umformgrade von ¢ = 1,6 und héher erreicht werden konnen. Durch
die Auswahl unterschiedlicher Prozessparameter kann der hydrostatische Druck variiert
werden. Die genaue Hohe des hydrostatischen Drucks kann jedoch nicht mit ausreichen-
der Genauigkeit analytisch vorhergesagt werden, sodass numerische Methoden erfor-
derlich sind.

4.2 Numerische Modellierung

Zur Erarbeitung eines grundsitzlichen Verstindnisses fiir die Wechselwirkung zwi-
schen den beim FlieBpressen verdnderlichen Prozessparametern und dem sich einstel-
lenden Lastpfad wird eine numerische Analyse durchgefiihrt. Zunichst werden das Ma-
terialmodell sowie die Simulationsmodelle vorgestellt. AnschlieBend wird der Einfluss
der Prozessparameter auf den Lastpfad aufgezeigt.

4.2.1 Materialmodell

Die numerischen Untersuchungen wurden auf Grundlage des Einsatzstahls 16MnCrS5
durchgefiihrt. Der Werkstoff wurde in Form von Stangenmaterial zur Verfiigung gestellt
und liegt in einem Ferrit-Perlit-Gefiige vor. Dieses Gefiige wurde durch ein FP-Glithen
eingestellt. Die chemische Zusammensetzung des Werkstoffs ist in Tabelle 4.1 darge-
stellt.

Tabelle 4.1: Chemische Zusammensetzung von 16MnCrS5 in Massen-%
(Georgsmarienhiitte, 2012)

Material Name Analyse
Nr. C Si Mn S(max) Cr
1.7139 16MnCrS5 | 0,14-0,19 <0,4 1,0-1,3 0,02-0,04 0,8-1,1

Zur realistischen Abbildung des plastischen Verhaltens in der Umformsimulation wer-
den temperaturabhingige FlieBkurven genutzt. Aufgrund des vorteilhaften hydrostati-
schen Spannungszustandes konnen durch Zylinderstauchversuche FlieBkurven bis zu
einem Umformgrad von ca. ¢ = 0,7 ermittelt werden. Eine zylindrische Probe wird da-
bei zwischen zwei parallelen Stauchbahnen gestaucht. Der Versuchsablauf des Zylin-
derstauchversuchs ist nach DIN 50106 (2016) genormt.
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Zur Abbildung des Werkstoffverhaltens des verwendeten Werkstoffs 16MnCrS5 wur-
den Zylinderstauchversuche bei Temperaturen von 7=20 °C, 7=200 °C und
T'= 400 °C und einer konstanten Dehnrate von @ = 0,0067 1/s durchgefiihrt (Bild 4.2).
Die genutzten Proben hatten eine Hohe von 4o = 15 mm und einen Durchmesser von
do =10 mm. Aufgrund der Einschrankungen des Zylinderstauchversuchs durch das auf-
tretende Ausbauchen der Probe konnten nur FlieBkurven bis zu einem Umformgrad von
@ =0,7 ermittelt werden. In der Massivumformung treten teilweise deutlich hohere Um-
formgrade auf, als mit dem Zylinderstauchversuch erfasst werden kénnen. Aus diesem
Grund werden Extrapolationsansitze verwendet. Die Kurven wurden mit dem Ansatz
nach Swift (1952) extrapoliert.

Ergebnisse von Doege et al. (1986) zeigen, dass fiir den Werkstoff 16MnCr5 unterhalb
von Dehnraten von ¢ = 8 1/s keine signifikante Dehnratenabhingigkeit vorliegt. Im
relevanten Temperaturbereich bis 7= 400 °C liegen die Unterschiede in der Fliespan-
nung aufgrund von unterschiedlichen Dehnraten im Bereich von 2,5 %. Daher wurde
die Dehnratenabhingigkeit in den Untersuchungen nicht beriicksichtigt, da keine gro-
Beren Bereiche hohere Dehnraten erfahren.

1200
Swift-Extrapolation
«© i kp=C-(@+@ )" -
%1000 _‘_____----
=20° - o = T=200°C
<800 - r=20%2 remmeee ==
o - o
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s
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[
I~
2 200 4 Werkstoff: 16MnCrS5
L Dehnrate: ¢ = 0,0067 s™
0 v v v
0 0,5 1 1,5 2

Umformgrad ¢

Bild 4.2: Temperaturabhingige FlieBkurven, ermittelt in Zylinderstauchversuchen fiir
den Werkstoff 16MnCrS5

Die Anfangstemperatur des Werkstiicks und der Matrize wurde auf 7= 20 °C festgelegt.
Wihrend der Umformung entsteht durch Reibung und plastische Umformung Wirme.
Es wird angenommen, dass 90 % der plastischen Forménderungsarbeit in Warme um-
gewandelt wird.
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Alle weiteren Kennwerte, die fiir die Simulation genutzt wurden, sind aus der Datenbank
von Simufact.Forming entnommen und in Tabelle 4.2 dargestellt.

Tabelle 4.2: Verwendete Kennwerte zur Simulation

Kennwert Wert Einheit
Elastizititsmodul £ 210 GPa
Poissonzahl v 0,3
Dichte p 7850 kg/m?
Thermischer Ausdehnungskoeffizient oy 1,5-10° /K
Spezifische Warmekapazitit ¢ 420 Ji(kg K)
Thermische Leitféhigkeit « 46 W/(mK)
Wiirmeiibergangskoeffizient /iy 50 W/(m*K)

4.2.2 Aufbau des Simulationsmodells

In Anlehnung an die zur Verfiigung stehenden Versuchswerkzeuge wurde mit dem
FEM-Code Simufact.Forming ein rotationssymmetrisches Modell aufgebaut.

Ein zylindrisches Werkstiick mit einer Anfangshéhe von 4o = 71 mm und einem Durch-
messer von do =30 mm wird mittels eines Stempels durch eine Matrize gepresst und
dabei im Durchmesser reduziert. Wird eine Schaftlinge von 80 mm erreicht, wird das
Werkstiick entlastet und mit einem Auswerfer aus dem Werkzeug herausgedriickt.

Das Werkstiick wurde als elastisch-plastisches Objekt modelliert, um auch die wihrend
des Umformens eingebrachten Eigenspannungen zu berticksichtigen. In Anlehnung an
Tekkaya (1986) wurde die Matrize als elastisches Objekt modelliert, da nur so eine aus-
reichende Vorhersage der Reduktion der Eigenspannungen beim Auswerfen moglich
ist. Der Stempel und der Auswerfer wurden als starre Objekte modelliert. Zur Fixierung
der Matrize wurde diese auf eine als starr angenommene Bodenplatte platziert, die eine
axiale Verschiebung verhindert, eine radiale Verschiebung durch die Elastizit4t der Mat-
rize jedoch zulésst.

Fiir das Werkstiick wurden lineare, achsensymmetrische 4-Knoten-Elemente mit einer
durchschnittlichen Elementkantenlinge von 0,35 mm genutzt. In der Umformzone
wurde eine feinere Diskretisierung (Elementkantenlédnge 0,15 mm) durch die Verwen-
dung von Bereichen mit feinerer Vernetzung erreicht. Im Bild 4.3 ist das FE-Netz fiir
einen exemplarischen Umformgrad von ¢ = 1,0 mit einem Schulterdffnungswinkel von
20 = 90° dargestellt.
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a) Stempel b)

Werkstiick

71 mm

I

Matrizenaufien-
durchmesser: 97,5 mm

Bild 4.3: FEM-Modell des Voll-Vorwirts-FlieBpressens in Simufact.Forming: a) Aus-

gangszustand b) Zustand wihrend des Umformens ¢) Verfeinerung des Net-
zes in der Umformzone
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Insgesamt wurden etwa 8.000 Elemente zur Diskretisierung des Werkstiicks genutzt.
Aufgrund der hohen plastischen Dehnungen wurde automatisiertes Remeshing zwi-
schen Stempelhubinkrementen bei Oberflichendurchdringung und bei ibermafBiger Ele-
mentverzerrung genutzt. Fiir die Matrize wurde eine durchschnittliche Elementkanten-
lange von 1,2 mm verwendet. In den Bereichen, in denen es zum Kontakt mit dem Werk-
stiick kommt, wurde die Elementkantenldange auf 0,5 mm reduziert. Dies fiihrt zu einer
Elementanzahl von ungeféhr 10.000 in der Matrize. Die gewihlten Netze sind das Re-
sultat einer Konvergenzanalyse (Bild 4.4).
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5 240 | - ”16MCS 15 8
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Elementanzahl

Bild 4.4: Maximale Axialspannung auf der Mittelachse in Abhédngigkeit der Element-
anzahl des Werkstiicks und Effekt auf die Rechenzeit

Die ZielgroBe der Konvergenzanalyse fiir das Werkstiicknetz war die maximale
Axialspannung auf der Mittelachse, die in der Umformzone auftritt. Die Elementgrof3e
wurde so gewéhlt, dass sich die Spannung um nicht mehr als 1 % zu der Simulation mit
der nichstgeringeren Elementanzahl veréndert. Es wurde eine Elementanzahl von 8.000
Elementen festgelegt.

Um die Interaktion zwischen dem Werkstiick und dem Werkzeug abzubilden, wurde das
Reibmodell nach Coulomb gewihlt. Es wurde ein Reibwert von ¢ = 0,04 angenommen.
Mit diesem Reibwert wurde auch die Validierung der numerischen Ergebnisse durchge-
fiihrt. Dazu wurden die resultierenden Kraft-Hub-Kurven aus der Simulation mit expe-
rimentell gemessenen Kurven verglichen. Dargestellt sind die Ergebnisse fiir zwei ver-
schiedene Umformgrade ¢ = 0,7 und ¢ = 1,2 jeweils mit einem Schulterdffnungswinkel
von 2a = 90°. Die Abweichungen zwischen den numerisch und experimentell ermittel-
ten Kraft-Hub-Verldufen liegen unter 6 % und zeigen somit eine gute Ubereinstimmung
(Bild 4.5).



Einfliisse auf den Lastpfad 45

1400
1200 =
- p=12
X S~
£ 1000 A
Z Experiment Simulation
=~ 800
%
% 600 p=07
o
€ 400 16MnCrS5
2 20.=90°
@ 200 rg=3mm
©=0,04
0 T T r r v T
0 5 10 15 20 25 30 35
Hub in mm

Bild 4.5: Vergleich der numerisch und experimentell ermittelten Kraft-Hub-Verldufe

Fiir die Prozessimulation wurde die Eignung der Simulationsprogramme Simufact.For-
ming und Abaqus/Standard zur Ermittlung der schadigungsrelevanten Lastpfade iiber-
priift. Simufact.Forming bietet, im Gegensatz zum Simulationsprogramm Abaqus/Stan-
dard, die Moglichkeit der automatischen Neuvernetzung. Andererseits ist die Nutzung
und Implementierung von Schiadigungsmodellen in Abaqus/Standard einfacher zu rea-
lisieren. Aus diesem Grund wurden Modelle fir das Voll-Vorwirts-FlieBpressen mit
beiden Simulationsprogrammen aufgebaut und anschlieend die Ergebnisse verglichen
(siche Anhang). Fiir die Prozesssimulation des FlieBpressens wird im weiteren Verlauf
Simufact.Forming genutzt.

4.3 Einfliisse auf den Lastpfad

Im Folgenden wird numerisch der Einfluss der Prozessparameter auf den resultierenden
Lastpfad beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen untersucht.

4.3.1 Beschreibung der Lastpfade

Zur Untersuchung der Lastpfade, die wihrend des FlieBpressens auftreten, werden die
Verldufe der Spannungen und Dehnungen analysiert. Es wird angenommen, dass eine
Schadigungsentwicklung nur wihrend plastischer Deformation auftritt. Die Um-
formzone ist der Bereich, in dem plastische Forménderung auftritt. Diese ist im Bild 4.6
exemplarisch fiir einen Umformgrad von ¢ = 0,7 und einen Schulterd6ffnungswinkel von
20 = 90° dargestellt.
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B Umformzone
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Bild 4.6: Lage der Bahnlinien und der Umformzone

Die Untersuchung der Lastpfade erfolgt anhand von sieben Bahnlinien, die jeweils aus
150 Punkten bestehen. Die Bahnlinien sind gleichméBig iiber den Radius des Werk-
stiicks verteilt. Die Auswertung der Spannungen entlang der Bahnlinien erfolgt jeweils
bei einem Hub von 25 mm. Bei diesem Hub wird bei jeder Konfiguration der quasista-
tiondre Bereich des FlieBpressens erreicht.

Der Verlauf der Triaxialitit 7, des Lode-Winkel-Parameters 6 und der Dehnrate ¢ sind
fiir alle sieben untersuchten Bahnlinien im Bild 4.7 dargestellt. Betrachtet man den Ver-
lauf der Triaxialitit 5, des Lode-Parameters 6 und der Dehnrate @, kann festgestellt
werden, dass keine der GroBen wihrend der Umformung konstant ist. Mit Ausnahme
der Bahnlinie an der Oberfldche kann fiir die Entwicklung der GroBen aber ein qualitativ
dhnlicher Verlauf festgestellt werden. Dies bietet die Moglichkeit einer Charakterisie-
rung des Lastpfads durch einen einzelnen skalaren Wert, um die Lastpfade qualitativ
bewerten und miteinander vergleichen zu konnen.

Die Verldufe auf der Bahnlinie an der Oberfldche zeigen ein anderes Verhalten, da der
Werkstoff hier einem komplexeren Formadnderungsverlauf folgt. Die beiden grofien
Schwingungen sind auf eine wechselnde Deformation der Oberfldchenelemente zuriick-
zufithren. Der Werkstoff wird beim Eintritt in die Matrize gestaucht, anschlie3end zwei-
mal geschert und zuletzt beim Austritt aus der Matrize gestreckt. Die zahlreichen klei-
nen Schwingungen sind vermutlich numerischen Ursprungs. Die Bereiche an der Ober-
flache erfahren eine wiederholte Neuvernetzung wéhrend der Umformung, da in diesem
Bereich die hochsten Dehnungen erreicht werden. Wenn dies in der Ndhe der Oberfla-
che geschieht, wo der Oberflidchendruck durch lineare Extrapolation der Elementspan-
nungen bestimmt wird, fithrt die Kombination der beiden Faktoren zu den sichtbaren
numerischen Fehlern. Infolgedessen ist die Darstellung der Lasthistorie mittels eines
einzelnen skalaren Wertes fiir die Oberfldchenlinie fraglich. Auch in Bereichen niher
zur Mittelachse konnen Oszillationen festgestellt werden, die aber deutlich geringer aus-
fallen.



Einfliisse auf den Lastpfad 47

16MnCrS5 ¢ =07 Oberflache
15 4|2a=90° =004
r=3mm

Umformgrad ¢

Dehnrate ¢ in s
[ %] w E - oo

(=] Y
i

Lode-Winkel-Parameter 8

0,5 1

0,5 4

-1,5

[=]

Triaxialitat 4
[
L o,

'
-
w

i

[\

0 5 10 15 20
z - Koordinate in mm
Bild 4.7:  Verlauf von Umformgrad und Triaxialitit, Lode-Winkel-Parameter und
Dehnrate in der Umformzone fiir die unterschiedlichen Bahnlinien



48 Lastpfade beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen

Zur Beschreibung der Lastpfade werden zwei grundlegende Ideen verfolgt, ndmlich die
Nutzung des maximalen Wertes sowie die Nutzung des Mittelwertes. Bei der Nutzung
der Maximalwerte

Nmax = max(n) und (4.15)

Omax = max(0) (4.16)

ist es nicht moglich, die Entwicklung des Lode-Winkel-Parameters ausreichend zu be-
schreiben, da dies immer zu einem Wert von 8 = 1 fithren wiirde. Die Verldufe der
Triaxialitét lassen sich hingegen mit dem Maximalwert beschreiben. Fiir alle Pfade mit
Ausnahme der Bahnlinie an der Oberfldche stimmt der Bereich der maximalen Triaxia-
litdt mit der Position der maximalen Dehnrate iiberein, d. h. mit der Position, an dem der
Werkstoff am stirksten umgeformt wird. Aufgrund der komplexen Belastungshistorie
gilt dies nicht fiir die Bahnlinie an der Oberfléche.

Fiir die Nutzung des Mittelwertes muss die Triaxialitit normiert werden, um einen Ver-
gleich von Linien mit unterschiedlicher Lange zu ermdglichen. Die Normierung wurde
unter Beriicksichtigung der zu jeder Triaxialitidt bzw. Lode-Winkel-Parameter entspre-
chenden Dehnungsinkremente d@ durchgefiihrt. Dies wurde dann auf den letztendlich
erreichten Dehnungswert @max bezogen:

™ n(@)de
Mmittel = 35—, (4.17)
Jom de
§ I a(p)de
mittel = — p——— (4.18)
Jymdp

Durch diese Definition wird der Spannungszustand in jedem Punkt mit dem entspre-
chenden Betrag der plastischen Umformgradanderung gewichtet. Im Folgenden wird
anhand der vorgestellten Methoden der Einfluss der Parameter beim Voll-Vorwérts-
FlieBpressen auf die resultierenden Lastpfade untersucht.

4.3.2 Umformgrad und Schulteréffnungswinkel

Die beiden wichtigsten Parameter zur Definition der Geometrie beim Voll-Vorwérts-
FlieBpressen sind der Umformgrad und der Schulterdffnungswinkel. Es wurden die Um-
formgrade ¢ = 0,3, p = 0,5, 9 = 0,7, 9 = 1,0, ¢ = 1,2 und ¢ = 1,5 untersucht. Zusitzlich
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wurde jeweils der Schulter6ffnungswinkel zwischen 2a = 30° und 2a = 150° in 30°-Ab-
stinden variiert. Die Reibung (z = 0,04) und die Ubergangsradien (ry = 3 mm) wurden
konstant gehalten. Die FlieBpressschulter bildet die Tangente, die die beiden Radien
miteinander verbindet. Bei bestimmten Kombinationen aus Ubergangsradius, Umform-
grad und Schulter6ffnungswinkel kann diese Tangente nicht mehr gebildet werden. Bei
dem gewihlten Ubergangsradius von r3 =3 mm ist ein Schulterdffnungswinkel von
20 = 120° und 2a = 150° fiir einen Umformgrad von ¢ = 0,3 und ein Schulter6ffnungs-
winkel von 2a = 150° fiir einen Umformgrad von ¢ = 0,5 geometrisch nicht realisierbar.

Um die quadratische Abhéngigkeit des Querschnittes des Schafts mit zunehmendem
Radius zu beriicksichtigen, werden die Ergebnisse iiber den normierten quadratischen
Abstand zur Mittelachse (r/7)? aufgetragen. Zur Normierung wird der Radius des
Halbzeuges 7 genutzt. In dieser Arbeit wurden Halbzeuge mit einem Radius von
7 =15 mm untersucht. Die Auswertung erfolgt entlang der iiber den Radius verteilten
Bahnlinien. Der Ausgangsabstand dieser von der Mittelachse wurde genutzt und ist mit
Teilstrichen auf der x-Achse in den folgenden Bildern gekennzeichnet.

Die maximale Triaxialitit und die gemittelte Triaxialitdt entlang der unterschiedlichen
Bahnlinien sind im Bild 4.8 dargestellt. Fiir kleine Umformgrade zwischen ¢ = 0,3 und
@ = 1,0 erreicht die maximale Triaxialitit einen hohen Wert auf der Mittelachse, der
zundchst zur Oberflache des FlieBpressteils hin abnimmt. Auf der Bahnlinie, die an der
Oberfldche verlduft, werden dann wieder hohere maximale Triaxialitdten erreicht. Im
Gegensatz dazu fithren Umformgrad groBer als ¢ = 1,0 dazu, dass die niedrigste maxi-
male Triaxialitdt auf der Mittelachse vorliegt und zum Rand hin gréBer wird.

Eine Variation des Schulteroffnungswinkels fiihrt zu einer starken Verédnderung der ma-
ximalen Triaxialitdt auf der Mittelachse. Zum Rand hin nimmt der Einfluss des Schul-
teroffnungswinkels auf die maximale Triaxialitit ab. Fiir die Bahnlinien im Bereich
(0 <r/r<4/6) fuhren hohere Schulter6ffnungswinkel zu einer héheren maximalen Tri-
axialitit. Im Randbereich (#/7 = 5/6) wird fiir alle Kombinationen aus Schulter6ffnungs-
winkel und Umformgrad eine maximale Triaxialitit zwischen #max=-0,4 und
fmax = -0,5 erreicht. Fiir die an der Oberfldche ermittelten Werte ist die Bewertungsme-
thode des Lastpfads aufgrund des komplexen Verformungsverlaufs fraglich, da der Ver-
lauf nur eingeschrinkt mit dem Maximalwert beschrieben werden kann.

Fiir die gemittelte Triaxialitdt gilt, dass unabhingig von dem Umformgrad immer die
hochsten Werte auf der Mittelachse erreicht werden. Zum Randbereich hin fillt die ge-
mittelte Triaxialitét stetig ab. Im Bereich zwischen der Mittelachse und /i = 4/6 fithren
hohe Schulter6ffnungswinkel zu einer hoheren Triaxialitit. Dieses Verhalten ist im Be-
reich von r/7 = 4/6 bis zur Oberfliche genau umgekehrt. Hier fithren hohe Schulteroff-
nungswinkel zu einer geringeren gemittelten Triaxialitdt #mitel.
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Bild 4.8:  Einfluss des Umformgrads und des Schulter6ffnungswinkels auf die maxi-
male und gemittelte Triaxialitdt (16MnCrSS5, u = 0,04, r = 3 mm)
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Zur besseren Veranschaulichung ist der Einfluss des Umformgrads auf die maximale
und gemittelte Triaxialitdt im Bild 4.9 fiir einen konstanten Schulter6ffnungswinkel von
20, = 90° dargestellt. Auf der Mittelachse fithren hohe Umformgrade zu einer niedrige-
ren Triaxialitdt, sowohl fiir den maximalen als auch fiir den gemittelten Wert. Wahrend
die Verteilung der gemittelten Triaxialitdt in Abhéngigkeit des Umformgrads tiber den
gesamten Radius verschoben wird, werden fiir den maximalen Wert der Triaxialitdt hn-
liche Werte im Bereich zwischen #/¥ = 4/6 und r/i = 5/6 zwischen #max = -0,4 und

Amax = -0,5 erzielt.

1,0

[9=031][9p=05][p=07]
9=10 [ 9p=12|[p=15 |

o
)

o
[}

Zunahme des
Umformgrades ¢

°
]

1
-
)]

Mittlere Triaxialitat 7,1
=}

N
=)

N
o

1

1,0 ¢
05
0,0

-0,5 4

1,0 1

Zunahme des

-1,5 4

Max. Triaxialitat #,,,,

2,0

-2,5

Umformgrades ¢

16MnCrS5
20=90°

rg=3 mm
©=0,04

0

1

Quadrierter normierter Ausgangsabstand zur Mittelachse (r/7)2

Bild 4.9:  Einfluss des Umformgrads auf die maximale und gemittelte Triaxialitit

Da die groBte Variation der Triaxialitdt auf der Mittelachse vorliegt, wurden unter an-
derem die Experimente zur Untersuchung des Einflusses des Lastpfads auf die Schadi-
gung und die resultierende Leistungsfihigkeit an Proben durchgefiihrt, die aus einem
Bereich um die Mittelachse entnommen wurden. Im Bild 4.10 ist die maximale und die
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gemittelte Triaxialitdt auf der Mittelachse fiir die verschiedenen Kombinationen aus
Umformgrad und Schulterdffnungswinkel dargestellt. Im Allgemeinen fithren hohe
Umformgrade und kleine Schulterdffnungswinkel tendenziell zu geringerer Triaxialitét.
Schidigung ist bei hohen Schulterdffnungswinkeln und geringen Umformgraden von
¢ =0,3 und ¢ = 0,5 zu erwarten, da positive maximale Triaxialititen erreicht werden.
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Bild 4.10: Maximale und gemittelte Triaxialitét auf der Mittelachse

Der Verlauf des gemittelten Lode-Winkel-Parameters {iber den Radius ist im Bild 4.11
fiir ausgewihlte Umformgrade und verschiedene Schulter6ffnungswinkel gezeigt. Es ist
zu beobachten, dass der Lode-Winkel-Parameter auf der Mittelachse immer einen Wert
von @ = 1 annimmt. Fiir alle Kombinationen fillt der Lode-Winkel-Parameter zum Rand
hin ab und erreicht fiir #/F = 5/6 Werte zwischen 0,7 > Omitel > 0,6. Die Streuung des
Lode-Parameters auf den Bahnlinien auf der Oberfliche wird durch den komplexen
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Lastpfad und numerische Schwankungen durch wiederholtes Neuvernetzen verursacht.
Im Bereich zwischen der Mittelachse und #/7 = 5/6 ist der Lode-Parameter kaum von
den Prozessparametern Umformgrad und Schulter6ffnungswinkel abhéngig.
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zur Mittelachse (r/7)2

Bild 4.11: Verlauf des gemittelten Lode-Winkel-Parameters tiber den Radius fiir die
Umformgrade ¢ = 0,5, ¢ = 1,0 und ¢ = 1,5 in Kombination mit verschiede-
nen Schulter6ffnungswinkeln000

Insgesamt kann beobachtet werden, dass der Einfluss des Umformgrades auf die Tri-
axialitétsverteilung globaler Natur ist und der Einfluss des Schulter6ffnungswinkels lo-
kal. Die Verinderung des Umformgrads fiihrt zu einer Anderung des globalen Drucks
p = —oy, in der gesamten Umformzone (Bild 4.13). Hohe Umformgrade fithren dabei zu
einer Verringerung der Triaxialitdt iiber den gesamten Radius.

Eine Verdnderung der Schulter6ffnungswinkel verdndert den lokalen Werkstofffluss
und die lokale Druckverteilung. Hohe Schulter6ffnungswinkel fithren dazu, dass der
Werkstoff im Randbereich einer erhohten Scherung ausgesetzt ist, welche dazu fiihrt,
dass in diesen Bereichen eine hohere Verfestigung erzielt wird. Somit ergibt sich eine
groflere Behinderung des Flielens im Schulterbereich, wodurch der lokale Druck im
Randbereich erh6ht wird. Als Resultat daraus sind im Randbereich geringe Triaxialité-
ten zu beobachten.
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Auf der Mittelachse sind die Geschwindigkeiten des Werkstoffflusses vi und v> durch
die StoBelgeschwindigkeit und den Umformgrad vollstindig vorgegeben. Durch eine
Veranderung des Schulter6ffnungswinkels wird die Distanz, iiber die die Werkstoffbe-
schleunigung, von vi auf v; erfolgt, verdndert. Hohe Schulter6ffnungswinkel fithren zu
einer Verkleinerung der Umformzone. Gleichzeitig fiihrt eine Erh6hung des Schulter-
o6ffnungswinkels zu einer Verkleinerung des Bereichs, in dem sich der Druck durch das
Aufstauen des Werkstoffes auswirkt. Es kann beobachtet werden, dass sich der Einfluss-
bereich des Drucks ndherungsweise orthogonal zur Schulter ausbildet. Die Triaxialitéit
ist dann dadurch erhoht, dass die Einflusszone, in der der Druck wirkt, nicht mit der
Umformzone auf der Mittelachse iibereinstimmt (Bild 4.12). Dies erklért auch, dass ab
einem Winkel von 2a > 90° kein signifikanter Unterschied in der Triaxialitét festzustel-
len ist.

16MnCrS5
u=0,04

ry =3 mm
p=05

200

-500

Hydrostatische
Spannung , in MPa

-1000
|:| Druckeinflussbereich E:_:] Umformzone

Bild 4.12: Druckeinflussbereich und Umformzone in Abhangigkeit des Schulteroft-
nungswinkels

Niedrige Schulter6ffnungswinkel fithren dazu, dass sich eine grole Umformzone aus-
bildet, in der der Druck durch das Aufstauen des Werkstoffs wirkt. Dies fiihrt insgesamt
zu einer deutlich homogeneren Verteilung der Triaxialitit (gern = Moberfliche)- EiNE
Vergrofierung des Schulter6ffnungswinkels bewirkt hingegen eine stirkere Werkstoff-
beschleunigung im Kern und somit eine kleine Umformzone. Die stirkere Scherung
verringert die Triaxialitdt im Randbereich. Der entstehende lokale Druck wirkt sich al-
lerdings nicht auf die Umformzone auf der Mittelachse aus, sodass innerhalb dieser eine
erhohte Triaxialitdt festzustellen ist (Bild 4.13).
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Bild 4.13: Mechanismus der Beeinflussung der Triaxialitdt durch den Umformgrad
und den Schulter6ffnungswinkel (vi,: Geschwindigkeit, y: Scherdehnung)

4.3.

3 Reibung

Als weiterer Einflussfaktor wurde der Einfluss des Reibwerts u untersucht. Im Bild 4.14
ist die maximale Triaxialitdt auf der Mittelachse fiir verschiedene Kombinationen aus
Umformgrad ¢ und Schulterdffnungswinkel 2a dargestellt. Dargestellt sind die Werte
der maximalen Triaxialitét fiir die zwei Reibwerte y = 0,04 und x = 0,08.
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Bild 4.14: Einfluss des Reibwerts auf die maximale Triaxialitit auf der Mittelachse
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Es kann festgestellt werden, dass ein héherer Reibwert zu einer Verringerung der maxi-
malen Triaxialitét fiihrt. Die Werte der maximalen Triaxialitdt werden im Mittel um ca.
0,1 gesenkt. Tendenziell ist bei hoheren Schulter6ffnungswinkeln und gréBeren Um-
formgraden ein groBerer Einfluss der Reibung zu erkennen.

Bild 4.15 zeigt den Einfluss der Reibung auf die verschiedenen Lastpfade tiber den Ra-
dius. Auch hier ist zu erkennen, dass eine Anderung des Reibwertes von Ay = 0,04 zu
einer Verdnderung der mittleren Triaxialitdt von ungefdhr Axmicel = 0,1 {iber den gesam-
ten Radius fiihrt. Fiir die maximale Triaxialitét ist dieser Trend im Bereich der Mittel-
achse zu erkennen. Wie schon im Bild 4.14 gezeigt, erreicht die maximale Triaxialitdt
im Bereich der Oberfliche (/7 = 1) einen Wert von #max ~ 0, der fast unabhédngig vom
Reibwert ist. Der Lode-Winkel-Parameter wird vom Reibwert kaum beeinflusst.
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Bild 4.15: Einfluss des Reibwerts auf die Verteilung der Triaxialitit und des Lode-
Winkel-Parameters iiber den Radius

Wie der Umformgrad beeinflusst auch der Reibwert den globalen Druck in der Um-
formzone. Hohe Reibwerte fiihren zu einer Herabsetzung der Triaxialitit tiber den ge-
samten Radius, da der Druck p = —ay, global steigt (Bild 4.16). Insgesamt kann festge-
stellt werden, dass eine Verdnderung des Reibwertes um Ay = 0,04 zu einer Verdnde-
rung der Triaxialitdt von Ay = 0,1 in der gesamten Umformzone fiihrt.
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Bild 4.16: Mechanismus der Beeinflussung der Triaxialitdt durch die Reibung

4.3.4 Ubergangsradius

Auch der Einfluss der Ubergangsradien wurde betrachtet. Der Einfluss der Ubergangs-
radien auf die maximale Triaxialitdt in Abhingigkeit vom Umformgrad und dem Schul-
teréffnungswinkel ist im Bild 4.17 dargestellt. Es wurden die Ubergangsradien von
ra =1 mm, 74 = 3 mm und 7y = 5 mm untersucht. Hohe Radien fithren zu einer Verrin-
gerung der maximalen Triaxialitdt auf der Mittelachse der Bauteile. Je hoher der Radius
gewdhlt wird, desto geringer ist die Triaxialitdt. Eine Verdnderung des Radius von
Arq =2 mm fiihrt dabei zu einer maximalen Anderung der Triaxialitdt von Ay = 0,1 bei
den hochsten Schulter6ffnungswinkeln. Bei hoheren Schulter6ffnungswinkeln nimmt
der Einfluss der Radien auf die maximale Triaxialitdt zu. Eine Variation des Umform-
grades veriandert den Einfluss der Radien kaum.

Der Einfluss der Ubergangsradien auf die Triaxialitiit iiber den gesamten Radius ist im
Bild 4.18 dargestellt. Im Bereich um die Mittelache fithren hohe Radien zu einer
geringeren maximalen und auch mittleren Triaxialitdt. Dieses Verhalten kehrt sich
allerdings zum Rand hin um. Der Lode-Winkel-Parameter wird von den
Ubergangsradien nahezu nicht beeinflusst.
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Bild 4.18: Einfluss der Ubergangsradien auf die Verteilung der Triaxialitit und des
Lode-Parameters iiber den Radius
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Eine Variation der Ubergangsradien bewirkt, wie auch die Variation des Schulterdff-
nungswinkels, eine Verdnderung des Werkstoffflusses und der Druckverteilung. Die
Geschwindigkeit des Werkstoffflusses auf der Mittelachse vi und v; sind durch die Sto-
Belgeschwindigkeit und den Umformgrad vollstdndig gegeben. Durch eine Verdnderung
der Ubergangsradien wird die Distanz, iiber die die Werkstoffbeschleunigung von v auf
v, erfolgt, verindert. Dies beeinflusst die GroBe der Umformzone. Kleine Ubergangsra-
dien fithren zu einer Verkleinerung der Umformzone, wodurch der Werkstoff tiber eine
kiirzere Distanz beschleunigt wird. Dies fiihrt in diesem Bereich zu einer hoheren Tri-
axialitét, da die kleine Umformzone nur wenig von dem entstehenden Druck durch die
Aufstauung des Werkstoffs beeinflusst wird. Dariiber hinaus fiihren kleine Ubergangs-
radien zu einer erh6hten Scherung im Randbereich, wodurch die lokale Triaxialitét auf-
grund des héheren lokalen Drucks aufgrund der hoheren Verfestigung verringert wird.
Hohe Ubergangsradien fiihren zu einer weniger gerichteten Druckverteilung, wenn an-
genommen wird, dass sich die Druckzone orthogonal zur Oberfliche ausbildet. Somit
wird auch der Werkstoff im Kern von dem Druck beeinflusst. Dies fithrt zusammen mit
der geringeren Scherung im Randbereich zu einer gleichméiBigeren Verteilung der Tri-
axialitéit (nKern ~ Noberfliche ) (Bild 4'19)~

Einfluss des Ubergangsradius

|
’7Kem = '](Jberﬂache ']KemT? nObsrllucl\el

Bild 4.19: Mechanismus der Beeinflussung der Triaxialitit durch den Ubergangsra-
dius (vi,2: Geschwindigkeit, y: Scherdehnung)

4.3.5 Flielkurve

Zur Untersuchung des Einflusses des Flieverhaltens auf den Lastpfad wurde die FlieB3-
kurve mittels der Swift-Parameter beschrieben:

ki=C-(@+ @)™ 4.19)
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Bei k¢ handelt es sich um die Fliespannung. C dient der linearen Skalierung der Flie3-
spannung. @ ist der aktuelle Umformgrad und ¢, fiihrt zu einer Verschiebung der Flie$3-
kurve entlang der x-Achse. » ist der Verfestigungsexponent, der die Kriimmung der
FlieBkurve vorgibt. Die Parameter C, ¢, und » wurden variiert und die Sensitivitit be-
stimmt. Die Zielgrofe war die maximale Triaxialitit in der Umformzone auf der Mittel-
achse der umgeformten Bauteile.

Die Parametervariation erfolgte mit dem Programm LS-OPT, einem Programm zur ma-
thematischen Optimierung, in Kombination mit Abaqus. Die Grenzen der untersuchten
Parameterrdume sowie deren Einfluss auf die FlieBkurve sind im Bild 4.20 dargestellt.
Um die Anzahl der zu untersuchenden Parameterkombinationen zu minimieren, erstellt
LS-Opt, ausgehend von den untersuchten Parameterrdumen, einen D-optimalen Ver-
suchsplan mit 32 Parameterkombinationen. LS-Opt startet aufbauend auf diese Parame-
terkombinationen FlieBpresssimulationen in Abaqus und extrahiert die maximale Tri-
axialitit entlang der Mittelachse in der Umformzone (¢ = 0,5, 2a = 90°, ry = 3 mm,
1 =0,04).

n C ?o
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= n=03 C = 1000 MPa
< 800 1 90 =02
& |
2 00 7 .o
5 600 + n=0,05
£
£ 400 ; / 9= 0,01
% C =400 MPa
i 2004 |c=700MPa n=02 n=02
00=0,2 09=02 C =700 MPa
0 ; ; ;
0 1 20 1 2 0 1 2
Umformgrad ¢ Umformgrad @ Umformgrad ¢

Bild 4.20: Einfluss der Swift-Parameter auf die FlieBkurve

Die Ergebnisse der Sensitivititsstudie sind in Tabelle 4.3 dargestellt. Zur Bestimmung
der Sensitivitdt wurden die Parameterrdume und die Ergebnisgr6B3e normiert und deren
Korrelation zueinander mittels linearer Regression ermittelt. Die Sensitivitdt ergibt sich
dann tiber die Steigung des linearen Ersatzmodells. Eine Steigung von 1 entspricht dabei
einer vollstdndigen positiven Korrelation, das heifit, eine Verdopplung des Parameters,
fithrt zu einer Verdopplung der Ergebnisgrofe. Ein Wert von 0 entspricht keiner Korre-
lation und ein Wert von -1 einer vollstiandig negativen Korrelation.
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Tabelle 4.3: Einfluss der Swift-Parameter auf die maximale Triaxialitét

C ®o n
Parameterraum 400 — 1.000 MPa 0,01 -0,2 0,05-0,3
Sensitivitit -0,07 0,33 -0,93
Maximales AN, ax 0,005 0,12 0,49

Wie sich der Tabelle entnehmen lisst, hat der Verfestigungsexponent # in dem unter-
suchten Parameterraum den groBten Einfluss auf die maximale Triaxialitit. Eine Varia-
tion des n-Wertes in den gegebenen Grenzen fiihrt zu einer Anderung der Triaxialitit
von bis zu 0,49. Der Parameter C hat keinen Einfluss auf die Triaxialitit und der Para-
meter ¢o lediglich einen geringeren Einfluss als der n-Wert.

Ein niedriger n-Wert oder ein hoher ¢o-Wert erzeugen eine flachere FlieBkurve,
wodurch der Festigkeitsgradient vom Kern zum Randbereich gering ausfillt. Bei einem
geringen Festigkeitsgradienten wird der Werkstoff im Kern axial gestreckt, da dieser
von dem Werkstoff im Randbereich mitgezogen wird. Bei einem hohen
Festigkeitsgradienten driickt der stirker verfestigte Werkstoff im Randbereich den
weicheren Werkstoff im Kern radial zusammen, sodass die Triaxialitit auf der
Mittelachse reduziert wird (Bild 4.21).

Einfluss des Festigkeitsgradienten

m n<n, n,

I
Men Hemd
Bild 4.21: Einfluss des Festigkeitsgradienten auf die Triaxialitét

In der Praxis kann die FlieBkurve durch folgende Faktoren beeinflusst werden:

o  Werkstoffzusammensetzung
o Wirmebehandlungszustand
e Prozesstemperatur

e Vorverfestigung
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Im Folgenden wird der Einfluss der Vorverfestigung und der Prozesstemperatur bei-
spielhaft gezeigt.

Vorverfestigung

Da zur Fertigung komplexer Bauteile beim FlieBpressen in der Regel verschiedene Pro-
zessschritte hintereinander durchgefiihrt werden, wird der Einfluss einer Kaltverfesti-
gung durch vorgelagerte Prozesse im Folgenden untersucht. Im Bild 4.22 a) ist der
Verlauf der temperaturabhiangigen FlieSkurven und die dazugehorigen n-Werte der
jeweiligen Kurve dargestellt. Wird durch einen vorherigen Umformprozess bereits eine
Kaltverfestigung herbeigefiihrt, zeigt die FlieBkurve eine deutlich geringere Kriimmung.
Bild 4.22 b) zeigt die temperaturabhingigen FlieBkurven mit den jeweiligen n-Werten,
die durch eine Vorverfestigung des Werkstoffs um ¢ =0,5 entstehen. Eine
Vorverfestigung um @ = 0,5 bewirkt dabei jeweils eine Verringerung des n-Wertes um
einen Betrag von 0,06. Zusétzlich wird auch der Parameter ¢o gedndert. Nach Tabelle
4.3 fiihrt die Verringerung des n-Wertes und die gleichzeitige Erhchung von ¢o zu einer
Erhohung der Triaxialitdt. Zusétzlich muss beachtet werden, dass zur Umformung des
vorverfestigten Werkstoffes mehr plastische Arbeit verrichtet wird, welche lokal zu ei-
nem héheren Temperaturanstieg fithrt. Dadurch wird im Falle der Vorverfestigung der
effektive n-Wert zusitzlich verringert.

b
a) 1200 ~ 1BMRCIS5 =3 mm | ) 1200 | 16MNCIS5 =3 mm |
’ 20, =90° u=0,04 ’ 20.=90° 1=0,04
T=20°C
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€ n=013 T=400°C| E n=007  T=400°C
8 400 A n=0,10 S 400 1 n=10,04
i 200 - & 200
AusgangsflieRkurven Vorverfestigt um ¢ = 0,5
0 v v v 0 v v
0 0,5 1 1,5 2 0 0,5 1 1,5
Umformgrad ¢ Umformgrad @

Bild 4.22: a) n-Werte der temperaturabhéngigen FlieBkurven des Ausgangswerk-
stoffs (16MnCrS5) und b) n-Werte der um @ = 0,5 vorverfestigten FlieB3-
kurven
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Die Auswirkung der vorverfestigten FlieSkurven auf die Triaxialitdt wahrend des Voll-
Vorwirts-FlieBpressens wird im Folgenden untersucht. Es kann festgestellt werden,
dass die vorverfestigten FlieBkurven zu einer deutlichen Steigerung der Triaxialitit
fithren (Bild 4.23). Fiir Schulteroffnungswinkel von 2a = 30° kann kein signifikanter
Unterschied festgestellt werden. Die groften Unterschiede in der Triaxialitit werden bei
Schulter6ffnungswinkeln von 2a > 90° erreicht. Der stirker verfestigte Werkstoft im
Randbereich (5 % hohere Festigkeit bei ¢ = 0,5, 2a = 90°) bei hohen n-Werten staucht
den weichen Kern radial, sodass die Triaxialitit auf der Mittelachse reduziert wird. Dies
wirkt sich bei grolen Schulter6ffnungswinkeln deutlich stéirker aus, da durch die hohe
Scherung deutlich grolere Umformgradunterschiede zwischen Mittelachse und
Randbereich erreicht werden und der Werkstoff stirker in Richtung Mittelachse gelenkt
wird. Durch eine Vorverfestigung kann kein Festigkeitsgradient festgestellt werden
(0 % hohere Festigkeit bei ¢ = 0,5, 20 = 90°).

0,4
vorverfestigt
0,2 4 } S—
§
S 00
5
£ .02
]
K
= -04 -
2
© 16MnCrS5
E 0.6 1 9 =07
S 2a = 90°
0.8 1 4=0,04
rg =3 mm
-1,0 T T T
30 60 90 120 150

Schulteréffnungswinkel 2a

Bild 4.23: Einfluss der Vorverfestigung um ¢ = 0,5 bei unterschiedlichen Schulteroff-
nungswinkeln auf die maximale Triaxialitit in der Umformzone

Prozesstemperatur

Auch durch einen Anstieg der Temperatur verdndert sich der effektive n-Wert (Bild 4.22
a)). Der n-Wert der FlieBkurve bei 200 °C ist geringer als bei der FlieBkurve
aufgenommen bei 20 °C. Um den Einfluss der Temperatur zu untersuchen, werden
FlieBpresssimulationen mit initialen Halbzeugtemperaturen von 20 °C bzw. 200 °C
durchgefiihrt. Entgegen der Vermutung, dass eine erhohte Temperatur zu einer
Veringerung des effektiven n-Wertes fiihrt und so die Triaxialitdt erhoht, kann
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beobachtet werden, dass das Gegenteil der Fall ist. Es kann gezeigt werden, dass eine
erhohte Halbzeugtemperatur die maximale Triaxialitit auf der Mittelachse in der
Umformzone senkt (Bild 4.24).

Eine Untersuchung der lokalen Temperaturanderung liefert Aufschluss iiber diesen
vermeintlichen Widerspruch. Die héhere Halbzeugtemperatur fiihrt zu einem deutlichen
Anstieg der Temperatur im Kern, wodurch sich die FlieBspannung signifikant
verringert. Im Randbereich werden auch bei geringen Halbzeugtemperaturen hohe
Temperaturanstiege festgestellt. Da sich die FlieBspannung bei Temperaturen iiber
200 °C nicht mehr stark dndert, bewirkt eine Erhohung der Halbzeugtemperatur keine
so deutliche lokale Verringerung der Fliespannung. Zusitzlich werden insgesamt
geringere Festigkeiten durch eine Erhohung der Halbzeugtemperatur erreicht. Dies fiihrt
dazu, dass der prozentuale Unterschied in der FlieBspannung zwischen Kern und
Mittelachse hoher ausfillt (8 % hohere Festigkeit im Randbereich bei ¢ = 0,5, 20 = 90°)
und somit die Triaxialitdt durch hohere Halbzeugtemperatur gesenkt wird.

a) b)

Halbzeugtemperatur Halbzeugtemperatur 20 °C
20°C 200°C
0 H
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Bild 4.24: Einfluss der Halbzeugtemperatur a) auf die maximale Triaxialitit entlang
der Mittelachse in der Umformzone und b) die Triaxialitit in der gesamten
Umformzone
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4.4 Fazit

Es konnte gezeigt werden, dass der deviatorische Spannungszustand in der Umformzone
beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen dem eines einachsigen Zugversuchs gleicht. Dieser
Spannungszustand wird durch einen hydrostatischen Druck iiberlagert, welcher tiber die
Prozessparameter beim FlieBpressen vorgegeben wird.

Die untersuchten Prozessparameter haben alle einen Einfluss auf die Triaxialitit wih-
rend des Umformens (Tabelle 4.4). Den groB3ten Einfluss auf die Triaxialitét haben der
Schulteréffnungswinkel und der Umformgrad. Der Einfluss der Ubergangsradien und
der Reibung ist deutlich geringer.

Die Parameter Umformgrad und Reibung fiihren zu einer Verdnderung des globalen
Drucks, wodurch die Triaxialitét iiber den gesamten Radius im selben Malle verdndert
wird. Die Parameter Schultersffnungswinkel und Ubergangsradius fiihren zu einem ver-
anderten Werkstofffluss, der die Triaxialitét iiber den Radius beeinflusst, und zum an-
deren dazu, dass der Druck nicht in die Umformzone projiziert wird.

Tabelle 4.4: Einfluss der Prozessparameter auf die Triaxialitdt auf der Mittelachse

Maximale
Untersuchte P B
Parameter Triaxialitit | Anderung der
Grenzen AP
Triaxialitit
Umformgrad 0,3-1,5 l 1,2
Schulter6ffnungswinkel 30°-150° 1 0,6
Radien 1 mm — 5 mm ! 0,2
Reibung 0,04 — 0,08 1 0,1

Auch die FlieBBkurve des genutzten Werkstoffs hat einen deutlichen Einfluss auf die Tri-
axialitit. Es konnte gezeigt werden, dass eine Vorverfestigung des Werkstoffs zu erh6h-
ten Triaxialititen auf der Mittelachse fiihrt.

GroBe Schulter6ffnungswinkel in Kombination mit geringeren Umformgraden fithren
zu positiven Triaxialitdten, welche, wie im Stand der Kenntnisse beschrieben, zu Sché-
digung fiihren. Eine Anderung der Parameter Schultersffnungswinkel und Umformgrad
sind aufgrund von Anforderungen an die Geometrie der gefertigten Bauteile haufig nicht
zuldssig. Im Folgenden wird daher untersucht, welche weiteren Moglichkeiten bestehen,
bei gleichzeitiger Beibehaltung der vorgegebenen Bauteilgeometrie, die Triaxialitdt ak-
tiv zu beeinflussen.






5 Lastpfadkontrolle beim Fliepressen geometrisch identischer
Bauteile

Durch eine Anderung der Prozessroute oder durch das Nutzen von Gegendruck kénnen
geometrisch identische Bauteile hergestellt werden. Im Folgenden wird der Einfluss der
Prozessroute und der Einfluss des Gegendrucks auf den Lastpfad wihrend der Umfor-
mung untersucht.

5.1 Einfluss der Prozessroute auf den Lastpfad

Werden Bauteile betrachtet, die durch das Voll-Vorwirts-FlieBpressen hergestellt wur-
den, so kann festgestellt werden, dass eine Groflzahl der Bauteile durch mehrere Voll-
Vorwirts-FlieBpressoperationen hergestellt werden (Bild 5.1). Wellen mit mehreren
Absitzen konnen in einer Stufe gefertigt werden oder die Fertigung der einzelnen Ab-
sitze wird auf mehrere Stufen aufgeteilt. Bei der Entwicklung der Fertigungsfolge bil-
den die Verfahrensgrenzen der einzelnen Kaltumformstufen die technologischen Rand-
bedingungen. Die maximal erreichbare Grenzforménderung wird durch die Belastbar-
keit der Werkzeuge begrenzt. Auch das Umformvermdgen der Werkstoffe kann ein-
zelne Verfahrensschritte begrenzen, sodass eine weitere Umformung erst nach einer
Gliihbehandlung mdoglich ist (Lange, 1988). Bisher wird der Einfluss der Prozessroute
auf die resultierenden Eigenschaften des Bauteils nur bedingt in Betracht gezogen. Im
Folgenden wird untersucht, welchen Lastpfaden die einzelnen Bereiche der Wellen aus-
gesetzt sind und wie sich die Lastpfade durch die Fertigung in unterschiedlichen Pro-
zessrouten unterscheiden.

Bild 5.1: Mehrfach abgesetzte Wellen (Hirschvogel GmbH, 2019)
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Zur numerischen Untersuchung der moglichen Lastpfaddnderungen beim mehrstufigen
FlieBpressen wird eine Welle mit zwei Absidtzen untersucht. Diese Welle kann sowohl
in einer Umformstufe als auch in zwei Umformstufen hergestellt werden (Bild 5.2).
Beim einstufigen FlieBpressen wird die Wellengeometrie in einem Hub unter Verwen-
dung eines einzelnen Umformwerkzeugs gepresst. Bei der zweistufigen Prozessvariante
wird zunichst der Wellenabschnitt mit dem geringsten Durchmesser (1. Absatz) umge-
formt, anschlieBend wird das Bauteil entnommen und in einer zweiten Matrize wird der
mittlere Wellenabschnitt (2. Absatz) gefertigt.

Prozessroute A: Einstufige Fertigung Prozessroute B: Zweistufige Fertigung
1. Stufe 2. Stufe

o
.%\ Werkstiick — 1/

Matrize

N_
S
|

4

;
—

Bild 5.2: Fertigung eines geometrisch gleichen Bauteils durch eine einstufige und
zweistufige Prozessroute

Eine Wellengeometrie mit einem Ausgangsdurchmesser von d = 30 mm wird numerisch
untersucht. Der 1. Absatz weist einen Umformgrad von ¢ = 0,5 und der 2. Absatz einen
Umformgrad von ¢ = 1,0 auf. Ein Schulter6ffnungswinkel von 2a = 90° wird fiir beide
Schultern gewéhlt.

5.1.1 Einstufiges Flieipressen

Bei der einstufigen Fertigung von doppelt abgesetzten Wellen wird ein Werkzeug ge-
nutzt, in dem das Halbzeug in einem Pressenhub in zwei direkt aufeinanderfolgenden
Schultern im Durchmesser reduziert wird. Es wird nur ein Pressenhub benétigt. Dabei
findet die erste Reduktion des Durchmessers zunéchst unter den gleichen Bedingungen
wie bei der Herstellung einer einfach abgesetzten Welle statt. Zur weiteren Reduktion
des Durchmessers lduft der bereits verfestigte Werkstoff in die zweite Schulter hinein.
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Der dabei entstehende Widerstand erzeugt in der ersten Schulter einen Gegendruck, der
den Spannungszustand dndert (Bild 5.3).

Vor dem Einlaufen in Nach dem Einlaufen
die zweite Schulter in die zweite Schulter
=05 =05
2a = 90° 20 =90°
+ Gegendruck
Tax = 0-18
’;ll‘lil! = “1‘20
16MnCrS5
r, =3 mm
H= 0,04 p= 0,5
2a=90°
Verfestigung

Triaxialitat »

| NENNEEE Max = 0,37
- 0 1

Bild 5.3: Triaxialitdt wahrend der Umformung beim einstufigen FlieBpressen vor und
nach dem Einlaufen des Werkstoffs in die zweite Schulter

Die erste Schulter weist einen Umformgrad von ¢ = 0,5 und einen Schulterdffnungs-
winkel von 2o = 90° auf. Solange der Werkstoff nicht in die zweite Schulter eingelaufen
ist, entspricht die Umformung einer einfach abgesetzten Welle mit gleichem Umform-
grad und Schulter6ffnungswinkel. Daher ergibt sich eine maximale Triaxialitdt auf der
Mittelachse in der Umformzone von #max = 0,18, wie bereits im Abschnitt 4.3.2 gezeigt.
Erreicht der Werkstoff die zweite Schulter, wird dieser behindert, sodass in der ersten
Schulter ein Gegendruck entsteht. Dieser sorgt dafiir, dass die Triaxialitdt stark reduziert
wird und einen Wert von #max = -1,20 annimmt. Der Werkstoff, der in die zweite Schul-
ter einlduft, wurde in der ersten Schulter bereits umgeformt und ist somit vorverfestigt.
Wie im Abschnitt 4.3.5 gezeigt, fithrt diese Vorverfestigung zu einer Erh6hung der ma-
ximalen Triaxialitéit, sodass eine maximale Triaxialitdt von #max = 0,37 erreicht wird.

Insgesamt fiihrt dies dazu, dass nach dem Einlaufen des Werkstoffs in die zweite Schul-
ter der 2. Absatz unter stark negativer Triaxialitdt ausgeformt wird. Der Werkstoffbe-
reich, der den 1. Absatz ausformt, wird hingegen zweimal unter positiver Triaxialitdt
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umgeformt. Daher ist im 2. Absatz keine Schadigung und im 1. Absatz eine ausgepragte
Schidigung zu erwarten.

5.1.2 Zweistufiges FlieBpressen

Bei der zweistufigen Herstellung der Welle mit zwei Absdtzen wird die Umformung der
beiden Absitze unabhingig voneinander durchgefiihrt. Zunéchst wird in der ersten Um-
formstufe der 1. Absatz ausgeformt. Aufgrund des hohen Umformgrads von ¢ = 1,0
wird hierbei eine geringe Triaxialitit von 7max = -0,35 erreicht. Nach der Ausformung
dieses Absatzes wird das Bauteil ausgeworfen und der 2. Absatz wird in einer zweiten
Umformstufe ausgeformt. Zur Ausformung des 2. Absatzes wird lediglich ein Umform-
grad von ¢ = 0,5 benétigt. Dieser geringe Umformgrad fiihrt dazu, dass in der Um-
formzone eine positive maximale Triaxialitdt von #max = 0,18 erreicht wird. Die er-
reichte Triaxialitdt in beiden Umformstufen ist lediglich abhéngig von Umformgrad und
Schulter6ffnungswinkel, sodass die gleiche Triaxialitit wie bei der einstufigen Ferti-
gung mit den gleichen Parametern erreicht wird (siehe Abschnitt 4.3.2).

Bei der zweistufigen Umformung wird somit der mittlere Absatz unter positiver Tri-
axialitdt ausgeformt, sodass Schadigung zu erwarten ist. Der Absatz mit dem geringsten
Durchmesser wird hingegen unter negativer Triaxialitdt ausgeformt.

16MnCrS5 1. Umformstufe 2. Umformstufe
r,=3mm
u=0,04
=05
20 = 90°
‘
Moax = 0-18
p=1,0
2a = 90°
Mmax = '0!35

Triaxialitat »
| HEDEEEN- |
= | 0 1

Bild 5.4: Triaxialitdt wihrend der Umformung beim zweistufigen FrlieBpressen
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5.1.3 Vergleich der Fertigungsrouten

Ein Vergleich der einstufigen und zweistufigen Fertigung ist im Bild 5.5 dargestellt. Fiir
beide Fertigungsrouten ist die maximale Triaxialitit gezeigt, die der Werkstoff bei der
Ausformung der jeweiligen Absétze erfahrt.

Es kann festgestellt werden, dass bei der einstufigen Fertigung im 1. Absatz viel Scha-
digung aufgrund der zweimaligen Umformung unter positiver Triaxialitit zu erwarten
ist. Aufgrund des Gegendrucks bei der Ausformung des mittleren Absatzes und der da-
mit verbundenen stark negativen Triaxialitdt wird im 2. Absatz keine Schadigung er-
wartet.

Bei der zweistufigen Fertigung der doppelt abgesetzten Wellen wird hingegen im 1. Ab-
satz keine Schiddigung erwartet, da dieser mit einem hohen Umformgrad ausgeformt
wird und daher eine negative Triaxialitdt wihrend der Umformung herrscht. Der 2. Ab-
satz wird im Vergleich zu der einstufigen Fertigung ohne Gegendruck ausgeformt,
wodurch eine positive maximale Triaxialitdt aufgrund des geringen Umformgrads auf-
tritt und somit eine Entwicklung von Schiadigung im mittleren Absatz zu erwarten ist.
Die getroffenen Annahmen werden in den folgenden Kapiteln untersucht und validiert.

Prozessroute A: Prozessroute B:

Einstufige Fertigung Zweistufige Fertigung

Mmax = -1 120

v

1
i
i
i
[
i
i s = 0,18
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keine Schadigungsentwicklung [~ Schadigungsentwicklung

”max = 0!18 und 77max = 0337
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viel Schadigungsentwicklung

Amax = -0,35
Pl *

keine Schadigungsentwicklung
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Bild 5.5: Zusammenfassung der Lastpfaduntersuchung bei der einstufigen und zwei-
stufigen Wellenherstellung
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5.2  Aufbringen von Gegendruck

Beim mehrstufigen FlieBpressen wurde festgestellt, dass ein Gegendruck wihrend der
Umformung die Triaxialitdt senkt und so die Schiadigung positiv beeinflusst. Auch zur
Vermeidung von Chevron-Rissen wurde bereits der Einfluss von Gegendruck zur Ver-
meidung dieser Risse untersucht.

Der Gegendruck kann zusitzlich tiber den Auswerfer aufgebracht werden (Bild 5.6).
Dabei wird der Auswerfer vor der Umformung bis in die FlieBpressschulter gefahren.
Der Auswerfer bzw. Gegenstempel bringt wiahrend der Umformung eine konstante Ge-
genkraft Fg auf.

Matrize /\@ Stempel
|

\ i /

NN — /7\

FlieRpressteil

N\
A,

FGT Auswerfer/
Gegenstempel

Bild 5.6: FlieBpressen mit Gegendruck

Der Gegendruck pg errechnet sich, indem die Gegenkraft F durch die Flache 41 des
beim FlieBpressen reduzierten Schafts geteilt wird:

Fg

p, =18 5.1

A1

Im Folgenden werden die moglichen Lastpfadanderungen, die durch das Aufbringen
von Gegendruck erreicht werden konnen, numerisch ermittelt sowie analytisch berech-
net.
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5.2.1 Numerische Ermittlung der Triaxialitiitsinderung

In der Simulation wurde der Gegendruck iiber den Auswerfer eingebracht. Dieser wurde
vor der Umformung in der FlieBpressschulter platziert. Bei der Umformung driickt das
Bauteil gegen den Auswerfer, wodurch der Gegendruck aufgebracht wird. Die vom Aus-
werfer aufgebrachte Gegenkraft wird wihrend der gesamten Umformung konstant ge-
halten.

Bei einem Umformgrad von ¢ = 0,5 und einem Schulter6ffnungswinkel von 2a = 90°
wird ohne Gegendruck eine positive maximale Triaxialitét von #max = 0,17 erreicht, die
schiadigungskritisch sein kann. Der Gegendruck wurde so gewihlt, dass es nicht zu plas-
tischer Deformation des Schafts aufgrund des Gegendrucks kommt. Durch das Aufbrin-
gen von Gegendriicken pg in Hohe von 35 %, 53 % und 70 % der AnfangsflieBspannung
kip kann die Triaxialitdt deutlich reduziert werden (Bild 5.7).
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Bild 5.7: Numerisch ermittelter Einfluss des Gegendrucks auf die Triaxialitéit

Ein Gegendruck in Héhe von 75 % der AnfangsflieBspannung fiihrt bei dem dargestell-
ten Beispiel zu einer Reduktion der maximalen Triaxialitit um 0,36 auf einen Wert von
fmax = -0,19, deutlich im negativen Bereich, sodass eine deutlich verminderte Schadi-
gung zu erwarten ist.

Wird die maximale Triaxialitdt in Abhéngigkeit des Gegendruckes aufgetragen (Bild
5.8), kann beobachtet werden, dass sich ein linearer Verlauf einstellt.
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Bild 5.8: Maximale Triaxialitdt in Abhéngigkeit des Gegendrucks

Im Bild 5.9 ist der Verlauf der maximalen und gemittelten Triaxialitét tiber den Radius
entsprechend dem im Abschnitt 4.3 beschriebenen Vorgehen fiir die drei untersuchten
Gegendriicke, im Vergleich zu der Fertigung ohne Gegendruck, dargestellt.
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Bild 5.9: Einfluss des Gegendrucks auf die Triaxialitit iiber den Radius

Es kann gezeigt werden, dass die maximale und gemittelte Triaxialitét tiber den gesam-
ten Radius hinweg durch Gegendruck herabgesetzt wird. Es ist auch zu erkennen, dass
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eine Verdopplung des Gegendruckes zu einer Verdopplung der Triaxialitdtsverringe-
rung {iber den gesamten Radius fiihrt. Dies zeigt wiederum den linearen Zusammenhang
zwischen dem Gegendruck und der Anderung der Triaxialitit.

5.2.2 Berechnung der Triaxialititséiinderung

Unter der Annahme, dass der Gegendruck nicht zur Plastifizierung des Werkstiicks fiihrt
und dass die gesamte Gegenkraft zu einer Spannungsédnderung in der Umformzone
fithrt, kann die Anderung der Triaxialitit durch den jeweiligen Gegendruck berechnet
werden. Die deviatorischen Spannungskomponenten beim Pressen mit und ohne Gegen-
druck sind gleich, da sich die Gestaltdnderung nicht unterscheidet:

0 ijpe = 0. (5.2)

Daraus folgt, dass die von Mises-Vergleichsspannung beim Pressen mit und ohne
Gegendruck identisch ist:

UvM,pg = OyMm- (53)

Der hydrostatische Anteil der Spannung setzt sich beim Pressen mit Gegendruck aus
dem durch den FlieBpressprozess entstehenden hydrostatischen Anteil und dem
aufgebrachten Gegendruck zusammen. Es wird angenommen, dass diese beiden
Komponenten addiert werden kénnen:

Ohpe = PG + On. (5.4

Die Triaxialitdt beim Pressen mit Gegendruck kann dann berechnet werden, indem zu
der Triaxialitét, die ohne Gegendruck auftritt, ein Anteil der Triaxialitit, hervorgebracht
durch den Gegendruck, addiert wird:

Ohps _ PGto P
Somit kann die Triaxialitdtsdnderung aufgrund des Gegendrucks berechnet werden,
indem der aufgebrachte Druck durch die vorliegende Vergleichsspannung geteilt wird:

_ PG
A?’]pﬁ = m. (56)
Die Anderung der Triaxialitit in Abhzingigkeit der Gegenkraft kann damit berechnet
werden. Die resultierende Triaxialitét setzt sich aus der Triaxialitdt, die ohne Gegen-

druck in der Simulation ermittelt wurde, und der darauf aufbauenden berechneten Tri-
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axialitdtsdnderung aufgrund des Gegendrucks, zusammen. Im Bild 5.10 sind die nume-
risch ermittelten Triaxialitdten und die analytisch berechneten Triaxialititen gegeniiber-
gestellt.
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Bild 5.10: Vergleich der numerisch und analytisch bestimmten Triaxialitdt in Abhin-
gigkeit des Gegendrucks

Wird in der Simulation eine Reibung von # = 0,04 angenommen, kann ein Unterschied
zwischen Simulation und Analytik festgestellt werden. Bei dem hochsten Gegendruck
von pc = 0,7-kep betrdgt der Unterschied in der maximalen Triaxialitdt Amax = 0,065.
Dieser Unterschied tritt auf, da der Gegendruck in der Simulation (mit # = 0,04) den
globalen Druck erhoht und somit ebenfalls die Reibkraft erhoht, die iberwunden werden
muss. Daher treten in der Simulation geringere Triaxialitdten auf. Dies wird in der Ana-
lytik nicht beriicksichtigt.

Wird die Simulation ohne Reibung durchgefiihrt, werden insgesamt hohere Triaxialiti-
ten erreicht, wie bereits im Abschnitt 4.3.3 erldutert. Die simulativen und analytischen
Ergebnisse liegen nun deutlich néher beieinander und es treten nur noch maximale Tri-
axialitdtsunterschiede von Anmax = 0,01 auf. Der verbleibende Unterschied kann damit
begriindet werden, dass die maximale Triaxialitdt im Bereich der FlieBpressschulter auf-
tritt. Die geringen Unterschiede sind darauf zuriickzuftihren, dass zur Berechnung des
Gegendrucks die Querschnittsfliche beim Austritt aus der Schulter angenommen wird.

Im Bild 5.11 ist die Anderung der Triaxialitit in Abhingigkeit des Gegendrucks fiir
verschiedene Umformgrade aufgetragen. Es ist jeweils ein linearer Verlauf zu erkennen,
der sich aufgrund der unterschiedlichen Vergleichsspannungen im Punkt der hochsten
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Triaxialitdt unterscheidet. Im Gegensatz zu dem auftretenden Gegendruck beim Flief3-
pressen mehrfach abgesetzter Wellen muss der Gegendruck so gewéhlt werden, dass die
FlieBspannung im Schaft nicht iiberschritten wird, um eine ungewollte Deformation zu
vermeiden. Es kann eine maximale Verringerung der Triaxialitédt um An,, ~ 1 erfolgen,
ohne dass es zu einer plastischen Deformation des Schafts kommt, da die Unterschiede
zwischen der resultierenden FlieBspannung im Schaft und der Vergleichsspannung in
der Umformzone klein sind.
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Bild 5.11: Anderung der Triaxialitit in Abhingigkeit vom Gegendruck fiir unter-
schiedliche Umformgrade
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5.3 Fazit

Bei vorgegebener Geometrie kann der Lastpfad sowohl durch die Variation der Prozess-
route als auch durch das Aufbringen von Gegendruck signifikant verdndert werden.

Durch das Aufbringen von Gegendruck kann eine Verringerung der Triaxialitdt von
An = 1 erreicht werden (Tabelle 5.1). Diese Grenze ergibt sich durch Eintritt einer un-
gewollten plastischen Deformation des bereits umgeformten Absatzes. Damit ist es
moglich, die Parameter Schulter6ffnungswinkel und Umformgrad beliebig zu wéhlen
und trotzdem negative Triaxialitdten zu erhalten (siche Kapitel 4).

Tabelle 5.1:  Einfluss des Gegendrucks und der Prozessroute auf die Triaxialitit

Maximale
Untersuchte e o
Parameter Triaxialitéit | Anderung der
Grenzen e e
Triaxialitit
Gegendruck (Aktiv) 0— ke 1l 1
Gegendruck (Prozessroute) - l >1

Die Prozessroute beeinflusst die Triaxialitét in den verschiedenen Absitzen der Welle.
Je nach Prozessroute entsteht in bestimmten Absédtzen mehr oder weniger Schidigung.
Beim einstufigen FlieBpressen der Welle wird ein Gegendruck aufgebracht, der nicht
durch eine plastische Deformation beschrénkt ist, da das Werkstiick in dem Werkzeug
nicht ausknicken kann. Im untersuchten Fall kann daher die Triaxialitdt im mittleren
Absatz der Welle um Ay = 1,38 verringert werden.



6  Lastpfadeinfluss auf die Schidigung

In den vorherigen Kapiteln 4 und 5 wurde der Lastpfad, dem der Werkstoff wihrend des
FlieBpressens ausgesetzt ist, untersucht. In diesem Kapitel wird zunéchst numerisch der
Einfluss der Lastpfade auf eine im Werkstoff vorhandene ideale Pore untersucht. Das
FlieBpressen der Bauteile sowie die experimentellen Charakterisierungsmethoden wer-
den beschrieben und anschliefend wird der Einfluss ausgewéhlter Lastpfade auf den
Schidigungszustand nach dem Umformen experimentell ermittelt.

6.1 Einfluss des Lastpfades auf eine ideale Pore

Um den Einfluss des Lastpfades, der durch unterschiedliche Prozessparameter beein-
flusst wird, auf die Evolution der Schiadigung wihrend des Voll-Vorwirts-FlieBpressens
zu untersuchen, wurden numerische Untersuchungen an einer idealen Pore durchge-
fithrt. Fiir diese Untersuchungen wurde ein axialsymmetrisches Modell mittels Abaqus
CAE aufgebaut. Das Referenzmodell hat einen Durchmesser und eine Hohe von
d=h=2a. Eine kugelférmige Pore wurde in der Mitte des Modells eingebracht (Bild
6.1).

z| b=al5 :
g 3 | " 3

l‘ -..l
 J |

a

Bild 6.1: Simulationsmodell zur Untersuchung des Einflusses unterschiedlicher Last-
pfade auf die Form und Grof3e einer idealen Pore
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Das Modell représentiert einen Materialpunkt, der wihrend des FlieBpressens auf der
Mittelachse durch die Umformzone wandert.

Die wihrend des FlieBpressens auf der Mittelachse auftretenden axialen und radialen
Spannungen o, und o eines Materialpunktes, der durch die Umformzone wandert, wur-
den als Randbedingungen auf die Oberflache des Modells aufgebracht. Bild 6.2 zeigt
beispielhaft den Verlauf der Axial-, Radial- und Tangentialspannungen eines sich auf
der Mittelachse durch die Umformzone bewegenden Punktes sowie den resultierende
Umformgrad.
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Bild 6.2: Axial-, Radial- und Tangentialspannungen eines sich auf der Mittelachse
durch die Umformzone bewegenden Punktes sowie der resultierende Um-
formgrad

Da die Spannungskomponenten direkt vorgegeben werden, wird das Verhalten des Re-
ferenzmodells nicht von der Linge a beeinflusst. Um sicherzustellen, dass die kugelfor-
mige Pore die resultierenden Dehnungen entlang der Mittelachse nicht verdndert, wurde
die GroBe schrittweise verringert. Ein anfianglicher Porenradius von b = a/5 erwies sich
als zulédssig. Auf diese Weise betrug der Unterschied zwischen der resultierenden Um-
formgraden beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen und dem Umformgrad im Referenzmo-
dell weniger als 1 %.

Das Modell wurde verwendet, um den Einfluss der Lastpfade auf die Anderung der
Form und das Volumen der Pore zu untersuchen. Die Form der kugelformigen Pore nach
dem Aufpriagen der Lastpfade des FlieBpressens mit unterschiedlichen Umformgraden
ist im Bild 6.3 dargestellt. Hohere Umformgrade fithren dazu, dass die Pore zunehmend
in z-Richtung gestreckt und in r-Richtung gestaucht wird. Die Richtung der Umformung
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der Pore ist bei allen Umformgraden gleich, da der Lode-Winkel-Parameter auf der Mit-
telachse identisch ist und einen Wert von 8 = 1 auf der Mittelachse annimmt.
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Bild 6.3: Einfluss des Umformgrads auf die Anderung der Form einer Pore

Die Volumeninderung der Poren, die durch die verschiedenen Umformgrade verursacht
wird, und die mit dem Umformgrad verbundene Triaxialitdt wihrend der Umformung
ist im Bild 6.4 dargestellt. Zum Vergleich wird zusitzlich das anféingliche Volumen der
kugelformigen idealen Poren gezeigt. Wird das Porenvolumen betrachtet, kann festge-
stellt werden, dass nur bei sehr kleinen Umformgraden eine Erhéhung des Porenvolu-
mens im Vergleich zur Ausgangspore moglich ist. Bei einem Umformgrad von ¢ = 0,3
verdndert sich das Porenvolumen kaum. Bei Umformgraden gréBer als ¢ = 0,3 nimmt
das Porenvolumen stetig ab. Ab einem Umformgrad von ¢ = 1,2 entwickelt sich das
Porenvolumen gegen einen Wert von null. Dieses Verhalten ldsst sich mithilfe der auf-
tretenden Triaxialitdten wahrend der Umformung erkldren. Lediglich bei sehr kleinen
Umformgraden ¢ < 0,3 herrschen positive mittlere Triaxialititen, die zu einer Vergro-
Berung der Poren fiihrt. Bei Umformgraden tiber ¢ = 0,3 herrschen negative mittlere
Triaxialitdten, die eine Verringerung der Porengrofie verursachen. Hohe Umformgrade
von ¢ > 1,2 bewirken geringe gemittelte Triaxialititen, die dazu fiihren, dass sich die
Poren nahezu komplett schlielen.
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Bild 6.4: Einfluss des Umformgrads auf das numerisch ermittelte relative Porenvolu-
men

Die mittlere Triaxialitdt ist reprisentativ fiir das Wachstum bzw. das Schrumpfen der
Poren. Dies ldsst sich am Nulldurchgang der mittleren Triaxialitdt festmachen, da dort
im Gegensatz zur maximalen Triaxialitdt der Wechsel vom Porenwachstum zum Poren-
schluss stattfindet.

Zur Untersuchung des Einflusses des Schulter6ffnungswinkels wurde ein konstanter
Umformgrad von ¢ = 0,5 gewahlt und nur der Schulter6ffnungswinkel variiert. Bei die-
ser Untersuchung wird auf der Mittelachse jeweils der gleiche Umformgrad erreicht. Es
kann gezeigt werden, dass sich die Form der Pore fiir die drei verschiedenen Schulter-
offnungswinkel qualitativ nicht verdndert, da sowohl der Umformgrad als auch der
Lode-Winkel-Parameter gleich ist. Lediglich die GréBe der Poren unterscheidet sich
(Bild 6.5). Durch die Anderung des Schultersffnungswinkels wird der hydrostatische
Druck, also die Triaxialitit, variiert.

Fiir die unterschiedlichen Schulter6ffnungswinkel ist auch ein Zusammenhang zwi-
schen der Triaxialitdt und dem Porenvolumen erkennbar. Da die gemittelte Triaxialitdt
durchweg negative Werte annimmt, verringert sich das Porenvolumen im Vergleich
zum Ausgangszustand. Bei einem Schulter6ffnungswinkel von 2a = 30° werden gerin-
gere Triaxialititen als bei den Schulterdffnungswinkeln von 2a = 60° und 2a = 90° er-
reicht. Dies fiihrt zu einem geringeren Porenvolumen (Bild 6.6).
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Bild 6.5: Einfluss des Schulterdffnungswinkels auf die Anderung der Form einer

Pore
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Bild 6.6: Einfluss des Schulter6ffnungswinkels auf das numerisch ermittelte relative
Porenvolumen
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Die Simulationen zeigen eine generelle Tendenz, wie sich eine ideale kugelférmige Pore
wihrend des Fliepressens unter gegebenem Spannungszustand verandern wiirde. In ei-
nem realen Werkstoff existieren allerdings keine ideal kugelférmigen Poren. Zusétzlich
entstehen auch neue Poren und es kommt zur Vereinigung von bereits vorhandenen Po-
ren.

Das Volumen der idealen kugelférmigen Poren hingt von der gemittelten Triaxialitdt
ab. Ist die gemittelte Triaxialitdt positiv, kommt es zu einer Volumenzunahme und bei
einer negativen gemittelten Triaxialitdt zu einer Volumenabnahme. Die Entstehung von
Poren wird allerdings nicht betrachtet. In einem realen Werkstoff muss wahrscheinlich
erst eine gewisse Triaxialitdt erreicht werden, bis es zur Entstehung der Poren kommt.
Hier kénnte die maximale Triaxialitdt von entscheidender Bedeutung sein. Das Verhal-
ten einer realen Pore wird von dem Zusammenspiel aus Umformung, Matrixwerkstoff
und Einschliissen bestimmt.

6.2  FlieBpressen der Bauteile

Im Folgenden wird der experimentelle Aufbau und die Versuchsdurchfithrung vom
FlieBpressen der einfach und zweifach abgesetzten Wellen beschrieben. Auch wird er-
lautert, wie technologisch der Gegendruck eingesetzt wird.

6.2.1 Einfach abgesetzte Wellen

Die Halbzeuge zum FlieBpressen werden aus Stangenmaterial des Werkstoffs
16MnCrSS5 hergestellt. Das Stangenmaterial hat einen Durchmesser von d = 40 mm. Zur
Herstellung der einfach abgesetzten Wellen werden aus dem Stangenmaterial Halb-
zeuge mit einer Lange von / = 71 mm und einem Durchmesser von d = 30 mm erzeugt.
Die so gefertigten Zylinder werden anschlieBend sandgestrahlt. Es wurde ein minerali-
sches Schmelzkammergranulat mit einem Korndurchmesser von d= 0,25 - 1,40 mm
verwendet. Ein Luftdruck von 6 bar wird genutzt. AnschlieSend werden die Teile mittels
Ultraschall in Ethanol gereinigt und an der Luft getrocknet. Die Beschichtung der Teile
erfolgte mit dem Schmierstoff Beruforge 191 des Herstellers Carl Bechem GmbH. Beru-
forge 191 ist ein Molybdéndisulfid-haltiger Beschichtungsschmierstoff und weist eine
sehr geringe Partikelgrofe auf. Der Beschichtungsschmierstoff kann bis zu Werkzeug-
temperaturen von 7 = 500 °C fiir die Umformung von komplexen Bauteilen eingesetzt
werden und eignet sich fiir nicht phosphatierte Halbzeuge (Carl Bechem GmbH, 2019).
Zur Beschichtung wurden die Halbzeuge im Ofen auf ca. 7= 90 °C erwidrmt und an-
schlieBend in eine wissrige Suspension des Festschmierstoffs getaucht. Anschlieend
verdampft der Wasseranteil im Schmierstoff und auf der Halbzeugoberfliche verbleibt
der eigentliche Schmierstoff.
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Zur Herstellung der flieBgepressten Bauteile wurde eine dreifachwirkende 6lhydrauli-
sche Ziehpresse vom Typ SMG HZPUI 260 verwendet. Die Maschine und der Werk-
zeugaufbau sind im Bild 6.7 dargestellt. Zur Durchfiihrung des Umformprozesses Flief3-
pressen auf dieser Presse wird der Ziehst6Bel mit dem Niederhalter iiber eine Koppel-
platte verbunden. Damit kann die fiir die Umformung nutzbare Gesamtkraft auf
2600 kN erhoht werden.

Stofel
Stempelaufnahme
mit Langsmessdiibel

Distanzsaulen zur

StéRelwegbegrenzung Werkzeugauiahme

Bild 6.7: Presse mit Werkzeugen zum FlieBpressen (nach Ossenkemper, 2018)

Die Kraft wihrend der Umformung wurde mit einem piezoelektrischen Langsmessdiibel
bestimmt. Die Stempelkrifte werden tiber ein Driickstiick in den StoBel eingeleitet. Die-
ses Driickstiick befindet sich oberhalb des Stempels in der Stempelaufnahme. Der in
dem Druckstiick verbaute Messdiibel erfasst die wiahrend des Prozesses auftretende elas-
tische Dehnungsidnderung im Druckstiick. Der Stempelweg wird aufgrund der Kraft-
steuerung der Maschine {iber vier um den Werkzeugaufbau verteilte Distanzséulen ein-
gestellt und begrenzt. Die Hohe der Distanzsdulen wird mittels weiterer Distanzstiicke,
die auf die Distanzséulen positioniert werden, je nach Werkzeuggeometrie eingestellt.
Die Presse wird mit einer Stofelgeschwindigkeit von vs = 10 mm/s betrieben. Das Aus-
werfen der Werkstiicke aus dem Werkzeug erfolgt nach dem FlieBpressen iiber eine
Auswerferstange, die auf einem hydraulischen Ziehkissen positioniert ist. Produzierte
Bauteile mit unterschiedlichen Umformgraden sind im Bild 6.8 dargestellt.
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Werkstoff: 16MnCrS5
Reibung: u=0,04

Radien: ry =3 mm
Umformgrad: ¢ = In(d,?/d,?) l
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Bild 6.8: Voll-Vorwirts-flieBgepresste Bauteile mit unterschiedlichen Umformgraden

6.2.2 Zweifach abgesetzte Wellen
Die Geometrie der gefertigten doppelt abgesetzten Wellen ist im Bild 6.9 dargestellt.
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Bild 6.9: Demonstrator zur Untersuchung des mehrstufigen FlieBpressens (Male in
mm)

Um den Einfluss des Gegendrucks untersuchen zu kénnen, der bei der einstufigen Fer-
tigung beim Einlaufen des Werkstiicks in die zweite FlieBpressschulter entsteht, wird
die zweifach abgesetzte Demonstratorwelle so ausgelegt, dass das Volumen der beiden
umgeformten Absitze (d = 23,4 mm und d= 18,2 mm) identisch ist. Dies ermdglicht,
dass der komplette 2. Absatz unter Gegendruck ausgeformt wird. Sobald der Werkstoff
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die zweite Schulter erreicht, wird der Gegendruck in der ersten Schulter erzeugt. Bei der
gegebenen Geometrie wird nun der komplette Werkstoff, der sich zu diesem Zeitpunkt
im 2. Absatz befindet, in den 1. Absatz mit dem geringsten Durchmesser gepresst, da
dieser das gleiche Volumen aufweist. Der 2. Absatz wird dann komplett mit Werkstoff
ausgeformt, der in der ersten Umformstufe aufgrund des nun vorhandenen Gegendrucks
negative Triaxialitdten wihrend der Umformung erfahren hat. Der Werkstoff im 2. Ab-
satz weist nach der Umformung auf der Mittelachse einen Umformgrad von ¢ = 0,5 und
im 1. Absatz einen Umformgrad ¢ = 1,0 auf. Der Schulter6ffnungswinkel betrégt in bei-
den Schultern 2a = 90°.

Zur Durchfithrung der Versuche wurde ein Werkzeugaufbau in der dreifachwirkenden
hydraulischen Ziehpresse vom Typ BZE 1000-30.1.1 der Firma Miiller Weingarten ge-
nutzt (Bild 6.10).

Zweistufig Zweistufig
1. Umformstufe Eiraiang 2. Umformstufe

Bild 6.10: Werkzeugaufbau zum Pressen zweifach abgesetzter Wellen

Die Presse verfiigt iiber eine maximale Presskraft von 10 MN. Es wurde ein Aufbau
realisiert, der tiber drei verschiedene Werkzeugaufnahmen verfiigt, sodass sowohl ein
Werkzeug fiir die einstufige Fertigung als auch die beiden Werkzeuge fiir die zweistu-
fige Fertigung gleichzeitig eingebaut werden konnen.
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Die beschichteten Halbzeuge wurden mittels Voll-Vorwirts-FlieBpressen bei Raumtem-
peratur zu einer zweifach abgesetzten Welle umgeformt. Bei allen FlieBpressvorgéngen
wurde eine konstante Vorschubgeschwindigkeit des Pressstempels von 10 mm/s ge-
wihlt. Es wurden Halbzeuge mit einem Durchmesser von d = 30 mm und einer Linge
von /= 98,5 mm verwendet. Die Vorbereitung der Halbzeuge erfolgt wie im Abschnitt
6.2.1 beschrieben.

Die produzierten doppelt abgesetzten Wellen sowie die Welle nach der ersten Umform-
stufe bei der zweistufigen Fertigungsroute sind im Bild 6.11 dargestellt.

Prozessroute A: Einstufige Fertigung

Prozessroute B: Zweistufige Fertigung

1. Umformstufe

2. Umformstufe

Bild 6.11: Ein- und zweistufige Fertigung doppelt abgesetzter Wellen

6.2.3 Einsatz von Gegendruck

Der Auswerfer wird vor dem Pressen der Bauteile in der FlieBpressschulter zur Erzeu-
gung eines Gegendrucks positioniert. Wahrend des FlieBpressens wurde dann eine kon-
stante Gegenkraft iber den Auswerfer auf den Schaft des flieBgepressten Bauteils auf-
gebracht.

Zum einen darf die FlieBspannung im Schaft des zu fertigenden Bauteils nicht tiber-
schritten werden. Zum anderen ist der maximale Gegendruck technologisch durch die
Werkzeuge begrenzt. Die Auswerferstange ist der Teil der Versuchseinrichtung, der am
chesten beim Aufbringen des Gegendrucks beschédigt werden kann. Um den technolo-
gisch maximal erreichbaren Gegendruck zu ermitteln, der mittels der Auswerferstange
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aufgebracht werden kann, wurde die maximale Knicklast der Auswerferstange berech-
net. Die Auswerferstange hat einen Durchmesser von d =25 mm und eine Lénge von
/=500 mm. Zur Berechnung der kritischen Knicklast wird der Euler-Knickfall 2 ange-
nommen. Die kritische Gegenkraft wurde unter Annahme eines Elastizitdtsmoduls von
E=210GPa und einem axialen Flichentrdgheitsmoment des Querschnittes von
I=19175 mm* wie folgt berechnet:

Firivg = 5 B+ = 158 kN, 6.1)

Um die Maschine nicht zu beschiddigen, wurde eine maximale Gegenkraft von 100 kN
gewihlt, sodass ein Sicherheitsfaktor von 1,5 beriicksichtigt wird.

Fiir die mit Gegendruck hergestellten Bauteile wird der Einfluss des gednderten Last-
pfads auf die Schiadigungsentwicklung und die Leistungsfihigkeit bestimmt. Zur Unter-
suchung wurden Bauteile gewihlt, die mit dem Gegendruck von pg = 0,35-kso und
pc =0,7keo wihrend der Umformung beaufschlagt werden. Fiir die Untersuchungen
wurde ein Umformgrad von ¢ = 0,5 mit einem Schulter6ffnungswinkel von 2a = 90°
gewihlt. Diese Parameterkombination ist kritisch im Hinblick auf die Schadigung, da
wihrend der Umformung positive maximale Triaxialitdten auftreten. Es soll daher un-
tersucht werden, wie die Triaxialitit wiahrend des Umformens durch den Gegendruck
verringert werden kann und welchen Einfluss dies auf die Schidigung hat.

6.3  Charakterisierungsmethoden

Im Folgenden werden die Methoden Lichtmikroskopie, Rasterelektronenmikroskopie
und Dichtemessung zur Untersuchung der Schiadigung vorgestellt und hinsichtlich ihrer
Eignung tiberpriift.

6.3.1 Lichtmikroskopie

Zunéchst wurde gepriift, inwieweit sich die Lichtmikroskopie eignet, die Schadigung zu
untersuchen. Fiir die Untersuchungen wurde ein Auflichtmikroskop vom Typ Axio Ima-
ger.M1m der Firma Zeiss verwendet. Die Proben wurden aus dem Schaft flieBgepresster
Bauteile entnommen und wie folgt beschrieben prépariert:

e Trennen

e Warmeinbetten

e Schleifen (Kérnung: 320, 800 und 1200)

e Polieren (9 pm, 3 pm und 1 pm) mit zwischenzeitlicher Ultraschallreinigung

Die Matrix erscheint auf den erstellten Aufnahmen hell und Einschliisse und Poren er-
scheinen dunkel. Im Ausgangszustand ist der Einschlussanteil fiir die beiden untersuch-
ten FlieBpressoperationen gleich. Es wird davon ausgegangen, dass sich der Einschluss-
anteil wihrend des FlieBpressens nicht dndert. Daher kénnen Unterschiede in den dunkel
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erscheinenden Bereichen, zwischen zwei mit unterschiedlichen Prozessparametern
flieBgepressten Proben, auf die Entstehung von Poren zuriickgefiihrt werden. Lichtmik-
roskopische Aufnahmen fiir zwei verschiedene Umformgrade sind im Bild 6.12 darge-
stellt. Fiir einen Umformgrad von ¢ = 0,5 sind im Bereich nahe der Mittelachse mehr
Poren zu erwarten, da in diesem Bereich positive Triaxialitdten wihrend der Umfor-
mung erreicht werden. Auf den lichtmikroskopischen Aufnahmen sind in diesem Be-
reich mehr dunkle Elemente zu erkennen, sodass rein visuell auf qualitativ mehr Poren
geschlossen werden kann.

. r=91mm o r=11,7 mm R
»=1,0 Werkstoff.  16MnCrS5 p=05
2a=90° Reibung: 4 =0,04 2a=90°

Radien: ry=3 mm

o o
> o
L

0‘.
2\ T~

8
s
g 0
; _0‘2 -
o2
£ -04 -
=
S -0,6 -
= 2mm
" Rand Mittelachse Rand

Bild 6.12: Untersuchung der Abhéngigkeit der Schadigung von der Triaxialitdt anhand
von lichtmikroskopischen Aufnahmen!

Zur Quantifizierung des Anteils von Poren und Einschliissen iiber den Radius wurde
eine Grauwertanalyse mit der Software Matlab durchgefiihrt. Dazu wurden die Bilder

'Aufnahmen wurden im Rahmen der Bachelorarbeit von K. Denter erstellt: Untersuchung von Methoden zur Be-
wertung der Schidigung in fliefigepressten und gebogenen Bauteilen, Technische Universitit Dortmund, 2018,
betreut durch A.E. Tekkaya, O. Hering und R. Meya.



Charakterisierungsmethoden 91

entlang des Radius in 15 rechteckige Bereiche eingeteilt und anschliefend in jedem die-
ser Bereiche der gemeinsame Anteil an Poren und Einschliissen an der Gesamtflidche
bestimmt (Bild 6.13).

3
2
< 25
Q
?
S 2
L
(%)
2
o 1,5
°
5
c 1 )
o 16MnCrS5
8 0,5 rg = 3 mom
= 2a =90
E 0 1 =0,04
Oberflache Mittelachse

Bild 6.13: Anteil der im Lichtmikroskop bestimmten Einschliisse und Poren tiber den
Radius

Entgegen der anfanglichen Annahme kann gezeigt werden, dass anhand der lichtmikro-
skopischen Aufnahmen quantitativ kein signifikanter Unterschied im Anteil der Poren
und Einschliisse festgestellt werden kann. Fiir beide Umformgrade liegt der Anteil im
Bereich der Oberflache bei ca. 1,5 % und nimmt zur Mittelachse hin zu, wo Anteile von
2 - 2,5 % erreicht werden. Fiir einen Umformgrad von ¢ = 0,5 wird auf der Mittelachse
hohere Triaxialitit erreicht als an der Oberfldche, sodass hier mehr Poren erwartet wer-
den. Allerdings ist auch der Anteil an Verunreinigungen auf der Mittelachse der Halb-
zeuge am groBten. Ein Unterschied aufgrund von Poren kann mit dieser Methode nicht
festgestellt werden. Es wird vermutet, dass der Anteil der Poren im Vergleich zum An-
teil der Einschliisse deutlich kleiner ist und die Auflésung nicht ausreicht, um den Anteil
der Poren zu erfassen. Daher eignet sich die Lichtmikroskopie nicht zur Bestimmung
des Porenanteils.

6.3.2 Rasterelektronenmikroskopie

Im Gegensatz zum Lichtmikroskop kénnen mit dem Rasterelektronenmikroskop deut-
lich hohere Vergroferungen erzielt werden. Dies ermdglicht es, zwischen Einschliissen
und Poren zu unterscheiden. Zunéichst wurde untersucht, wo Poren entstehen und wel-
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che Porenbildungsmechanismen auftreten. AnschlieBend wurden quantitative Untersu-
chungen zur Porenfliche und Porenanzahl fiir unterschiedliche FlieBpressparameter
durchgefiihrt. Zur Durchfithrung der mikroskopischen Untersuchungen mit dem Raster-
elektronenmikroskop (REM) wurden die Proben, wie im Folgenden beschrieben, pripa-
riert:

e Trennen

e Warmeinbetten

e Schleifen (Kornung: 320, 400, 600, 800, 1.000, 1.200 und 2.400)

e Polieren (6 pm, 3 pm, 1 pm und 0,25 pm) mit zwischenzeitlicher Ultraschallrei-
nigung (jeweils ca. 5 min)

e OPS- Politur (Oxid Politur Suspension auf Basis von SiO2) fiir ca. 10 min

e Politur mit Wasser fir 2 min

Die OPS-Politur bietet den Vorteil, dass eine chemische Atzkomponente in der Politur
Verschmierungen des Werkstoffs an Poren und Einschliissen wihrend des Schleifens
entfernt.

Fiir die Aufhahme der Bilder zur Untersuchung der Orte und Mechanismen der Schadi-
gungsentstehung wurde das GroBkammer-REM Mira XI der Firma Visitec genutzt. Zur
Untersuchung des quantitativen Porenanteils und der Porenfliche wurde am Gemein-
schaftslabor fiir Elektronenmikroskopie an der Rheinisch-Westfilischen Technischen
Hochschule (RWTH) in Aachen das Rasterelektronenmikroskop JSM 7000F der Firma
Jeol genutzt®. Dazu wurde im Rasterelektronenmikroskop eine Fliche mit einer Linge
von 1,28 mm und einer Breite von 1 mm im Bereich der Mittelachse der flieBgepressten
Bauteile untersucht (Bild 6.14). Zur Erkennung der Poren wurde die Software EDAX
Genesis zur Partikelanalyse genutzt.

1,28

)

Bild 6.14: Bereich der Untersuchung (Mafle in mm)

rd

Es wurden Back Scattered Electron (BSE)-Aufnahmen erstellt, da diese einen hohen
Elementkontrast aufweisen und somit eine Unterscheidung von Matrix, Einschliissen

’Die REM-Aufnahmen wurden am GFE der RWTH in Aachen von Anthony Dunlap, Alexander Schwedt und
Anke Aretz erstellt. Die Ergebnisse wurden gemeinsam verdffentlicht (Hering et al., 2019).
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und Poren durch Definition eines Graustufen-Schwellwertes moglich ist. Schwere Ele-
mente mit einer groBen Ordnungszahl wie zum Beispiel Eisen erscheinen in einem hel-
len Grau. Einschliisse, Priparationsriickstinde und auch Poren erscheinen in unter-
schiedlichen Grauténen bis hin zu schwarz. Wird nur der Grauton in den BSE-Bildern
genutzt, konnen Einschliisse, Priaparationsriickstinde und Poren in der Matrix kenntlich
gemacht werden. Allerdings ist eine genaue Bewertung des von der Matrix abweichen-
den Objekts nicht moglich, da diese alle in einem dunkleren Grau dargestellt werden.

Aus diesem Grund wurden alle Objekte, die einen anderen Grauwert als die Matrix auf-
weisen, zusétzlich mittels energiedispersiver Rontgenspektroskopie (EDX) untersucht.
Auf diese Weise konnten zusétzliche Informationen zur korrekten Identifizierung der
Objekte gesammelt werden. Das EDX-Spektrum jedes einzelnen Objektes in der Matrix
wurde anschlieBend analysiert, sodass eine Klassifizierung der Objekte als Einschluss,
Préparationsriickstand oder Poren vorgenommen werden konnte. Zusétzlich wurden Da-
ten zur Form und Gro8e der einzelnen Objekte erfasst, sodass die Fliche jedes einzelnen
Objektes und insbesondere der Poren bestimmt werden kann. Das Messprinzip ist im
Bild 6.15 zusammengefasst.

BSE Aufnahme » Graustufengrenzwert > Matrix
A 4
v
EDX Messung
+
Grauwertanalyse
A 4
Einschluss Préparationsriickstand Pore

Bild 6.15: Darstellung des Messprinzips zur quantitativen Porenmessung
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Die Bestimmung von Poren ist nicht trivial, da eine Pore einen Hohlraum darstellt und
somit kein charakteristisches EDX-Signal aufweist. Ausgehend von der Form und der
Lage der Poren werden unterschiedliche EDX-Signale erzeugt. Die charakteristischen
Signale entstammen dabei dem Volumen, in dem es eine Interaktion mit dem Elektro-
nenstahl gibt. So kann die Messung in den Poren das EDX-Signal des Einschlusses und
auch des Matrixwerkstoffs enthalten (Bild 6.16). Da die Messung in einen Hohlraum
hinein zu unterschiedlichen Signalen fiithren kann, reicht die EDX-Information fiir sich
allein nicht aus, um Hohlrdume zu erkennen. Infolgedessen miissen die Bildinformatio-
nen der BSE-Bilder zusitzlich beriicksichtigt werden.

Primarer Elektronenstrahl

l\ Pore /\.

Einschluss

Wechselwirkungsbereich __ [
der Primarelektronen

Matrix Werkstoff

Bild 6.16: EDX-Signal Entstehung in verschiedenen Poren

Im Bild 6.17 ist ein Objekt zu erkennen, das zwei unterschiedliche Grauwerte aufweist.
Die Bereiche, die in einem helleren Grau erscheinen, konnen mittels der EDX-Analyse
als gebrochene Mangansulfideinschliisse identifiziert werden. Aufgrund des Grauwertes
ist zu erkennen, dass zwischen den hellgrauen Objekten, die als Mangansulfide identi-
fiziert wurden, noch andere Objekte liegen. Die EDX-Analyse des dunkleren Bereichs
zeigt das Vorhandensein von Mangan, Schwefel, Eisen und Spuren von Silizium. Somit
zeigt die EDX-Messung nur das Vorhandensein der umgebenden Mangansulfidein-
schliisse und des Matrixwerkstoffs 16MnCrS5 an, wodurch auf das Vorhandensein einer
Pore geschlossen werden kann. Abschlieend kann fiir dieses Objekt die gesamte gelb
dargestellte Fliche als Porenfliche bewertet werden.
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Bild 6.17: a) BSE-Aufnahme und b) Bestimmung von Objekten mit unterschiedlichen
Grauwerten (Grauwert 1: griin und Grauwert 2: gelb) sowie ¢) EDX-Ana-
lyse des gelb dargestellten Bereichs

Im Bild 6.18 ist eine weitere BSE-Aufnahme mit einem Objekt dargestellt, das zwei
verschiedene Grauwerte aufweist. Die EDX-Messungen des helleren Bereichs (in Griin
dargestellt) zeigen, dass es sich um einen Mangansulfideinschluss handelt. Bei dem
dunkleren Bereich (gelb) kann eine Pore vermutet werden. Die EDX-Messung zeigt al-
lerdings eine hohe Konzentration von Sauerstoff, Magnesium und Aluminium. Diese
Elemente haben eine niedrige Ordnungszahl und erscheinen daher ebenfalls dunkel.
Folglich kann dieser dunkle Bereich nicht als Poren klassifiziert werden, sondern wird
als anderer Einschluss interpretiert.



96 Lastpfadeinfluss auf die Schadigung

2 0 A

- Einschluss
Surﬁ
p——
5000
©) Al
. 4000 1
23000 -
;E 2000{ O Mg
~ 1000 -
0 § Mn Fe
0 1 2 3 4 5 6 7 8
Energie in keV
d) 4000
S
5 3000 ;
2 2000 -
ag Mn
= 1000 A
Mn Mg Ca l Fe
0% 1 2 3 4 5 6 7 8

Energie in keV

Bild 6.18: a) BSE-Aufnahme und b) Bestimmung von Objekten mit unterschiedlichen
Grauwerten (Grauwert 1: griin und Grauwert 2: gelb) sowie EDX-Analyse
des c) gelb dargestellten Bereichs und d) griin dargestellten Bereichs

Bei der Probenvorbereitung kann nicht verhindert werden, dass Riickstdnde oder Ver-
unreinigungen auf der zu untersuchenden Oberfliche zuriickbleiben. Im Bild 6.19 ist
ein Objekt dargestellt, das aufgrund des dunklen Kerns dem Anschein nach ein Ein-
schluss oder eine Pore sein konnte, wenn nur das BSE-Bild genutzt werden wiirde. Der
Ubergang des dunklen Kerns zur helleren Matrix fiithrt zu einer Fliche mit demselben
Grauwert, wie er bei Mangansulfideinschliissen auftritt. Die EDX-Messung zeigt aller-
dings eine sehr hohe Konzentration an Kohlenstoff. Diese hohe Konzentration weist auf
das Vorhandensein eines organischen Partikels wie zum Beispiel Staub hin. Der dufere
Rand weist ebenfalls hohe Konzentrationen an Kohlenstoff auf und kann somit auch als
Teil des Staubkorns identifiziert werden.
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Bild 6.19: a) BSE-Aufnahme und b) Bestimmung von Objekten mit unterschiedlichen
Grauwerten (Grauwert 1: griin und Grauwert 2: gelb) sowie ¢) EDX-Ana-
lyse gelb dargestellten Bereichs

Die Auswirkungen der Lastpfadanderung durch die Variation des Umformgrads und des
Schulter6ffnungswinkels auf die Entstehung von Poren kénnen mit der zuvor beschrie-
nen Methode untersucht werden. Zur Auswertung wird die Porenfliche und die Poren-
anzahl im Messbereich genutzt. Ausgewertet werden nur Poren, die mindestens eine
Gro6Be von 10 Pixeln aufweisen. Kleinere Poren kénnen nicht von Messartefakten, die
durch die Praparation eingebracht werden, unterschieden werden. Im Bild 6.20 ist die
Porenfldchenmessung fiir drei Messungen des Ausgangswerkstoffs dargestellt. Da die
gemessene Fliche von 4 = 1,28 mm? im Vergleich zu den einzelnen Poren grof3 und fiir
eine mikrostrukturelle Untersuchung reprisentativ ist, wird angenommen, dass die beo-
bachtete Datenstreuung hauptsichlich eine Folge der Probenvorbereitung ist. Die Mes-
sungen zeigen, dass die Anzahl der Poren mit kleiner werdender Einzelporenfliche Agp
bis zu einem Wert von Agp = 0,1 pm? steigt. Kleinere Poren kénnen nicht eindeutig er-
fasst werden. Unter einer Einzelporenfldche von Agp = 0,04 pm? kdnnen mit der vorge-
stellten Methode keine Poren identifiziert werden. Die Ergebnisse zeigen, dass eine
Messung der Poren mit der vorgestellten Methode moglich ist.
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Bild 6.20: Logarithmisch skalierte Verteilung der Porengréfle am Ausgangswerkstoff
(16MnCrS5) anhand von drei Messungen

6.3.3 Dichtemessung

Neben der Bestimmung der Porenflichenanteile im REM ist die Dichtemessung eine
weitere Methode zur Quantifizierung der Schiadigung. Die Dichtemessung ermdglicht
die Bestimmung des integralen Porenanteils im Volumen. Zur Dichtemessung wurde
das Gerdt IMETER V6 der Firma IMETER / MSB Breitwieser Systeme verwendet. Das
Messprinzip basiert auf der hydrostatischen Wiagung (Bild 6.22). Als Messfliissigkeit
wurde Diiodmethan (CH:l2) oder Ethanol verwendet. Die Messung wurde bei einer
Flissigkeitstemperatur von 20 °C durchgefiihrt. Die Entnahmeposition sowie die Geo-
metrie der verwendeten Proben sind im Bild 6.21 dargestellt.

10

] [ (| E——— "—'—!GH—'— i },

Bild 6.21: Entnahmeposition und Geometrie der Proben zur Dichtemessung (Male in
mm)

Zuerst wird der Auftrieb der Aufhangung in der genutzten Messfliissigkeit ermittelt, um
diesen bei den spiteren Messungen auszuschlieBen (Bild 6.22, a)). Anschlieend wird
die Probe an der Luft (Bild 6.22, b)) und in der Fliissigkeit (Bild 6.22, ¢)) gemessen.
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a) b) F c)

Bild 6.22: Messprinzip des hydrostatischen Wiegens. a) Kalibrierung, b) Wégung an
Luft, ¢) Wagung in der Messfliissigkeit (pr: Luftdichte, pp: Probendichte,
pr: Flissigkeitsdichte) (nach Meya et al., 2019)

Anhand der beiden Wigewerte an der Luft 1 und in der Fliissigkeit #r kann die Dichte
der Probe pp, bei bekannter Fliissigkeitsdichte pr und Luftdichte p; , wie folgt bestimmt
werden:

Pp = WF + oL (62)

Der Messfehler des Systems betrégt bei den verwendeten Einstellungen und der ver-
wendeten Probenform ca. 0,0026 g/cm®. Neben der Schidigung konnen auch andere
Einflussfaktoren die Dichte beeinflussen. Dazu zédhlen unter anderem die Versetzungs-
dichte (Garofalo und Wriedt, 1962) oder die Gefiigezusammensetzung.

Der Einfluss der Versetzungsdichte bzw. der Verfestigung und der Einfluss der Schadi-
gung auf die Dichte wurden anhand von gestoppten Zug- und Zylinderstauchversuchen
tiberpriift. Bei gleichen Umformgraden wird die gleiche Verfestigung erreicht. Aller-
dings wird im Zugversuch aufgrund der positiven Triaxialitit deutlich mehr Schadigung
erwartet als im Zylinderstauchversuch. Es ist zu erkennen, dass die Dichte in den ge-
stoppten Zugproben mit steigendem Umformgrad deutlich stdrker abnimmt als die
Dichte in Zylinderstauchproben mit gleichem Umformgrad (Bild 6.23). Der Unter-
schied ldsst sich damit vermutlich auf die im Zugversuch entstehende Schadigung zu-
rickfithren. Der Grund fiir die Abnahme der Dichte in den Zylinderstauchproben mit
zunehmendem Umformgrad wird vornehmlich die Zunahme der Versetzungsdichte
sein. Diese Ergebnisse deuten darauf hin, dass die Dichteabnahme aufgrund der Schi-
digung in der gleichen GroBenordnung liegt wie die Dichteabnahme aufgrund der Zu-
nahme der Versetzungsdichte. Proben mit viel Schadigung und geringer Versetzungs-
dichte kénnen somit die gleiche Dichte aufweisen, wodurch sich der Einfluss der Ver-
setzungsdichte und der Schidigung auf die makroskopische Dichte in manchen Fillen
kompensieren kann.
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Bild 6.23: Entwicklung der Dichte im Zug- und Zylinderstauchversuch

Aus diesem Grund wurden die vergleichenden Dichtemessungen im Folgenden nur an
Proben mit gleichem Umformgrad und unterschiedlichen Schulterdffnungswinkeln
durchgefiihrt. Die Versetzungsdichte auf der Mittelachse kann bei diesen Proben als
identisch angenommen werden.

6.4 Orte und Mechanismen der Porenentstehung

Im Rasterelektronenmikroskop wurden fliegepresste Proben hinsichtlich Schadigung
in Form von Poren untersucht. Poren kénnen an den vorhandenen Einschliissen festge-
stellt werden. Es konnten die in der Literatur beschriebenen Mechanismen, Partikel-
bruch und Ablosen des Matrixwerkstoffs (Grenzflachendekohésion) identifiziert wer-
den.

Bild 6.24 zeigt Mangansulfideinschliisse, an denen die beiden Mechanismen zu erken-
nen sind. Zum einen entstehen Poren durch den Bruch der Einschliisse. Brechen die
Einschliisse, werden die Fragmente durch den Werkstofffluss und den herrschenden
Spannungszustand auseinandergezogen, wobei sich zwischen den Bruchstiicken Poren
bilden (Bild 6.24 a)). Zum anderen entstehen Poren durch Ablosen des Matrixwerkstoffs
von den Einschliissen (Bild 6.24 b)).

Zur Untersuchung des Einflusses der Prozessparameter auf die Schadigung wurden zwei
unterschiedliche Umformgrade mit sonst gleichen Parametern untersucht (Bild 6.25).
Es wurden der Umformgrad ¢ = 0,5 und der Umformgrad ¢ = 1,0 gewéhlt, da gemalB
den Ergebnissen aus Kapitel 4 im Gegensatz zu hoheren Umformgraden (¢ > 0,7) bei
kleineren Umformgraden Schidigung aufgrund der hohen Triaxialitdt zu erwarten ist.
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a) Partikelbruch b) Ablésen des Matrixmaterials

Bild 6.24: Mechanismen der Porenbildung: a) Partikelbruch und b) Ablésen des Mat-
rixmaterials

Bei dem kleineren Umformgrad von ¢ = 0,5 kann ein Bruch der Einschliisse beobachtet
werden. Es entstehen Poren durch die Ablosung des Matrixwerkstoffs vom Einschluss
oder durch einen Bruch der Einschliisse. Bei dem héheren Umformgrad und einer ge-
ringeren Triaxialitdt wahrend der Umformung entstehen weniger Poren. Es ist kein
Bruch der Einschliisse zu erkennen. Eine Ablosung des Einschlusses vom Matrixwerk-
stoff ist nur geringfiigig zu beobachten.

a) 9 =0,5; 16MnCr5; 20 = 90°
Pore

Einschluss

b) ¢ = 1,0; 16MnCr5; 2 = 90°

Bild 6.25: Unterschiedliche Porenbildung in flieBgepressten Bauteilen mit den Um-
formgraden a) ¢ = 0,5 und b) ¢ = 1,0
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Eine weitere Methode zur Untersuchung ist das Zerschlagen der Proben bei tiefen Tem-
peraturen, wie von Hoefnagels et al. (2008) vorgestellt. Dazu werden die Proben in fliis-
sigem Stickstoff auf eine Temperatur von 7=-196 C heruntergekiihlt und dann zer-
schlagen (Bild 6.26). Diese Methode verhindert ein Verschmieren der Poren durch die
Prozesse der herkommlichen Probenpréparation wie Trennen, Schleifen und Polieren.
Bei dem hohen Umformgrad und den geringen Triaxialitidten wahrend der Umformung
bricht die Probe durch den Matrixwerkstoff. Auf der Bruchflache sind kaum Einschliisse
zu sehen. Die Einschliisse, die freigelegt werden, sind nicht gebrochen. Im Gegensatz
dazu kann bei dem geringen Umformgrad und den daraus resultierenden hohen Triaxia-
litdten eine Bruchfliche mit vielen gebrochenen Einschliissen und Einschlusspartikeln
sichtbar gemacht werden. Der Werkstoff ist durch die Entstehung der Poren geschwicht,
sodass der Bruch entlang dieser Poren entsteht.

|_|: _ :

e i

Bild 6.26: Bruchfliche von unterkiihlt gebrochenen Proben aus flieBgepressten Bau-
teilen mit den Umformgraden a) ¢ = 0,5 und b) o = 1,0
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6.5 Quantitative Untersuchungen der Schidigung

Im Folgenden wird die Messung mittels REM und die Dichtemessung genutzt, um die
Schadigung in verschiedenen Bauteilen zu quantifizieren und den Einfluss der Pro-
zessparameter Umformgrad und Schulter6ftnungswinkel sowie den Einfluss der Ferti-
gungsroute und des Gegendrucks experimentell zu ermitteln.

6.5.1 Einfluss des Umformgrads und Schulteréffnungswinkels

Von den untersuchten Prozessparametern haben der Umformgrad und der Schulterdft-
nungswinkel den groBten Einfluss auf die Triaxialitit (siehe Kapitel 4), sodass diese
Parameter experimentell variiert wurden und der Einfluss der unterschiedlichen Triaxia-
litdt auf die Schadigung ermittelt wird.

Umformgrad

Bild 6.27 zeigt den Einfluss des Umformgrades auf die Grofenverteilung der Poren. Es
wurden die Umformgrade ¢ = 0,5 und ¢ = 1,0 untersucht.

400
16MnCrS5
350 1 rg =3 mm
300 - 20, = 90°
T 250 4 #=004
c =05
g 200 A / ?
E 150 o »=10
100 - \ Initial
1 \
0

0,01 0,1 1 10
Einzelporenflache Agp in pm?

Bild 6.27: Einfluss des Umformgrads auf die Einzelporenfldche und -anzahl

Fiir den Umformgrad von ¢ = 0,5 ist eine deutliche Zunahme der Anzahl der Poren in
allen GrofBlen festzustellen. Bei einem Umformgrad von ¢ = 1,0 kommt es zu einer Ver-
ringerung der Anzahl der Poren in allen Gréfenbereichen. Dies zeigt, dass die duktile
Schidigung nicht proportional mit dem erreichten Umformgrad zunimmt. Zusétzlich
konnte gezeigt werden, dass eine Zunahme der Schadigung vor allem durch neu entste-
hende Poren zustande kommt.

Um den Ursprung der grofen Unterschiede zu ermitteln, sind im Bild 6.28 die resultie-
renden Porenfldchen fiir die beiden Umformgrad ¢ = 0,5 und ¢ = 1,0 sowie fiir den Aus-
gangswerkstoff in Abhingigkeit der maximalen und gemittelten Triaxialitét dargestellt.
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Bild 6.28: Einfluss des Umformgrads auf die normierte Gesamtporenflache

Fiir den Umformgrad von ¢ = 0,5 erhoht sich die Porenfldche von Ap mitial = 84 um? auf
Aporen = 302 pm?. Bei einem Umformgrad von ¢ = 1,0 sinkt die Porenfldche im Messbe-
reich auf Aporen = 14 um?. Es ist dabei eine klare Abhéngigkeit von der Triaxialitit zu
erkennen. Sowohl die maximale als auch die gemittelte Triaxialitdt nimmt fiir einen
Umformgrad von ¢ = 0,5 deutlich hohere Werte an. Die gemittelte Triaxialitét ist bei
beiden Umformgraden negativ, wéahrend die maximale Triaxialitédt fiir den Umformgrad
¢ = 0,5 positive und fiir ¢ = 1,0 negative Werte annimmt. Die Ergebnisse zeigen, dass
eine hohe Triaxialitdt zu mehr Schidigung fiihrt als eine geringere Triaxialitdt. Aller-
dings ist der Ubergang von einer Zunahme der Schidigung zu einer Verringerung der
Schidigung nicht intuitiv. Es wird angenommen, dass der Ubergang durch den Wechsel
von positiver und negativer Triaxialitdt auftritt. Dieser Wechsel findet bei den gezeigten
Untersuchungen bei der maximalen Triaxialitét statt, nicht jedoch bei der gemittelten
Triaxialitét.

Die Verringerung der Porenfliche und Porenanzahl fiir den Umformgrad ¢ = 1,0 kann
anhand der Ergebnisse aus Abschnitt 6.1 erkléart werden. Es konnte dort bereits festge-
stellt werden, dass eine negative gemittelte Triaxialitit zu einer Verringerung der Po-
renfldche fiihrt. Fiir den Umformgrad von ¢ = 1,0 ist sowohl die gemittelte als auch die
maximale Triaxialitdt negativ. Aufgrund dieser Werte hat sich das numerisch ermittelte
Porenvolumen der idealen Pore auf 1/20 des initialen Volumens und auf 1/3 der Poren-
flache reduziert. Die experimentellen Ergebnisse zeigen eine Abnahme der Porenflache
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auf 1/6 der anfdnglichen Porenflache. Der Ursprung der Abweichung zwischen den ex-
perimentellen und numerischen Ergebnissen kann mit der Tatsache zusammenhingen,
dass die Messposition bei den Experimenten nicht vollstindig auf der Mittelachse liegen
kann, da eine Fliche gemessen wird. Bild 4.8 zeigt, dass die Triaxialitit von der Mittel-
achse zum Rand hin abnimmt. Auch die Annahme einer idealen runden Pore kann zu
Abweichungen zwischen den experimentellen und numerischen Ergebnissen fithren.
Die Tendenz der Anderung der PorengroBe kann allerdings erfasst werden. Die vorhan-
denen Poren werden aufgrund der negativen Triaxialitdt in der GroBe reduziert. Betrach-
tet man die numerischen Ergebnisse im Kapitel 6.1 fiir den Umformgrad von ¢ = 0,5
reduziert sich das Volumen der idealen runden Poren auf 70 % des anfianglichen Poren-
volumens. Die experimentellen Ergebnisse zeigen hingegen eine deutliche Zunahme der
Porenfliche und auch der Porenanzahl. Die Zunahme der Porenfliche ist hier das Re-
sultat aus der Zunahme der Porenanzahl. Der entscheidende Parameter scheint die ma-
ximale Triaxialitit zu sein, die im Falle des Umformgrads von ¢ = 0,5 positive Werte
annimmt und dazu fiihrt, dass ein Grenzwert iiberschritten wird, wodurch neue Poren
entstehen. Die negative gemittelte Triaxialitét, die zu einer Verringerung der Grofie von
vorhandenen Poren fiihrt, fillt dabei nur sehr wenig ins Gewicht. Die Zunahme der Po-
renanzahl scheint damit im Gegensatz zur Verdnderung der Porengréfle den schidi-
gungstreibenden Faktor darzustellen.

Zusitzlich wurden Dichtemessungen an Proben aus Bauteilen mit einem konstanten
Schulter6ffnungswinkel von 2a =90° und variierenden Umformgraden von ¢ = 0,5,
¢ = 1,0 und ¢ = 1,5 durchgefiihrt (Bild 6.29).
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Bild 6.29: Zusammenhang zwischen Triaxialitdt und Dichte fiir unterschiedliche Um-
formgrade
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In diesem Fall konnte keine Abhingigkeit der Dichte von der Triaxialitdt festgestellt
werden. Die Dichte nahm mit zunehmendem Umformgrad zu. Mit zunehmendem Um-
formgrad nimmt die Triaxialitit ab, wodurch weniger Poren erwartet werden, was wie-
derum zu einer Erhéhung der Dichte fiihrt. Gleichzeitig steigt aber die Versetzungs-
dichte, welche die Dichte verringert. Resultierend aus diesem gegensétzlichen Verhalten
verdndert sich die Dichte bei den unterschiedlichen Umformgraden nicht.

Schulterdffnungswinkel

Eine Variation des Schulterdffnungswinkels ermdglicht eine Variation des Lastpfades,
wihrend der Umformgrad auf der Mittelachse konstant gehalten wird. Anhand der Un-
tersuchung des Zusammenhangs zwischen der Porenfldche bzw. Porenanzahl und dem
zugrundeliegenden Lastpfad, beschrieben durch die maximale bzw. gemittelte Triaxia-
litdt, kann die Theorie, dass positive maximale Triaxialititen zu einer Porenneubildung
fihren, bestétigt werden.

Bild 6.30 zeigt die GréBenverteilung der Poren fiir einen Umformgrad von ¢ = 0,5 fiir
drei Schulter6ffnungswinkel von 2a = 30°, 2o = 60° und 2a = 90°.
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Bild 6.30: Einfluss des Schulterdffnungswinkels auf die Einzelporenfldche und -anzahl

Die Ergebnisse zeigen eine #hnliche Verteilung fiir die Schulter6ffnungswinkel
2a = 60° und 20 = 90°. Bei einem Schulterdffnungswinkel von 2a = 30° kann eine ge-
ringere Anzahl von Poren in allen GréBenbereichen festgestellt werden.

Betrachtet man die Gesamtporenfliche in Abhingigkeit der gemittelten und maximalen
Triaxialitdt im Bild 6.31, so kann festgestellt werden, dass fiir die Schulter6ffnungswin-
kel 2a = 60° und 2a = 90° deutlich erh6hte Porenflachen ermittelt werden. Diese resul-
tieren aus der positiven maximalen Triaxialitét, die zu einer Porenneubildung fiihrt.
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Bild 6.31: Einfluss des Schulter6ffnungswinkels auf die normierte Gesamtporenflache

Bei einem Schulteroffnungswinkel von 2a = 30° werden negative maximale Triaxiali-
titen erreicht, was dazu fiihrt, dass die Gesamtporenfliche im Vergleich zum Ausgangs-
zustand abnimmt.

Diese Ergebnisse zeigen, dass eine positive maximale Triaxialitit zu einer Zunahme der
Gesamtporenfliche aufgrund von Porenneubildung fiihrt. Ist die maximale Triaxialitét
negativ, entstehen keine neuen Poren und die vorhandenen werden aufgrund der nega-
tiven gemittelten Triaxialitdt verkleinert.

Dichtemessungen wurden an umgeformten Bauteilen mit einem Umformgrad von
@ =0,5 und drei verschiedenen Schulter6ffnungswinkeln von 2a = 30°, 2a = 60° und
20, = 90° durchgefiihrt (Bild 6.32). An jeder Probe wurden 20 Messungen durchgefiihrt.
Die Streuung lag dabei unter einem Wert von 0,00011 g/cm?. Ein Vergleich zum Aus-
gangswerkstoff wurde aufgrund der unterschiedlichen Versetzungsdichte nicht durch-
gefiihrt.

Die Ergebnisse zeigen eine hohere Dichte fiir Proben aus Bauteilen mit einem Schulter-
offnungswinkel von 2a = 30°. Mit zunehmendem Schulterdffnungswinkel ist eine Ab-
nahme der Dichte festzustellen. Betrachtet man die Ergebnisse zur ermittelten Porenfla-
che in den Bauteilen im Bild 6.31, kann mittels der Dichtemessungen dieselbe Tendenz
festgestellt werden. Die positiven maximalen Triaxialititen bei den Schulter6ffnungs-
winkeln von 2a = 60° und 2a = 90 fithren zu einer deutlichen Erhhung der Porenanzahl
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und damit zu einer Erhhung des Porenvolumens. Diese Erh6hung kann auch mittels
der Dichtemessungen eindeutig erfasst werden.
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Bild 6.32: Zusammenhang zwischen Triaxialitit und Dichte fiir unterschiedliche
Schulter6ffnungswinkel

Verteilung iiber den Radius

Zusétzlich wurde die Messung der Poren an fiinf Positionen iiber den Radius durchge-
fuhrt (Bild 6.33). Es wurde zunichst ein flieBgepresstes Bauteil mit einem Umformgrad
von ¢ =0,5 und einem Schulter6ffnungswinkel von 2a = 90°untersucht. Im Kapitel
4.3.2 wurden bereits die Lastpfade iiber den Radius betrachtet.

Messpunkte Position 5
: Position 4

R N I - ——— I Position 3
*s Position 2

" Position 1

Bild 6.33: Messpunkte iiber den Schaftradius

Die Gesamtporenfliche an jedem Messpunkt ist in Abhéngigkeit der maximalen und der
gemittelten Triaxialitdt im Bild 6.34 dargestellt. Die hochste mittlere Triaxialitét tritt
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auf der Mittelachse auf. Sowohl die maximale als auch die gemittelte Triaxialitdt neh-
men zum Rand hin stetig ab. An der Oberfldche nimmt allerdings die maximale Triaxia-
litat signifikant zu, wihrend die gemittelte Triaxialitdt weiterhin abfillt.
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Bild 6.34: Verlauf der maximalen und gemittelten Triaxialitit sowie der Porenfldche
tiber den Radius fiir den Umformgrad ¢ = 0,5

Der qualitative Verlauf der Gesamtporenflidche stimmt fiir die ersten vier Positionen mit
dem der maximalen und gemittelten Triaxialitét tiberein. An der Oberfldche folgt der
Verlauf dem der maximalen Triaxialitdt und es kommt zu einem Anstieg der Gesamt-
porenfldche.

Auch in diesem Fall ist zu erkennen, dass die maximale Triaxialitit der entscheidende
Faktor fiir einen Anstieg der Gesamtporenfldche und somit der Schiddigung des Bauteils
ist. Die beiden Messpunkte im Bereich der Mittelachse zeigen eine deutliche Zunahme
der Gesamtporenflache (+ 300 %). Der Werkstoff an diesen Messpunkten war wéihrend
der Umformung positiver Triaxialitdt ausgesetzt, die zu einer deutlichen Zunahme der
Porenanzahl fiihrt (Bild 6.35).

Fiir die Positionen 3 und 4 werden keine positiven maximalen Triaxialitdten erreicht.
Fiir die negativen Werte der Triaxialitdt wird die Porenfldche der vorhandenen Poren
verkleinert, sodass fiir Position 4 ein geringerer Porenfldchenanteil als im Ausgangszu-
stand erreicht wird. Fiir Position 5 werden positive maximale Triaxialititen erreicht, al-
lerdings in Kombination mit sehr negativen gemittelten Triaxialititen. Insgesamt fiihrt
dies im Verlauf der Gesamtporenfliche zu einem Anstieg am Rand. Trotz der hohen
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positiven maximalen Triaxialitidt wird die Gesamtporenfldche des Ausgangszustands
nur minimal tiberschritten. Es wird davon ausgegangen, dass die positive maximale Tri-
axialitdt zu einer Neubildung von Poren fiihrt. Gleichzeitig fiihrt die sehr negative ge-
mittelte Triaxialitidt zu einer Verkleinerung der vorhandenen Poren. Die numerischen
Ergebnisse aus Abschnitt 6.1 zeigen, dass eine gemittelte Triaxialitét kleiner -1 zu einem
kompletten VerschlieBen von vorhanden Poren fiihrt. Somit ergibt sich die resultierende
Gesamtporenfldche sowohl aus der Porenflédche durch Porenneubildung aufgrund der
positiven maximalen Triaxialitéit als auch aus der Volumenabnahme der einzelnen Poren
aufgrund der negativen gemittelten Triaxialitét.
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Bild 6.35: Verteilung der Einzelporenfliche und —anzahl iiber den Radius fiir den Um-
formgrad ¢ = 0,5

Zusitzlich sollte beachtet werden, dass die Nutzung der maximalen Triaxialitdt im
Randbereich aufgrund der im Bild 4.7 gezeigten Ergebnisse des komplexen Forméinde-
rungsverlaufs zumindest fraglich ist.

Die gleichen Messungen wurden auch an einem fliegepressten Bauteil mit einem Um-
formgrad von ¢ = 1,0 durchgefiihrt (Bild 6.36). Im Kern sind auch die maximale und
die gemittelte Triaxialitdt negativ. Dies fiihrt dazu, dass die Porenflédche iiber den ge-
samten Radius in einem sehr dhnlichen Bereich liegt. Die Porenfléche ist im Kern sig-
nifikant geringer als bei einem Bauteil mit einem Umformgrad von ¢ = 0,5 und positiver
maximaler Triaxialitit in diesem Bereich. Uber den gesamten Radius werden Porenfla-
chen gemessen, die geringer sind als im Ausgangswerkstoff.
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Bild 6.36: Verlauf der maximalen und gemittelten Triaxialitdt sowie der Porenflache
iiber den Radius fiir den Umformgrad ¢ = 1,0

6.5.2 [Einfluss der Prozessroute

Die Prozessroute hat einen deutlichen Einfluss auf die Triaxialitdt wihrend der Ausfor-
mung der einzelnen Absitze (Abschnitt 5.1). In den zwei umgeformten Absétzen wurde
nach der ein- und zweistufigen Fertigung die Dichte bestimmt (Bild 6.37). Die Proben
aus den gleichen Absitzen weisen jeweils die gleiche Verfestigung auf (Abschnitt 7.1),
sodass die Dichteunterschiede allein auf die Schadigung zuriickgefiihrt werden kénnen.
Es kann gezeigt werden, dass in dem Absatz mit einem Umformgrad von ¢ = 0,5 fiir
beide Fertigungsrouten eine hohere Dichte erzielt wird als in dem Absatz mit dem Um-
formgrad ¢ = 1,0. Dies zeigt noch einmal, dass auch die Versetzungsdichte die gemes-
sene Dichte beeinflusst.

Die Unterschiede der Dichte zwischen den beiden Fertigungsrouten in den jeweils glei-
chen Absitzen konnen allein auf die Schadigung zuriickgefiihrt werden, da die Umform-
grade und damit die Versetzungsdichten jeweils identisch sind. Es kann eine Korrelation
zwischen der maximalen Triaxialitdt und der Schidigung gezeigt werden. Eine positive
maximale Triaxialitét filhrt zu geringeren Dichten als negative maximale Triaxialitét bei
gleichem Umformgrad.

Insgesamt kann festgestellt werden, dass eine einstufige Fertigung zu mehr Schadigung
im Absatz mit dem Umformgrad ¢ = 0,5 und weniger Schiadigung im Absatz mit dem
Umformgrad ¢ = 1,0 fiihrt. Je nach Beanspruchungsfall kann entschieden werden, in
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welchem Absatz mehr Schiadigung toleriert werden kann, und dementsprechend kann
die Fertigungsroute gewihlt werden.
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Bild 6.37: Dichte in den verschiedenen Absitzen bei ein- und zweistufiger Fertigung

6.5.3 Einfluss des Gegendrucks

Zur Charakterisierung der Schidigungsentwicklung wurden Dichtemessungen und
REM-Untersuchungen an mit Gegendruck gefertigten Bauteilen durchgefiihrt. Bild 6.38
zeigt die Anderung der maximalen Triaxialitit in Abhéngigkeit des Gegendrucks und
die damit verbundene Reduzierung der gemessenen Porenfldache aufgrund der geringe-
ren Schiadigungsentwicklung. Durch das Aufbringen eines Gegendrucks in der Hohe
von pg = 0,7-kgo wird die maximale Triaxialitdt in den negativen Bereich verschoben,
welche nicht zu einer Entwicklung von Schidigung fithrt. Daher verringert sich die ge-
messene Porenfliache im Vergleich zu einem geometrisch identischen Bauteil, das ohne
Gegendruck hergestellt wurde, um 55 %.
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Auch anhand von Dichtemessungen kann gezeigt werden, dass aufgebrachter Gegen-
druck die Schidigungsentwicklung deutlich reduziert (Bild 6.39). Im Vergleich zu ei-
nem geometrisch identischen Bauteil, das ohne Gegendruck hergestellt wurde, verrin-
gert sich die Dichte im Bereich der Mittelachse durch einen Gegendruck in der Héhe
von pg = 0,7 ko um 0,13 %.
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6.6 Fazit

Beim FlieBpressen treten je nach Auswahl der Prozessparameter unterschiedliche Last-
pfade auf. Diese Lastpfade konnen durch skalare Werte der Triaxialitdt beschrieben wer-
den. Es wurde die maximale und die gemittelte Triaxialitdt genutzt. Der Schadigungs-
zustand in Abhingigkeit der Lastpfade konnte anschlieBend mit der vorgestellten Me-
thode ermittelt werden.

Die Poren entstehen bei dem untersuchten Werkstoff 16MnCrS5 an Mangansulfid-Ein-
schliissen durch Bruch der Einschliisse und Ablosen des Matrixwerkstoffs.

Es konnte gezeigt werden, dass die Triaxialitdt wihrend des Umformens der Hauptein-
flussfaktor in Bezug auf die Schiadigungsentwicklung ist. Hohere Umformgrade fithren
nicht zwangslaufig zu mehr Schéadigung.

Es wird angenommen, dass die gemittelte Triaxialitdt die Volumendnderung von bereits
existierenden Poren beschreibt, wohingegen die maximale Triaxialitdt vorgibt, ob sich
neue Poren bilden. Sobald die maximale Triaxialitit positive Werte annimmt, kommt es
zu einer Porenneubildung, die im Vergleich zu der Volumeninderung der bereits exis-
tierenden Poren einen deutlich groBeren Einfluss auf die im REM ermittelte Porenfliche
bzw. die Dichteabnahme hat.

Die Prozessparameter Umformgrad und Schulter6ffnungswinkel sowie das Aufbringen
von Gegendruck verdandern den Lastpfad. Bild 6.40 zeigt, dass die Art und Weise, in der
der Lastpfad verdndert wird, nicht entscheidend ist. Eine positive maximale Triaxialitit
fiihrt zu einem Anstieg der Porenfléche.
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3 =05 01§
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Umformgrad ¢ Schulter6ffnungswinkel 2a Gegendruck pg

Bild 6.40: Zusammenhang zwischen maximaler Triaxialitdt und Schiadigung

Tabelle 6.1 zeigt die fiir zwei verschiedene Schulter6ffnungswinkel bestimmten Werte
der Dichte und Porenflichen. Die durch Dichtemessung bestimmten Schidigungswerte
D sind eine Groflenordnung groBer als die durch Messung der Porenfléche bestimmten
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Schidigungswerte Dp. Die aus der Porenflidche berechneten Schadigungswerte sind ge-
ringer, da nicht die gesamte Schiadigung, durch Vernachlédssigung sehr kleiner Poren,
erfasst werden kann, wohingegen mittels Dichtemessung Poren jeder Grof3e erfasst wer-
den konnen. Auch wird bei der Dichtemessung der Einfluss der Versetzungsdichte er-
fasst.

Tabelle 6.1:  Einfluss einer Schulterdffnungswinkeldnderung auf die Schiadigung -

Vergleich der Methoden
Ausgangs- »=05 »=05 .
werkstoff | 20=90° | 2a=30° Unterschied
Spannungszustand
Max. Triaxialitét Hmax - 0,18 -0,28 Aﬂmax = 0,46
Schidigung
. . Ap =0,0032
3
Dichte p in g/cm 7,827 7,8215 7,8247 (+0,04 %)
2
5\3 ADp =3,48:107
- P\? - 0-10° 4,42-10° D
Dp = (1 - ;) 79 ’ (- 44 %)
Porenfliche Apgren AAporen =226
4 2
in pm? (4 = 1,28 mm?) 8 30 76 (- 75 %)
Aporen 5 4 5 ADp =1,77-10"*
= 20 6,56-10 2,36-10 5,90-10
DA A > > > (_ 75 %)







7  Einfluss der Schidigung auf die Leistungsfihigkeit

In dem vorherigen Kapitel wurde der Einfluss des Lastpfads auf die Schiadigungsent-
wicklung ermittelt. Nun soll das Voll-Vorwirts-FlieBpressen genutzt werden, um den
Einfluss der Schidigung auf die resultierende Leistungsfahigkeit zu untersuchen. Zur
grundlegenden Untersuchung der Schidigung auf die Leistungsfihigkeit bzw. das Bau-
teilverhalten werden unterschiedlich geschidigte FlieBpressteile genutzt. Allerdings
wird im Folgenden nicht das gesamte Bauteil gepriift, sondern lediglich Proben aus dem
Bereich um die Mittelachse. Dies hat den Vorteil, dass durch das Heraustrennen von
Proben aus dem Bereich der Mittelachse eine Separation von den anderen Einflussfak-
toren, wie Eigenspannungen und Verfestigung, auf die Leistungsféhigkeit moglich ist.
Die Separation anderer Einfliisse vom alleinigen Einfluss der Schiadigung wird zunéchst
erldutert. Anschlieend wird auf die genutzten Versuche zur Bestimmung der Leistungs-
fahigkeit und den Einfluss der Schidigung auf die Leistungsfihigkeit eingegangen.

7.1  Separation des Einflusses der Schiidigung

Die flieBgepressten Bauteile wurden hinsichtlich ihrer Leistungsfihigkeit untersucht.
Um den alleinigen Einfluss der Schiadigung auf die Leistungsfihigkeit zu ermitteln,
muss der Einfluss der Schiddigung von dem Einfluss der Eigenspannungen und der Ver-
festigung getrennt werden. Dazu miissen die untersuchten Proben unterschiedliche
Schidigung, aber gleiche Eigenspannungen und gleiche Verfestigung aufweisen.

7.1.1 Eigenspannungen

Waihrend des FlieBpressens entstehen hohe Eigenspannungen durch die inhomogene
elastisch-plastische Verformung. Zur Separation des Effektes der Eigenspannungen auf
die Leistungsfihigkeit wird im Folgenden der Abbau der Eigenspannungen durch Aus-
werfen und Probenentnahme numerisch betrachtet.

Die Axialspannungsverteilung vor und nach dem Auswerfen ist fiir einen Umformgrad
von ¢ = 0,5 im Bild 7.1 dargestellt.

Axialspannung
a.in MPa

o . 50 o 500

Vor dem Auswerfen

16MnCrS5
. e ¢ = 0'5
= = ot . 20.=90°
n— !
Nach dem Auswerfen ro =3 mm
- | u=0,04

Bild 7.1: Numerisch ermittelte axiale Eigenspannungsverteilung vor und nach dem
Auswerfen
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Nach dem FlieBpressen und vor dem Auswerfen weist das flieBgepresste Bauteil hohe
Eigenspannungen auf, die auf die inhomogene plastische Deformation wihrend des
FlieBpressens zuriickzufiihren sind. Wihrend des Auswerfens fiihren geringe plastische
Deformationen bereits zu einer signifikanten Verringerung der Eigenspannungen. Die-
ses Verhalten wurde in der Literatur zum Beispiel von Tekkaya et al. (1985) beschrie-
ben.

Im Bereich des Schaftes ist ein stationdrer Bereich in axialer Richtung vorhanden. Die-
ser ermoglicht das Heraustrennen von Proben, die iiber die Lange identische Eigenspan-
nungsverteilungen aufweisen. Die numerisch ermittelte Eigenspannungsverteilung tiber
den Schaftradius nach dem Auswerfen und vor dem Drehen von Proben ist im Bild 7.2
beispielhaft dargestellt. Der quadrierte Wellenradius ist proportional zur Querschnitts-
flache.

16MnCrS5 ¢=0,5
150 20=90°  r,=3mm
100 - u=0,04

Nach dem Drehen

[$)]
o O
i

Vor dem Drehen

-100 +
r=11,7 mm

Axiale Eigenspannungen a,
in MPa
&
o
=

150 -
200 Jy 0:dA=0 \i
-250 + . . . . " —
0 20 40 60 80 100 120 140 160

Quadratischer Abstand zur Mittelachse 2 in mm?

Bild 7.2: Eigenspannungsrelaxation nach dem Drehen von Proben aus dem Schaft der
flieBgepressten Bauteile

Im Kern treten nach dem Auswerfen nur noch Druckeigenspannungen in einer Hohe
von ca. 60 % der AnfangsflieBspannung k¢, = 325 MPa auf. Die Eigenspannungen neh-
men zur Oberfliche des Schafts hin zu. Es werden positive Spannungen von ungefidhr
30 % der AnfangsflieBspannung an der Oberfléche erreicht.

Nach der Entnahme von zylindrischen Proben zum Beispiel fiir Ermiidungsversuche
(Durchmesser d =5 mm) mittels Drehen (Bild 7.3) werden die Eigenspannungen im
Kern weiter reduziert.
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Bild 7.3: Probenentnahme einer Zugprobe aus einem fliegepressten Bauteil (Mafle in
mm)

Da der Bereich mit den hohen positiven Eigenspannungen an der Oberfléche des flieB3-
gepressten Bauteils entfernt wird, bildet sich in der Probe ein neuer Gleichgewichtszu-
stand aus. Dieser wird ermittelt, indem die Eigenspannungen im verbleibenden Volu-
men so verschoben werden, dass sich ein neuer Gleichgewichtszustand einstellt. Die
Eigenspannungen befinden sich im Gleichgewicht, wenn das Integral der Kurve null
ergibt:

f 0,dA = 0. (7.1)
A

Die verbleibenden Eigenspannungen befinden sich in einem Bereich zwischen +50 MPa
und — 50 MPa. Dies entspricht einem Wert von weniger als 15 % der AnfangsflieBspan-
nung. Tekkaya (1986) konnte zeigen, dass unterschiedliche Umformgrade den Eigen-
spannungszustand nur geringfiigig &ndern und mit zunehmendem Umformgrad die Ei-
genspannungswerte abnehmen, sodass in den Proben aus flieBgepressten Bauteilen mit
Umformgraden ¢ > 0,5 noch kleinere Werte erreicht werden. Auch eine Anderung des
Schulter6ffnungswinkels oder des Reibwertes bewirkt nur eine sehr geringfiigige Ver-
anderung des Eigenspannungszustands.

Aus den verschiedenen flieBgepressten Teilen werden jeweils die gleichen Proben ge-
fertigt. AnschlieBend werden die Eigenschaften der unterschiedlichen Proben miteinan-
der verglichen. Es wird davon ausgegangen, dass durch die Drehoperation in allen Pro-
ben der Eigenspannungszustand im gleichen Maf3e verdndert wird. Bei diesem Vorge-
hen miissen die durch die Drehoperationen eingebrachten Spannungen nicht beriicksich-
tigt werden.

Insgesamt ist der Einfluss der Eigenspannungen in den aus flie3gepressten Bauteilen
herausgetrennten Proben vernachldssigbar klein, da die Eigenspannungen sowohl durch
das Auswerfen als auch durch die Probenentnahme signifikant reduziert werden.

7.1.2 Verfestigung

Fiir die Untersuchung der Leistungsféhigkeit der flieBgepressten Bauteile wurden vor-
verfestigte Proben aus dem Schaftbereich der FlieBpressteile entnommen. Eine nétige
Voraussetzung ist eine homogene Umformgradverteilung tiber die Probenldnge. Eine
inhomogene Umformgradverteilung wiirde zu einer Spannungslokalisierung wéhrend
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der Laststeigerungsversuche oder Zugversuche fiihren, welche zur verfrithten Einschnii-
rung fithren kann.

Die Prozessparameter beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen wirken sich deutlich auf die
Verfestigung aus. Bild 7.4 zeigt die lokale Verteilung des Umformgrads im Schaftbe-
reich von Bauteilen mit unterschiedlichen Querschnittsflichenreduktionen. Die nume-
rischen Ergebnisse unterstreichen, dass aufgrund der stationdren Eigenschaften des
Voll-Vorwirts-FlieBpressens die Dehnungen homogen iiber einen ausreichend groflen
Bereich der Bauteillédnge verteilt sind. Nach dem Aufstauchen des Halbzeugs im Con-
tainer beginnt der Werkstoff durch die Matrizen6ffnung zu flieen. Ein stationérer Pro-
zess wird erreicht, welcher dazu fiihrt, dass sich eine konstante Umformgradverteilung
im Schaft einstellt. Bei der Heraustrennung einer Probe sind die Dehnungen im statio-
néren Bereich tiber die gesamte Linge homogen verteilt.

Stationéarer Bereich

e S S LI SR S R e

16MnCrS5 Umformgrad
i HERENNE
rg =3 mm

4 = 0,04 0 2,5

Bild 7.4: Umformgradverteilung ¢ in flieBgepressten Bauteilen fiir unterschiedliche
Gesamtumformgrade ¢

Die Verteilung des Umformgrads iiber den Schaftradius ist im Bild 7.5 tiber den qua-
drierten Wellenradius fiir unterschiedliche Gesamtumformgrade dargestellt. Der qua-
drierte Wellenradius ist proportional zur Querschnittsfliche.

Entlang der Mittelachse der hergestellten Wellen ist die lokale Dehnung geringfiigig
hoher als die durch Gl. 2.12 berechnete. Die Abweichung ergibt sich durch das Aufstau-
chen des Werkstiicks im Werkzeug vor dem eigentlichen FlieBpressen durch unter-
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schiedliche elastische Dehnung des Werkstiicks und der Matrize sowie numerische Un-
genauigkeiten, die durch erneutes Remeshing verursacht werden. Der Fehler betrégt fiir
alle untersuchten Umformgrade weniger als 2,8 %.

In Richtung der Oberfldche nehmen die Dehnungen durch Scherung zu, deren Héhe von
den Reibungsbedingungen, den Werkzeugradien und dem Schulter6ffnungswinkel der
Matrize abhéngt. Fiir die verschiedenen Umformgrade kann im dargestellten Bereich
ein deutlich unterschiedlicher Anstieg des Umformgrads festgestellt werden.

2,2
16MnCrS5
2 1| 2a=90°
rg=3 mm
181 =004

1.6 L

-4 4 /
.

1.2 1

1 4

Umformgrad

0,8 1

0,6 1

Umformgrad ¢

04 4

0.2 4

[Ausgewerteter Pfad |

0

0 10 20 30 40
Quadratischer Abstand zur Mittelachse /2 in mm?

Bild 7.5: Umformgradverteilung iiber den Schaftradius fiir unterschiedliche Gesamt-
umformgrade

Variierende Umformgrade kénnen zu einer unterschiedlichen Verfestigung des gesam-
ten Bauteils fithren. Zur Separation des Einflusses der Verfestigung auf die Leistungs-
fahigkeit werden allerdings Proben mit unterschiedlicher Schadigung benétigt, die aber
eine gleiche Verfestigung aufweisen. Gleiche Verfestigung kann durch eine geschickte
Wahl der Prozessparameter und Werkstoffe erreicht werden.

Insbesondere bei kleinen Umformgraden kann ein flacher Verlauf der Verfestigung im
Bereich einer moglichen Probenentnahme festgestellt werden. Fiir einen Umformgrad



122 Einfluss der Schidigung auf die Leistungsfihigkeit

von ¢ = 0,5 wird im Bild 7.6 die Verteilung des Umformgrades tiber den Schaftradius
fiir unterschiedliche Schulter6ffnungswinkel dargestellt.

14
16MnCrS5 20.=90°

o 270=08
.g 1 Vﬁ=3mm — 2a=60°
E’ 0,8 o /1—0,04
= 0,6 S 2a=30°
E
E 04

02 -

0 v v v v v
0 2 4 6 8 10 12

Abstand von der Mittelachse in mm

Bild 7.6: Umformgradverteilung iiber den Schaftradius in Abhéngigkeit des Schulter-
offnungswinkels

Hohere Schulter6ffnungswinkel fithren aufgrund der zunehmenden Scherung zu deut-
lich héheren Umformgraden im Randbereich. Der Umformgrad auf der Mittelachse ist
jedoch nahezu unabhingig von dem Schulter6ffnungswinkel. Erst ab einem Abstand
von 4 mm von der Mittelachse wirkt sich der Schulterdffnungswinkel auf den lokalen
Umformgrad aus. Dies ermdglicht die Untersuchung der Eigenschaften mit dem sepa-
rierten Einfluss der Verfestigung anhand von herausgetrennten Proben mit einem Radius
von bis zu 4 mm. Im Folgendem werden daher Proben genutzt, deren Durchmesser ge-
ringer ist als 8§ mm.

Die numerischen Ergebnisse wurden anhand von Hértemessungen tiberpriift (Bild 7.7).
Es besteht eine Korrelation zwischen Hérte und FlieBspannung, die in der Literatur von
Tekkaya und Lange (2000) beschrieben wurde. Die Hartemessungen zeigen im Bereich
gleicher Umformgrade (bis zu einem Durchmesser von 8 mm, sieche Bild 7.6) nur sehr
geringe Unterschiede in der Hérte fiir unterschiedliche Schulter6ffnungswinkel. Ledig-
lich im Randbereich sind Unterschiede in der Hérte durch die unterschiedlichen Schul-
ter6ffnungswinkel und die damit verbundene unterschiedliche Scherung zu erkennen.

Auch eine Werkstoffauswahl kann eine Untersuchung von Proben mit unterschiedlichen
Umformgraden, aber gleicher bzw. sehr dhnlicher Verfestigung erméglichen. Dies ist
moglich, da unterschiedliche Umformgrade durch geschickte Werkstoffauswahl nicht
zwangslaufig zu einem Unterschied in der Verfestigung fithren.
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300 Héartemessung
& 16MnCrS5 am Querschliff
o) Q‘7=0,5
Z 250 ¢
£
@

5 200 -
T
(Bereich mit gleichem Umformgrad)
150 ——r

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14
Messstelle

300 Héartemessung
am Langsschliff
3
> 250 4.
I -
£
£ 200 4
T
(Bereich mit gleichem Umformgrad)
150

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14
Messstelle

— 2a=30° — 2a=60° e 2a=90°

Bild 7.7: Hirteverlauf iiber den Schaftdurchmesser fiir Proben mit unterschiedlichen
Schulter6ffnungswinkeln

Das folgende Bild 7.8 zeigt FlieBkurven, aufgenommen in Zylinderstauchversuchen,
von Werkstoffen mit sehr dhnlichen chemischen Zusammensetzungen. Das unterschied-
liche FlieBverhalten resultiert hauptséchlich aus der unterschiedlichen Warmebehand-
lung. Bei dem Werkstoff 16MnCrS5 ist in dem dargestellten Bereich eine stetige Zu-
nahme der FlieBspannung zu erkennen. Dies fiihrt dazu, dass FlieBpressteile mit unter-
schiedlichen Umformgraden auch unterschiedliche FlieBspannungen aufweisen und
eine Separation des Effektes der Verfestigung bzw. FlieBspannung nicht moglich ist.
Der andere Werkstoff (16MnCr5) zeigt bereits bei einem Umformgrad von ¢ = 0,5 ein
ausgeschopftes Verfestigungspotenzial. Ab einem Umformgrad von ¢ = 0,5 fiihrt eine
zunehmende plastische Forménderung nicht mehr zu einem weiteren Anstieg der FlieB3-
spannung. Durch Nutzung des Werkstoffs, bei dem die FlieBspannung ab einem Um-
formgrad von ¢ = 0,5 nicht weiter ansteigt, kann auch bei unterschiedlichen Umform-
graden der Einfluss der Verfestigung separiert werden. Alle Bauteile, die Umformgrade
iber ¢ = 0,5 aufweisen, verfligen tiber die gleiche bzw. sehr dhnliche Fliespannung.
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Dies ermdglicht es somit auch, Proben mit unterschiedlichem Umformgrad hinsichtlich
unterschiedlicher Schadigung zu untersuchen und den Einfluss der Verfestigung zu se-
parieren.

1000
© - oo o o> = -
% 800 A 16MnCr5 X --- e ap an e o =
£
=< 600
o
§ 16MnCrS5
£ 400
@
<2 200 Zylinderstauchversuch
ir Swift-Extraploation

Probengeometrie: @ 10 mm x 15 mm
0 T

0 0,25 0,5 0,75 1 1,25
Umformgrad ¢

Bild 7.8: FlieBkurven der Werkstoffe 16MnCr5 und 16MnCrS5

Im Bild 7.9 ist die numerisch ermittelte Verteilung des Umformgrads nach einer einstu-
figen und zweistufigen Fertigungsroute dargestellt (siche Abschnitt 5.1). Es ist zu er-
kennen, dass im mittleren Absatz keine Unterschiede in der Umformgradverteilung tiber
den Radius existieren. Im Absatz mit dem geringsten Durchmesser ist allerdings in den
oberflichennahen Bereichen ein deutlicher Unterschied zu erkennen. Bei der einstufigen
Fertigung werden im Randbereich deutlich hohere Umformgrade erreicht, da der Werk-
stoff zwei Schultern durchlauft und dabei zweimal geschert wird. Im Bereich der Mit-
telachse werden allerdings die gleichen Umformgrade erreicht.

16MnCrS5 2a=90°
rp=3mm ux=0,04

Prozessroute A: Einstufige Fertigung

Umformgrad @
Prozessroute B: Zweistufige Fertigung [ I NNEEEEN) |
0 2,5

Bild 7.9: Umformgradverteilung nach einstufiger und zweistufiger Fertigung

Da im Folgenden der Einfluss der Triaxialitit auf die Schiadigung und anschlieend der
isolierte Einfluss der Schiadigung auf die Leistungsfihigkeit gezeigt werden soll, muss
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uberpriift werden, ob die Verfestigung im Bereich einer Probenentnahme gleich ist und
somit der Einfluss dieser auf die Leistungsfihigkeit ausgeschlossen werden kann. Dazu
wurden Zugversuchsproben mit einem Durchmesser von d =8 mm aus den einzelnen
Absitzen entnommen und gepriift. Es wurden jeweils vier Proben untersucht. Im Absatz
mit dem geringsten Durchmesser konnte fiir die einstufige Fertigung eine Anfangsflie3-
spannung von kgo = 744 MPa und fiir die zweistufige Fertigung eine Anfangsfliespan-
nung von kio = 740 MPa im Zugversuch ermittelt werden. Der Unterschied betrégt ca.
0,5 %, sodass davon ausgegangen werden kann, dass der Unterschied in der Verfesti-
gung vernachlissigbar klein ist. Der Einfluss der Eigenspannungen kann nach demsel-
ben Prinzip, wie im Abschnitt 7.1.1 beschrieben, ausgeschlossen werden.

7.1.3 Textur

Der Einfluss der Parameter beim FlieBpressen auf die Textur wurde anhand von EBSD-
Aufnahmen am Ausgangsmaterial und an verschiedenen flieBgepressten Bauteilen un-
tersucht (Bild 7.10)°.

a) 111

1M 11

Ausgangs-
material

001 101 001 101 001 101
111

001 101 001 101 001 . P31 101
16MnCrS5 r,=3mm  u =0,04 £ 2,291
Messfeld: 500 x 500 pm? 5 1,318
EBSD Schrittweite: 0,25 pym £ 0.759

Bild 7.10: Inverse Polfiguren fiir die FlieBpressrichtung, ermittelt im Bereich der Mit-
telachse flieBgepresster Bauteile fiir a) unterschiedliche Umformgrade und
b) unterschiedliche Schulterdffnungswinkel

3 Die EBSD-Aufnahmen und die Erstellung der inversen Polfiguren wurden am GFE der RWTH in Aachen von
Anthony Dunlap, Alexander Schwedt und Anke Aretz durchgefiihrt.
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Eine Flache von 500 x 500 um? im Bereich der Mittelachse der flieBgepressten Proben
wurde mittels EBSD-Messung untersucht und dabei eine Schrittweite von 0,25 um und
eine Beschleunigungsspannung von 20 kV genutzt. Die Untersuchungen wurden zum
einen am Ausgangsmaterial und an fliegepressten Bauteilen mit den Umformgraden
¢ =0,5und ¢ = 1,0 bei konstantem Schulterdffnungswinkel von 2a = 90° durchgefiihrt.
Zum anderen wurde der Einfluss des Schulterdffnungswinkels analysiert, indem dieser
bei konstantem Umformgrad von ¢ = 0,5 variiert wurde. Fiir das Ausgangsmaterial kann
keine signifikante Vorzugsrichtung festgestellt werden. Mit steigendem Umformgrad
nimmt die Anzahl der in 101-Richtung orientierten Korner zu, wobei der Unterschied
zwischen ¢ = 0,5 und ¢ = 1,0 nur geringfiigig ist. Diese Orientierung ist aufgrund der
axialen Streckung, wie in einem Zugversuch, zu erwarten. Auch eine Variation des
Schulteroffnungswinkels bewirkt keine signifikante Verdnderung der inversen Polfigu-
ren. Daher kann vor allem bei gleichem Umformgrad, aber unterschiedlichem Schulter-
offnungswinkel von dhnlicher Textur ausgegangen werden.

7.2 Versuche zur Bestimmung der Leistungsfihigkeit

FlieBgepresste Bauteile werden oft als hochbelastete, rotierende Bauteile, wie zum Bei-
spiel als Getriebewellen oder auch als Verbindungselemente, genutzt. Die Bauteile sind
einer Vielzahl von Belastungsféllen ausgesetzt. Getriebewellen werden zum Beispiel
zyklisch belastet. Beim Starten eines Motors kénnen die Getriebewellen plotzlichen
schlagartigen Belastungen ausgesetzt sein. Auch unerwiinschte elastische Auslenkun-
gen sind zu beachten. Daher werden im Folgenden Versuche zur Ermittlung der Festig-
keit, der Ermiidungsfestigkeit, der Steifigkeit und der Kerbschlagarbeit vorgestellt.

7.2.1 Dauerschwingversuche

Zur Ermittlung der Ermiidungsfestigkeit werden sowohl klassische Einstufenversuche
als auch Laststeigerungsversuche (Dengel und Harig, 1980) durchgefiihrt*. Einstufen-
versuche werden zur Ermittlung von Wohlerkurven genutzt. Bei einer konstanten Span-
nungsamplitude wird die Probe bis zum Bruch belastet (Bild 7.11 b)). Aufgrund der sehr
langen Versuchszeiten wurde eine Methode entwickelt, die die Versuchszeit verkiirzt.
Bei einem Laststeigerungsversuch wird die Spannungsamplitude kontinuierlich erhoht
(Bild 7.11 ¢)), wodurch der Bruch der Proben deutlich frither eintritt. Zur Durchfithrung
der Versuche wurde eine servo-hydraulische Priifmaschine vom Typ PC63M der Firma
Schenck mit Spannbacken der Firma Instron genutzt (Bild 7.11 a)). Sowohl bei den Ein-
stufenversuchen als auch bei den Laststeigerungsversuchen wurde ein R-Verhiltnis von
R = -1 genutzt. Die Frequenz betrug fr = 10 Hz. Die Laststeigerungsversuche wurden
mit einer anfinglichen Spannungsamplitude von oa st = 100 MPa begonnen. Die Span-
nungsamplitude wurde nach jeweils AN = 10* Zyklen um Ag,= 20 MPa erhoht.

“Die Ermiidungsversuche wurden von Kerstin Mohring, WPT der TU Dortmund, durchgefiihrt.
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Bild 7.11: a) Versuchsaufbau, b) Laststeigerungsversuch und c¢) Einstufenversuch

Im Bild 7.12 sind die Entnahmeposition und die Probenform fiir die Durchfiihrung der
Ermiidungsversuche dargestellt. Die Oberfliche der Proben wurde poliert, sodass eine
gemittelte Rautiefe von R, < 0,6 pm erreicht wurde.
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Bild 7.12  Probenentnahme und Probenform fiir die Durchfithrung von Ermiidungs-
versuchen (Maf3e in mm)
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7.2.2 Zugversuche

Die statische Festigkeit sowie die elastischen Eigenschaften flieBgepresster Bauteile
sind fiir die Leistungsfihigkeit von Bedeutung. Nach Lemaitre beeinflusst die Schédi-
gung das Elastizitdtsmodul des Werkstoffs signifikant. Die Entstehung und Vergrofie-
rung von Poren fiihrt zu einer Verringerung der effektiven Querschnittsfliche normal zu
der Belastungsrichtung, was zu einer Reduktion des Elastizitidtsmoduls fiihrt (Lemaitre
und Dufailly, 1987).

Die statische Festigkeit sowie die elastischen Eigenschaften wurden in Zugversuchen
an konventionellen Rundzugproben (DIN 50125 — B 8 x 40) ermittelt. Die Zugversuche
wurden an einer Universalpriifmaschine Zwick Roell Z250 durchgefiihrt. Die Proben
wurden im Bereich der Mittelachse der flieBgepressten Bauteile entnommen. Die Posi-
tion der Probenentnahme sowie die Geometrie sind im Bild 7.13 dargestellt. Alle Proben
wurden aus FlieBpressteilen aus dem Werkstoff 16MnCrS5 gefertigt.

Die Zugversuche wurden in Anlehnung an DIN EN ISO 6892-1 (2017) durchgefiihrt.
Die Geschwindigkeit wurde gesteuert, sodass eine konstante Dehnrate von
$ =0,0067 5! erzielt wurde. Die Dehnung wurde direkt an den Proben mittels eines
taktilen Makro-Extensometers mit einer initialen Messldnge von 40 mm gemessen.
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Bild 7.13: a) Versuchsaufbau zur Durchfithrung von Zugversuchen und b) aus dem
Schaftbereich der fliegepressten Bauteile entnommene Zugproben (DIN
50125 — B 8 x 40) (MaBe in mm)
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Das Elastizititsmodul wurde bei der Belastung mittels linearer Regression bestimmt.
Das Elastizitdtsmodul ergibt sich dabei aus der Steigung einer Trendlinie mit einem Be-
stimmtheitsmaB von R? = 0,998. Die rechte Grenze des ausgewerteten Bereichs wurde
so lange gekiirzt, bis dieses Bestimmtheitsmal} erreicht wurde. Auf diese Weise konnte
der lineare Bereich eindeutig identifiziert werden (Bild 7.14).
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Bild 7.14: Bestimmung des E-Moduls

o

Zunichst wurde die Entwicklung des Elastizitdtsmoduls des Ausgangswerkstoffs
16MnCrS5 wihrend des Zugversuchs untersucht. Dazu wurden aus dem Stangenmate-
rial Zugproben gefertigt. Die Proben wurden wahrend des Zugversuchs jeweils nach
einer Anderung der wahren Dehnung um Aey = 0,011 entlastet. In jedem Belastungs-
schritt wurde der Elastizitdtsmodul bestimmt (Bild 7.15).

700

500 A rrr

400 4
300
200 A
100 -
0

Wahre Spannung oy in MPa

0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25

Wahre Dehnung ¢y

Bild 7.15: Spannungs-Dehnungs-Verlauf beim Zugversuch mit wiederholter zwi-
schenzeitlicher Entlastung
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Fir das Ausgangsmaterial konnte so ein anfiingliches Elastizititsmodul von
E =213 GPa bestimmt werden, das wihrend des Zugversuchs stetig abnimmt. Kurz vor
dem Einschniiren bei einem Umformgrad von ¢ = 0,2 wird ein Elastizitdtsmodul von
nur noch E = 175 MPa erreicht (Bild 7.16), was einer Reduktion von 18% entspricht.
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Bild 7.16: Evolution des Elastizitditsmoduls wihrend des Zugversuchs

Im Zugversuch liegt bis zum Beginn der Einschniirung eine konstante positive Triaxia-
litdt von # = 0,33 vor. Diese positive Triaxialitdt fithrt zur Schiadigungsentwicklung (Bai
and Wierzbicki, 2008). Wiahrend des Zugversuchs kommt es allerdings auch zu einer
zunehmenden plastischen Deformation und einer Zunahme der Verfestigung. Somit be-
steht die Moglichkeit, dass die Abnahme des Elastizititsmoduls ein Resultat aus der
Schidigungsentwicklung und/oder der zunehmenden plastischen Deformation ist.

Anhand der Zugversuche kann auch tiberpriift werden, ob die Schidigung einen Einfluss
auf die Flielspannung und somit die Festigkeit der Bauteile hat. In einem ersten Schritt
wurden Zug- und Zylinderstauchversuche durchgefiihrt. Vor der Einschniirung liegt im
Zugversuch eine Triaxialitit von n = 0,33 vor. Wird im Zylinderstauchversuch das Aus-
bauchen aufgrund von Reibung an den Stirnflidchen vernachlissigt, liegt eine konstante
Triaxialitét von # = -0,33 vor. Daher ist davon auszugehen, dass im Zugversuch deutlich
mehr Schiadigung entsteht als im Zylinderstauchversuch. Bild 7.17 zeigt die aus einem
Zugversuch und aus einem Zylinderstauchversuch ermittelte FlieBkurve fiir den Werk-
stoff 16MnCrS5 bei Raumtemperatur. Es ist zu erkennen, dass die FlieBkurve, die mit
einem Zylinderstauchversuch aufgenommen wurde, oberhalb der aus einem Zugversuch
ermittelten FlieBkurve verlauft.

In der Literatur werden fiir dieses Verhalten zwei verschiedene Griinde angefiihrt. Zum
einen kann dieser Unterschied an der Schadigung im Zugversuch liegen (Behrens und
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Landgrebe, 1999). Zum anderen wird der hydrostatische Druck wihrend des Umfor-
mens als Grund fiir derartige Unterschiede angefiihrt (Spitzig et al., 1976). Die Unter-
suchungen zur Anderung der Dichte im Zug- und Zylinderstauchversuch im Abschnitt
6.3.3 zeigen, dass die Schidigungsentwicklung im Zug- und Zylinderstauchversuch un-
terschiedlich ist und im Zugversuch deutlich mehr Schiadigung auftritt.
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Bild 7.17: FlieBkurve aus Zug- und Zylinderstauchversuch

Anhand von Versuchen an flieBgepressten Bauteilen werden die Griinde fiir die Elasti-
zitdtsmodulabnahme und die Festigkeitsunterschiede genauer untersucht.

7.2.3 Kerbschlagbiegeversuch

Waihrend des Anlaufens von Wellen in Getrieben oder bei Verbindungselementen sind
auch schlagartige Belastungen von Bedeutung fiir die Leistungsfihigkeit der Bauteile.
Aus diesem Grund wird der Einfluss der Schidigung auf die Kerbschlagbiegearbeit un-
tersucht.

Es wurde bereits gezeigt, dass Imperfektionen wie zum Beispiel Sulfid-Einschliisse im
Werkstoff die Kerbschlagbiegearbeit beeinflussen. Die Kerbschlagbiegearbeit wird sig-
nifikant reduziert, wenn der Schwefelgehalt hoch ist (Biswas et al., 1992). Der Einfluss
der Schiadigung in Form von Poren auf die Kerbschlagbiegearbeit wurde bis zum jetzi-
gen Zeitpunkt nicht untersucht.

Zur Untersuchung der Kerbschlagbiegearbeit wird ein Kerbschlagbiegehammer der
Firma MFL Systeme vom Typ PSW300 genutzt (Bild 7.18).
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Startposition

Hammer

Probe

Schlag-
richtung
Widerlager

Maschinensockel

Bild 7.18: a) Kerbschlaghammer Typ PSW 300 b) Schematische Darstellung des
Kerbschlagbiegeversuchs und c) Lage der Probe

Mit dem verwendeten Kerbschlaghammer kénnen Kerbschlagbiegeversuche nach EN
10 045 durchgefiihrt werden. Die maximale Arbeit des Systems betrdagt W =300 J. Da-
bei betrigt die Auftreffgeschwindigkeit des Hammers auf die Probe 5,42 m/s. Die Pro-
ben wurden sowohl bei Raumtemperatur als auch tiefgekiihlt bei 7= - 196 °C getestet.
Die Tiefkiihlung erfolgte in fliissigem Stickstoff. Zur Durchfithrung der Versuche wur-
den genormte Proben mittels Frisen aus dem Schaft der flieBgepressten Bauteile extra-
hiert. Die Entnahmeposition sowie die Probenform sind im Bild 7.19 dargestellt.
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Bild 7.19: Probengeometrie und Entnahmeposition der Proben zur Durchfithrung der
Kerbschlagbiegeversuche (Malle in mm)
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7.3 Einfluss des Umformgrads und des Schulteroffnungswinkels

Im Folgenden wird der Einfluss des Umformgrads und des Schulterdffnungswinkels und
die damit verbundene Schidigung auf die Bauteilleistungsfahigkeit mit den im Ab-
schnitt 7.2 vorgestellten Methoden ermittelt.

7.3.1 Umformgrad

Untersuchungen zum Einfluss des Lastpfades und der damit verbundenen Schidigung
auf die Leistungsfahigkeit flieBgepresster Bauteile wurden zuerst anhand von Bauteilen
durchgefiihrt, die zwei unterschiedliche Umformgrade aufweisen. Diese Bauteile wur-
den aus dem Werkstoff 16MnCr5 gefertigt. Die FlieBkurve ist im Bild 7.8 dargestellt
und weist ab einem Umformgrad von ¢ = 0,5 keine weitere Zunahme der FlieBspannung
auf, sodass eine gleiche Verfestigung angenommen werden kann. Auch der Einfluss der
Eigenspannungen kann ausgeschlossen werden, sodass die Unterschiede in der Ermii-
dungsfestigkeit primér auf die unterschiedliche Schadigung, dargestellt im Bild 6.28,
bezogen werden konnen.

Die Ermiidungsfestigkeit wurde anhand von konventionellen Einstufenversuchen be-
stimmt und anschlieBend wurde eine Wohlerkurve erstellt. Die Versuche wurden bei
Spannungsamplituden von 380 MPa, 400 MPa, 420 MPa, 440 MPa und 460 MPa durch-
gefiihrt. Es ist ein deutlicher Unterschied in der Ermiidungsfestigkeit zu erkennen (Bild
7.20).
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Bild 7.20: Einfluss unterschiedlicher Umformgrade auf die Wohlerkurve
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Die Proben, die eine erhohte Schadigung aufweisen und aus flieBgepressten Bauteilen
mit einem Umformgrad von ¢ = 0,5 entnommen wurden, zeigen eine deutlich geringere
Bruchlastspielzahl. Die Proben aus den flieSgepressten Bauteilen mit einem Umform-
grad von ¢ = 1,0, die wenig Schidigung aufweisen, zeigen fiir die untersuchten Span-
nungsamplituden jeweils eine um den Faktor von ungefdhr 10 hohere Bruchlastspiel-
zahl.

Die im Bild 7.20 gezeigten Ergebnisse konnten mittels Laststeigerungsversuchen, die
wesentlich weniger Zeit in Anspruch nehmen, reproduziert werden (Bild 7.21). Die
schidigungsbehafteten Proben (¢ = 0,5) zeigen in den durchgefiihrten Versuchen eine
Bruchlastspielzahl von Nf=180.000 Lastwechseln. Die Proben mit deutlich geringer
Schidigung ertragen 28 % mehr Lastwechsel und versagen erst bei einer Bruchlastspiel-
zahl von Nr=230.000.
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Bild 7.21: Laststeigerungsversuche mit unterschiedlichen Umformgraden

Die weiteren Untersuchungen wurden an dem Werkstoff 16MnCrS5 durchgefiihrt, der
keine sittigende FlieBkurve zeigt. Die Flielspannung nimmt allerdings ab einem Um-
formgrad von @ = 0,5 nur noch geringfiigig zu. Trotzdem muss bei unterschiedlichen
Umformgraden mit einem geringen Einfluss der unterschiedlichen FlieBspannung neben
dem Einfluss der Schiadigung gerechnet werden.

Im Bild 7.22 ist die Bruchlastspielzahl fiir Proben aus dem Ausgangswerkstoff und fiir
Proben, die aus flieBgepressten Bauteilen mit unterschiedlichen Umformgraden gefer-
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tigt wurden, gezeigt. Im Vergleich zum Ausgangszustand weisen Proben mit viel Schi-
digung, hervorgerufen durch die kleinen Umformgrade, eine verringerte Bruchlastspiel-
zahl auf. Proben aus flieBgepressten Bauteilen mit hohem Umformgrad zeigen aufgrund
der Reduzierung der Schiadigung und der erhohten Verfestigung im Vergleich zum Aus-
gangszustand erhohte Bruchlastspielzahlen.
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Bild 7.22: Einfluss des Umformgrads auf die Bruchlastspielzahl

Das Elastizititsmodul wurde an Proben bestimmt, die aus dem Ausgangswerkstoff und
aus flieBgepressten Bauteilen mit unterschiedlichen Umformgeraden entnommen wur-
den (Bild 7.23). Es wurden auch sehr kleine Umformgrade von ¢ =0,1, ¢ =0,2 und
¢ = 0,3 genutzt, um die Ergebnisse der Proben aus den flieBgepressten Bauteilen mit
den Ergebnissen der Zugversuche (Abschnitt 7.2.2) zu vergleichen.

Grundsitzlich ist eine Abnahme des Elastizititsmoduls im Vergleich zum Ausgangs-
werkstoff zu erkennen. Bei kleinen Umformgraden, bei denen positive maximale Tri-
axialitdten zu viel Schadigung fiihren, ist die Abnahme des Elastizitédtsmoduls besonders
stark. Die grofiten Abnahmen kénnen bei Umformgraden von ¢ = 0,2 und ¢ = 0,3 beo-
bachtet werden. Bei einem Umformgrad von ¢ = 0,1 ist die Abnahme nicht ganz so
stark. Es wird vermutet, dass die sehr geringe plastische Forménderung trotz der sehr
hohen Triaxialitdt nur zu wenig Schéidigung fiihrt. Werden bei der Umformung nur ne-
gative maximale Triaxialititen erreicht, wodurch keine Zunahme der Schidigung er-
folgt, ist die Abnahme des Elastizitdtsmoduls gering.
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Ein Vergleich der Abnahme des Elastizititsmoduls beim FlieBpressen bzw. Verjiingen
mit sehr kleinen Umformgraden, mit der Elastizititsmodulabnahme im Zugversuch
(Bild 7.16), zeigt, dass eine Umformung unter dhnlichen Triaxialitdten bis zu einem
definierten Umformgrad zu vergleichbaren Elastizititsmodulen fiihrt. Im Zugversuch
wird unter einer Triaxialitdt von # = 0,33 umgeformt und bei einem Umformgrad von
@ = 0,2 ein Elastizititsmodul von E = 175 GPa erreicht. Beim FlieBpressen mit einem
Umformgrad von ¢ = 0,2 betrégt die gemittelte Triaxialitét #7mitel = 0,26 (#max = 0,4) und
fiihrt zu einem &hnlichen Elastizitditsmodul von £ = 164 GPa.
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Bild 7.23: Einfluss des Umformgrads auf das Elastizitdtsmodul

Es kann eindeutig gezeigt werden, dass der Elastizitdtsmodul aufgrund der Schiadigung
und nicht aufgrund von plastischer Formédnderung abnimmt, da hohe Umformgrade
beim FlieBpressen zu wenig Schiadigung fithren und dies nur zu einer geringe Verringe-
rung des Elastizitdtsmoduls im Vergleich zum Ausgangszustand fiihrt. Auch ist ein ein-
deutiger Zusammenhang zwischen der Triaxialitdt und dem damit verbundenen Schadi-
gungszustand und dem Elastizitdtsmodul zu erkennen.

Wie fiir die Ermtidungsfestigkeit und den Elastizitditsmodul kann auch bei Proben aus
flieBgepressten Bauteilen mit unterschiedlichen Umformgraden eine Abhéngigkeit der
Kerbschlagarbeit vom Spannungszustand wahrend der Umformung und der daraus re-
sultierenden Schadigung festgestellt werden. Im Bild 7.24 ist eine Korrelation zwischen
Triaxialitdt und Kerbschlagarbeit gegeben.
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Bild 7.24: Einfluss des Umformgrads auf die Kerbschlagarbeit

7.3.2 Schulteréffnungswinkel

Im Kapitel 6 konnte gezeigt werden, dass die Variation des Schulterdffnungswinkels bei
einem Umformgrad von ¢ = 0,5 zu deutlich unterschiedlicher Schidigung der Bauteile
fithrt. Im Abschnitt 7.1 wurde dargestellt, dass der Einfluss der Verfestigung und der
Eigenspannungen in Proben aus diesen Bauteilen vernachlissigt werden kann und somit
alle Unterschiede in den Eigenschaften auf die Schadigung zurtickgefiihrt werden kon-
nen.

Bild 7.25 zeigt die Bruchlastspielzahlen, die sich fiir Proben aus den unterschiedlich
umgeformten fliegepressten Bauteilen bei gleicher Versuchsdurchfithrung ergeben.
Zusétzlich wurden die Werte fiir die im Kapitel 4.3.2 ermittelte maximale und gemittelte
Triaxialitét dargestellt.

Es ist eine deutliche Abhingigkeit der Bruchlastspielzahl von der Schadigung, die durch
unterschiedliche Triaxialititen hervorgerufen wird, zu erkennen. Durch die erhdhte
Schadigung der flieBgepressten Teile mit Schulterdffnungswinkeln von 20 = 60° und
20 =90° im Vergleich zu flieBgepressten Teile mit einem Schulter6ffnungswinkel von
20 = 30° (siehe Abschnitt 6.5.1) kénnen deutlich geringere Bruchlastspielzahlen ermit-
telt werden. Im Vergleich zu einem Schulter6ffnungswinkel von 2a=90°
(Nr=169.000) kann fiir einen Schulter6ffnungswinkel von 2a = 30° (N = 205.000) eine
um 21 % hohere Bruchlastspielzahl gemessen werden.
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Bild 7.25: Einfluss des Schulter6ffnungswinkels auf die Bruchlastspielzahl in Last-
steigerungsversuchen

Auch bei der Untersuchung des Elastizititsmoduls kann eine deutliche Abhéngigkeit
der Schadigung vom Spannungszustand festgestellt werden (Bild 7.26).
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Bild 7.26: Einfluss des Schultersffnungswinkels auf den Elastizitdtsmodul
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Die Proben aus dem flieBgepressten Bauteil mit einem Schulterffnungswinkel von
20 =30° und der aufgrund der niedrigen Triaxialitdt geringen Schidigung zeigen den
hochsten Elastizitatsmodul. Im Vergleich zu Proben mit erhdhter Schiadigung (2o = 90°)
wird ein um 9 % erhohter Elastizitdtsmodul ermittelt.

Wie bereits fiir die Ermiidungsfestigkeit und den Elastizitdtsmodul gezeigt, ist die Kerb-
schlagarbeit auch abhingig vom Schidigungszustand der Probe. Die Proben mit wenig
Schidigung aus flieBgepressten Bauteilen mit einem Schulterdffnungswinkel von
20 = 30°, die wihrend der Umformung einer negativen Triaxialitit ausgesetzt sind, zei-
gen eine deutlich hohere Kerbschlagarbeit bei Raumtemperatur (+ 79 %) als Proben, die
schidigungsbehaftet sind (2a = 90°) (Bild 7.27).
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Bild 7.27: Kerbschlagarbeit in Abhéngigkeit des Schulteroffnungswinkels bei
T=20°C

Im Bild 7.28 sind die Bruchfldchen der Proben aus flieBgepressten Bauteilen mit unter-
schiedlichen Schulter6ffnungswinkeln dargestellt. Zwischen den einzelnen Proben kann
kein eindeutiger Unterschied festgestellt werden. Bei allen Proben kann ein Verfor-
mungsbruch festgestellt werden. Bei einer stirkeren Vergroferung ist die fiir den Ver-
formungsbruch typische Wabenstruktur zu erkennen.
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¥
—

16MnCrS5 - ¢ = 0,5 - Raumtemperatur |

Bild 7.28: Bruchflichen nach dem Kerbschlagbiegeversuch an Proben aus flieBge-
pressten Bauteilen mit unterschiedlichen Schulterdffnungswinkeln 2a
(Ubersichtsaufnahme links und Detailansicht rechts)

Bei Raumtemperatur zeigten die gepriiften Kerbschlagbiegeproben auch makroskopisch
einen Verformungsbruch (Bild 7.29). Die Proben wurden nicht in zwei Teile geteilt,
sondern nur stark verformt und durch das Widerlager gezogen.
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16MnCrS5
rg =3 mm
2a.=30°
=05

r=20°C

Bild 7.29: Verformungsbruch an einer Kerbschlagprobe bei 7= 20 °C

Bei der Priifung bei einer Temperatur von 7'=-196 °C kann auch eine eindeutige Ab-
héngigkeit der Kerbschlagarbeit von der Triaxialitdt festgestellt werden (Bild 7.30).

5 -0,8
16MnCrS5
g =3 mm
u + -0,6
2 4 9=05
N 1 =0,04
2 s |
g N mittel i _0’2 ﬁ
) %
5 2 £
z 0o ¥
>
T £ 0,2
0 L 0,4 v

2a=30° 20.=60° 2a = 90°

Schulteré6ffnungswinkel 2a

Bild 7.30: Kerbschlagarbeit in Abhéngigkeit des Schulterdffnungswinkels bei
T=-196 °C
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Bei den geringen Temperaturen werden allerdings deutlich geringere Kerbschlagarbei-
ten ermittelt. Bei Temperaturen von 7 = -196 °C tritt ein Sprodbruch auf. Es kann kaum
Verformung der Bruchflichen festgestellt werden (Bild 7.31).

16MnCrS5
rg=3 mm
2a=30°
p=05
r'=-196°C

Bild 7.31: Sprodbruch an einer Kerbschlagprobe bei 7= -196 °C

Mittels FlieBpressen ist es moglich, durch Variation des Schulteréffnungswinkels Bau-
teile mit gleicher Verfestigung, aber unterschiedlich ausgeprégter Schidigung im Be-
reich der Mittelachse herzustellen. Werden aus diesen Bauteilen Zugproben herausge-
nommen und gepriift, kann der Unterschied in der Verfestigung und auch im Eigenspan-
nungszustand vernachldssigt werden (siehe Abschnitt 7.1). Da jeweils Zugversuche
durchgefiihrt werden, ist auch der hydrostatische Druck wihrend der Festigkeitsermitt-
lung identisch.

Bild 7.32 zeigt die an durch FlieBpressen vorverfestigten Proben ermittelte Zugfestig-
keit. Es wurde die Zugfestigkeit gewdhlt, da in diesem Punkt die gréBten Unterschiede
zwischen den FlieBkurven zu erwarten wiren. Es kann allerdings keine Abhéngigkeit
der FlieBspannung bzw. der Zugfestigkeit von der maximalen Triaxialitit festgestellt
werden. Obwohl die Schidigung deutlich unterschiedlich ist (siche Abschnitt 6.5.1),
werden nahezu identische Werte der Zugfestigkeit erreicht. Die geringen Schwankun-
gen lassen auch keine Tendenz erkennen. Die grofite Abweichung vom Mittelwert aller
gemessenen Zugfestigkeiten liegt bei 1,2 %.

Es kann geschlussfolgert werden, dass die Schiadigung keinen signifikanten Einfluss auf
die FlieBspannung hat. Es ist davon auszugehen, dass die Unterschiede in den FlieBkur-
ven aus Zug- und Zylinderstauchversuchen (Bild 7.17) auf den unterschiedlichen hyd-
rostatischen Druck wéhrend der Versuchsdurchfiihrung zuriickzufiihren sind und die
Schidigung keinen signifikanten Einfluss hat.
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Bild 7.32: Einfluss des Schulter6ffnungswinkels auf die Zugfestigkeit

7.4 Einfluss der Prozessroute

Im Folgenden werden die Auswirkungen der Triaxialitdt und der dadurch unterschied-
lichen Schiadigung auf die Leistungsfihigkeit in den einzelnen Absdtzen von Wellen,
die durch eine einstufige und eine zweistufige Prozessoute gefertigt wurden, {iberpriift.
Dies erfolgt hier lediglich am Beispiel des Elastizitétsmoduls.

Zur Untersuchung des Einflusses der unterschiedlichen Triaxialitdt auf den Elastizitits-
modul, die bei der Ausformung der unterschiedlichen Absitze bei unterschiedlichen
Fertigungsrouten auftritt, werden aus den produzierten Wellen Zugproben entnommen.
Die Zugproben wurden, wie im Abschnitt 7.3 beschrieben, getestet und ausgewertet. Es
wurden jeweils vier Proben pro Absatz untersucht. Wurde der Absatz unter negativer
Triaxialitdt ausgeformt, kann ein hoher E-Modul von E = 195 GPa (#max = -1,20) bzw.
E =192 GPa (#max = -0,35) festgestellt werden. Findet die Umformung bei einer positi-
ven Triaxialitét statt, werden deutlich geringere Elastizititsmodule von E =179 GPa,
beim einstufigen FlieBpressen im Absatz mit dem geringsten Durchmesser (#max = 0,18
und #max = 0,37), und von £ = 182 GPa (#max = 0,18) beim zweistufigen FlieBpressen im
mittleren Absatz ermittelt. Somit kann beim Wechsel von einstufiger Fertigung zu zwei-
stufiger Fertigung eine Verringerung des Elastizititsmoduls um 7 % im mittleren Absatz
und eine Erhéhung des Elastizitdtsmoduls um 7 % im Absatz mit dem geringsten Durch-
messer festgestellt werden.
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Prozessroute A: Prozessroute B:

Einstufige Fertigung Zweistufige Fertigung

Mmax = -1 |20

v

]
i
i
i
i
i
1
i
i
i
E =195 GPa (z 3,1 GPa) [~ E =182 GPa (+ 4,9 GPa)
(keine Schadigungsentwicklung)

flmax = 0,18

(Schadigungsentwicklung)

fmax = 0,18 und 775, = 0,37
* AN
E =179 GPa (+ 6,8 GPa)
(viel Schadigungsentwicklung)

Mmax = '0|35

|V

E =192 GPa (+ 1,9 GPa)
(keine Schadigungsentwicklung)

Bild 7.33: Elastizititsmodul £ infolge der Herstellung doppelt abgesetzter Wellen
durch unterschiedliche Prozessrouten

7.5 Einfluss von Gegendruck

Zur Untersuchung des Einflusses des Gegendrucks auf die Leistungsfihigkeit werden
Gegendriicke in Héhe von pg = 0,35 ko und pc = 0,7kt genutzt. Anhand dieser Para-
meter wurde bereits im Abschnitt 6.5.3 gezeigt, dass mit zunehmendem Gegendruck die
Schadigungsentwicklung unterdriickt wird, da die Triaxialitit in der Umformzone deut-
lich reduziert wird.

Wird beim FlieBpressen eines Bauteils mit dem Umformgrad ¢ = 0,5 und einem Schul-
ter6ffnungswinkel von 2a = 90° ein Gegendruck von pg = 0,7kt aufgebracht, wird die
maximale Triaxialitit auf der Mittelachse auf einen Wert von #7max = -0,2 reduziert. Auf-
grund dieser negativen Triaxialitdt und der damit verbundenen geringen Schidigung
ergibt sich ein hoher Elastizitdtsmodul von ca. £ =196.000 MPa und somit eine Erho-
hung um 8 % (Bild 7.34). Durch die Anderung des Schulterdffnungswinkels von
20.=90° auf 2a = 30° konnte die Triaxialitét ebenfalls auf einen dhnlichen Wert von
Amax = -0,28 reduziert werden. Dies hatte einen Elastizitdtsmodul von £ = 198.000 MPa
und somit eine Erhohung um 9 % zur Folge (siche Abschnitt 7.3.2). Damit kann gezeigt
werden, dass lediglich der Wert der Triaxialitit und die damit verbundene Schidigung
fiir die verdnderte Leistungsfihigkeit, in diesem Fall fiir den Elastizitdtsmodul, verant-
wortlich ist.
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Elastizititsmodul E in MPa
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Bild 7.34: Einfluss des Gegendrucks p¢ auf den Elastizititsmodul £
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Triaxialitat »

Die Untersuchung der Kerbschlagarbeit an Proben aus mit Gegendruck flieBgepressten
Bauteilen bestitigen die zuvor beschriebenen Erkenntnisse (Bild 7.35).
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Bild 7.35: Einfluss des Gegendrucks auf die Kerbschlagarbeit

Triaxialitat »
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Bei einem Umformgrad von ¢ = 0,5 und einem Schulter6ffnungswinkel von 2a = 90°
fiihrt ein Gegendruck in Hohe von pg = 0,7k zu einer Erhhung der Kerbschlagarbeit
von W=581J auf W=1031J und somit um 77 % im Vergleich zu einem Bauteil, das
keinen Gegendruck erfahren hat. Eine Reduzierung des Schulteroffnungswinkels be-
wirkt eine dhnliche Verdnderung des Spannungszustandes und fiihrt so zu einer Erho-
hung der Kerbschlagarbeit in vergleichbarem Mafe von 79 %.

Die Untersuchung der Ermiidungsfestigkeit durch Laststeigerungsversuche zeigt, dass
mit erhohtem Gegendruck eine verbesserte Leistungsfihigkeit, hier in Form einer héhe-
ren Bruchlastspielzahl, erreicht werden kann (Bild 7.36). Ein Gegendruck in Hohe von
pc = 0,7k fithrt zu einer Erh6hung der Bruchlastspielzahl um lediglich 6 %. Die Re-
duzierung des Schulter6ffnungswinkels von 2a = 90° auf 2a = 30° bewirkte allerdings
trotz dhnlicher Verringerung der Triaxialitdt eine Zunahme der Bruchlastspielzahl von
21 %. Ein moglicher Grund fur diesen Unterschied kann die Herstellung der Proben in
unterschiedlichen Chargen sein. Diese fiihrt zum Beispiel zu Unterschieden in der Ober-
flichenbeschaffenheit, von denen die Ermiidungsversuche besonders beeinflusst wer-
den.

180000 0,8
16MnCrS5
=05
2a=90° r -0,6
~ 175000 4|7a =3 mm
Z 4 =0,04
< kpo=325 MPa o r 04
N 2 mittel =
& 170000 - L 02 &
..u-, x
K] 8
< - =
@ 165000 4 L=
-l L 0,2
160000 . 04 ¥
pc=0 PG = 0,35k p6=0,7key

Gegendruck pgin MPa
Bild 7.36: Einfluss des Gegendrucks auf die Ermtidungsfestigkeit

Wie fuir unterschiedliche Schulter6ffnungswinkel (Abschnitt 7.3.2) wurde auch der Ein-
fluss des Gegendrucks auf die Zugfestigkeit untersucht (Bild 7.37). Auch in diesem Fall
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kann festgestellt werden, dass unterschiedliche Schiadigung aufgrund von verschiedenen
Spannungszustinden keinen Einfluss auf die statische Festigkeit der Bauteile hat.
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Bild 7.37: Einfluss des Gegendrucks auf die Zugfestigkeit
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7.6 Fazit

Im Kapitel 6 konnte bereits eine eindeutige Abhéngigkeit der Schadigung vom Lastpfad
gezeigt werden. Durch die unterschiedliche Schidigung werden die Ermiidungsfestig-
keit, die Kerbschlagarbeit und der Elastizitdtsmodul beeinflusst. Die statische Festigkeit
bleibt unbeeinflusst.

Am Beispiel einer Schulter6ffnungswinkeldnderung von 2a = 90° auf 2a = 30° kann ge-
zeigt werden, dass sich die gemessene Porenfldche im Bereich der Mittelachse um 75 %
verringert, da die maximale Triaxialitit in der Umformzone auf der Mittelachse von
Nmax = 0,18 auf 7max = -0,28 reduziert wird. Aufgrund der verringerten Porenfliche er-
hoht sich die Lastspielzahl um 21 %, die Kerbschlagarbeit bei 7=20 °C um 79 %, die
Kerbschlagarbeit bei 7=-196 °C um 166 % und das Elastizitditsmodul um 9 % (Bild
7.38). Der Einfluss von Verfestigung und Eigenspannungen konnte ausgeschlossen wer-
den.

KenngréRe P‘-E?:;:::‘:r;e
Porenflache -75%
Lastspielzahl +21%
Elastizitatsmodul +9%
Kerb?gglfgfrbeit +79%
Max. Triaxialitat Kerlf‘::ggaaggrbeit + 166 %
Hmax = 0,18 Ny = -0,28

Bild 7.38: Erhohte Leistungsfihigkeit durch Verringerung des Schulteréffnungswin-
kels von 2a = 30° auf 2a = 90°

Es kann gezeigt werden, dass eine Korrelation zwischen der maximalen Triaxialitdt und
der Leistungsfahigkeit besteht. Ist die maximale Triaxialitdt negativ, ist die Schadigung
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gering (Kapitel 6) und die beste Leistungsfahigkeit wird erreicht. Bei positiven maxi-
malen Triaxialitdten wiahrend der Umformung wird die Leistungsféhigkeit deutlich her-
abgesetzt. Dabei ist die Art und Weise, in der die Triaxialitdt verdndert wird, nicht rele-
vant. Im Bild 7.39 ist beispielhaft fiir den Elastizitidtsmodul und die Kerbschlagarbeit
die Abhdngigkeit von der maximalen Triaxialitit dargestellt. Die Triaxialitit wurde da-
bei durch die Parameter Umformgrad, Schulter6ffnungswinkel oder Gegendruck gean-
dert. Die Darstellung veranschaulicht die Korrelation zwischen maximaler Triaxialitét
und Leistungsfihigkeit.
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Bild 7.39: Zusammenhang zwischen maximaler Triaxialitit und Kerbschlagarbeit so-
wie Elastizitédtsmodul






8 Ubertragbarkeit der Ergebnisse

Industriell eingesetzte Bauteile werden héufig in mehreren Umformstufen hergestellt.
Auch werden meist verschiedene Verfahren der Kaltmassivumformung kombiniert. Zu-
satzlich wird oftmals eine Warmebehandlung zwischen den einzelnen Stufen oder nach
dem Umformen durchgefiihrt. Im Folgenden werden daher weitere Verfahren der Kalt-
massivumformung numerisch hinsichtlich der auftretenden Lastpfade untersucht und
anschliefend auf Grundlage der erzielten Ergebnisse hinsichtlich ihrer Relevanz beziig-
lich Schéadigung bewertet. Zusitzlich werden Versuche zum Einfluss einer Wéarmebe-
handlung auf die Schidigung durchgefiihrt. AbschlieBend wird die Ubertragbarkeit der
gewonnenen Ergebnisse auf weitere Werkstoffe iiberpriift.

8.1 FlieBpressverfahren

Zu den Kernverfahren der Kaltmassivumformung z&hlt neben dem FlieBpressen auch
das Stauchen und Gleitziehen (Lange et al., 2008). Im Folgenden werden beispielhaft
die herrschenden Spannungen beim Napf-Riickwirts-FlieBpressen untersucht, das ne-
ben dem Voll-Vorwirts-FlieBpressen zu den grundlegenden FlieBpressverfahren gehort.
Auch das Stauchen und Gleitziehen wird beispielhaft betrachtet. Die numerischen Un-
tersuchungen wurden mit Simufact.Forming durchgefiihrt.

Napf-Riickwdrts-Fliefspressen

An einem Beispiel zum Napf-Riickwirts-FlieSpressen (Bild 8.1) wird anhand der Lage
der hochsten Dehnraten die Umformzone bestimmt.

Umformzone

16MnCrS5
£4=0,36

Dehnrate ¢ in 1/s Triaxialitat 5 Lode-Winkel-Parameter 8
0 1 2 -1 -05 0 05 -1 -0,5 0

Bild 8.1:  Triaxialitit und Lode-Winkel-Parameter in der Umformzone beim Napf-
Riickwirts-FlieBpressen



152 Ubertragbarkeit der Ergebnisse

Es kann gezeigt werden, dass in der Umformzone sehr geringe Triaxialitdten auftreten.
Es treten Lode-Winkel-Parameter im Bereich 0 > 8 > -1 auf. Der Spannungszustand un-
terscheidet sich daher deutlich von dem des Voll-Vorwirts-FlieBpressens. Aufgrund der
stark negativen Triaxialitdten wird auf Grundlage der in dieser Arbeit erzielten Ergeb-
nisse davon ausgegangen, dass der Prozess weniger schidigungsrelevant ist.

Abstreckgleitziehen

Nach dem Napf-Riickwirts-FlieBpressen folgt oft ein Abstreckgleitziehen, um die
Wanddicke zu verringern und die Oberflichenqualitét zu verbessern. Im Bereich der
Umformzone wird bei den ausgewihlten Prozessparametern eine positive Triaxialitit
von # = 0,13 an der Napfinnenwand beobachtet (Bild 8.2). In dem Punkt der héchsten
Triaxialitdt nimmt der Lode-Winkel-Parameter einen Wert von null an. Aufgrund der
positiven Triaxialitdt wird davon ausgegangen, dass bei diesem Verfahren Schidigung
erzeugt wird. Der Einfluss des Lode-Winkel-Parameters wurde bislang nicht untersucht.
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Bild 8.2:  Triaxialitdt und Lode-Winkel-Parameter in der Umformzone beim Ab-
streckgleitziehen

FlieBgepresste Népfe werden als Halbzeug beim Abstreckgleitziehen verwendet. Daher
ist der Napf vorverfestigt, wenn keine Warmebehandlung vor dem Abstreckgleitziehen
stattfindet. Wird eine Vorverfestigung von ¢ = 0,5 angenommen, fiihrt diese, wie beim
Voll-Vorwirts-FlieBpressen (Abschnitt 4.3.5), zu einem Anstieg der Triaxialitdt im Pro-
zess (Bild 8.3).



FlieBpressverfahren 153

a)
- @
gl QA
S
@
(=X
3
ic| Gegliht | Vorverfestigt
Umformgrad i
16MnCrS5
¢=02
2a = 20°

Bild 8.3:  Einfluss der Vorverfestigung beim Abstreckgleitziehen a) Schematische
Darstellung der FlieBkurve b) Triaxialitdt ohne Vorverfestigung c) Triaxia-
litdt mit Vorverfestigung um ¢ = 0,5

Stauchen

Wird das Kopfanstauchen betrachtet, ldsst sich feststellen, dass im Bereich der hchsten
Dehnraten eine negative Triaxialitét vorliegt (Bild 8.4).

16MnCrS5
1p=50 mm

Dehnrate ¢ in 1/s Triaxialitat # Lode-Winkel-Parameter
| EEEEERE- | | SEEEEEE- | | EESEENE-
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Bild 8.4:  Triaxialitit und Lode-Winkel-Parameter in der Umformzone beim Stau-

chen
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Im Abschnitt 6.3.3 konnte gezeigt werden, dass die Dichte bei einem Zylinderstauch-
versuch deutlich weniger abnimmt als im Zugversuch. Dies kann auf die geringe Tri-
axialitdt und somit geringe Schidigung zuriickgefiihrt werden. An der Mantelfliche
konnen allerdings positive Triaxialitidten beobachtet werden. Dies ist auch der Bereich,
bei dem ein mogliches Versagen in Form von Rissen eintritt.

8.2  Wiirmebehandlung

FlieBpressteile werden zum Beispiel zwischen zwei FlieBpressarbeitsgéingen rekristalli-
sationsgegliiht oder nach der Fertigung spannungsarmgegliiht (Lange et al., 2008). Im
Folgenden wird daher untersucht, ob diese Warmebehandlung einen Einfluss auf die
Schidigung und die resultierende Leistungsféhigkeit hat.

Der Abbau von Eigenspannungen und Kaltverfestigung wird durch Glithbehandlungen
im dhnlichen Temperaturbereich erreicht. Die Rekristallisationstemperatur hingt stark
von der Legierungszusammensetzung und dem Kaltumformgrad ab. Daher liegt die
beim Rekristallisationsglithen gewiahlte Temperatur in einem Bereich zwischen 400 °C
und 700 °C. Fiir das Spannungsarmglithen wird ein vergleichbarer Temperaturbereich
zwischen 450 °C und 650 °C angegeben (Spur und Séferle, 1984). Das Spannungsarm-
glithen findet in einen Zeitraum von 1-2 Stunden statt. Beim Rekristallisationsglithen
wird mehrere Stunden gegliiht (Lange et al., 2008). Nadolski et al. (2014) konnten zei-
gen, dass eine Glithbehandlung an Wellen aus dem Werkstoff 20MnCr5 bereits ab
500 °C fiir 5 Stunden einen deutlichen Abfall der Harte aufgrund von Rekristallisation
auftritt. Bei Temperaturen von 600 °C wird die Harte des Ausgangszustands erreicht, da
die erhohte Versetzungsdichte durch Rekristallisation abgebaut wird. Daher kann davon
ausgegangen werden, dass sowohl die Eigenspannungen abgebaut werden als auch eine
Rekristallisation eintritt.

Der Einfluss der Warmebehandlung auf die Schiadigung und die resultierenden Eigen-
schaften wird anhand eines Glithens bei 550 °C fiir 5 Stunden untersucht. Es wurden
FlieBpressteile mit zwei verschiedenen Umformgraden (p = 0,5 und ¢ = 1,0) gegliiht
und mit nicht geglithten Proben verglichen. Nach dem Glithen wurden Zugproben fiir
Ermiidungsversuche entnommen. Da die Drehoperation zur Probenherstellung Eigen-
spannungen in die Probe einbringen kann, wurde die Glithoperation vor der Probenent-
nahme durchgefiihrt, sodass eine mogliche Beeinflussung in allen Proben gleich ist. Bild
8.5 zeigt die Ergebnisse von Einstufenversuchen an spannungsarmgeglithten sowie nicht
wiarmebehandelten Proben.

Fiir beide Umformgrade fiithrt die Warmebehandlung zu einer vergleichbaren Anderung
der Bruchlastspielzahlen. Die Warmebehandlung fiihrt dabei sowohl fiir die schidi-
gungsbehafteten Proben (¢ = 0,5) als auch die weniger geschadigten Proben (p = 1,0)
zu einer Erhohung der Bruchlastspielzahl um einen Faktor von annéhernd 10. Da davon
ausgegangen wird, dass die Unterschiede in der Verfestigung und der Eigenspannung
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durch die Warmebehandlung groftenteils beseitigt werden, sind die bleibenden Unter-
schiede in der Bruchlastspielzahl zwischen den Proben mit unterschiedlichen Umform-
graden ein Indiz dafiir, dass der Einfluss der Schadigung nach der Warmebehandlung
weiterhin vorhanden bleibt. Die Anderung der Steigung der Wohlerlinie wird auf andere
mikrostrukturelle Anderungen im Werkstoff zuriickgefiihrt.
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Bild 8.5:  Einfluss des Umformgrads auf die Ermiidungsfestigkeit von spannungsarm-
geglithten und nicht warmebehandelten Proben in Einstufenversuchen

8.3  Werkstoffe

Anhand der Werkstoftfe C15 und 100Cr6 wurde tiberpriift, ob die gewonnenen Erkennt-
nisse auch fiir andere Werkstoffe gelten. Im Bild 8.6 sind die FlieBkurven der Werk-
stoffe bei Raumtemperatur im Vergleich zum Werkstoff 16MnCrSS5 dargestellt. Zusitz-
lich sind die jeweiligen n-Werte und der po-Wert angegeben.

Im Abschnitt 4.3.5 wurde der Einfluss der FlieBkurve auf die Triaxialitdt beim Voll-
Vorwirts-FlieBpressen untersucht. Es konnte festgestellt werden, dass, wenn die FlieB3-
kurve mittels der Swift-Parameter beschrieben wird, die Parameter ¢o und » den grofiten
Einfluss auf die Triaxialitdt beim FlieBpressen haben. Geringe n-Werte und hohe ¢o-
Werte fithren zu einer hohen Triaxialitit (Tabelle 4.3).
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Bild 8.6: Vergleich der FlieBkurven und Swift-Parameter fiir die Werkstoffe
16MnCrS5, C15 und 100Cr6

Bild 8.7 zeigt die Triaxialitét bei der Simulation des FlieBpressens mit den FlieBkurven
der unterschiedlichen Werkstoffe ohne Beriicksichtigung der Temperatur. Fiir den Um-
formgrad von ¢ = 0,5 und den Schulter6ffnungswinkel von 2a = 90° kann bei den ge-
nutzten Werkstoffen eine positive maximale Triaxialitdt ermittelt werden. Bei einem
Schulter6ffnungswinkel von 2a = 30° ist die maximale Triaxialitdt negativ.

Es kann festgestellt werden, dass die FlieBkurve des Werkstoffs C15 im Vergleich zu
16MnCrSS5 einen in etwa gleichen go-Wert und geringeren n-Wert aufweist, wodurch
die maximale Triaxialitit fiir beide untersuchten Schulteréffnungswinkel grofer ist. Die
FlieBkurve des Werkstoffs 100Cr6 hat einen groferen n-Wert, aber auch einen deutlich
hoheren po-Wert als die FlieBkurven der beiden anderen Werkstoffe. Die Parameter ha-
ben einen gegenldufigen Einfluss auf die Triaxialitét (sieche Abschnitt 4.3.5), sodass die
Triaxialitdt im Vergleich zum Werkstoff 16MnCrS5 héher ist und geringer als bei dem
Werkstoff C15.

Aufgrund der positiven maximalen Triaxialitdt ist beim FlieBpressen mit einem Schul-
teroffnungswinkel von 2a = 90° eine vermehrte Schidigungsentwicklung im Vergleich
zum FlieBpressen mit einem Schulteréffnungswinkel von 2a = 30° zu erwarten. Im Fol-
genden wird die erhohte Schiadigung anhand von Dichtemessungen und Messung des
Elastizitdtsmoduls nachgewiesen.
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Bild 8.7:  Triaxialitdt wihrend des FlieBpressens in Abhangigkeit des Werkstoffs und
des Schulter6ffnungswinkels

Ein Schulter6ffnungswinkel von 2¢ = 90° fithrt bei den zusitzlich untersuchten Werk-
stoffen zu geringerer Dichte und somit geringerer Schiadigung (Bild 8.8).
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Bild 8.8: Dichte in Abhingigkeit des Schulter6ffnungswinkels fiir die Werkstoffe
C15 und 100Cr6
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Die geringere Schidigung beim FlieSpressen mit einem Schulter6ffnungswinkel von
200=90° im Vergleich zum FlieBpressen mit einem Schulter6ffnungswinkel von
20 = 30° fithrt auch zu einem geringeren Elastizititsmodul (Bild 8.9). Es kann beobach-
tet werden, dass ein geringerer Dichteunterschied bei dem Werkstoff C15 auch zu einem
geringeren Elastizitdtsmodulunterschied im Vergleich zum Werkstoff 100Cr6 fiihrt.
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Bild 8.9:  Elastizitdtsmodul in Abhéngigkeit des Schulter6ffnungswinkels fiir die
Werkstoffe C15 und 100Cr6

8.4 Fazit

In industrierelevanten Fertigungsprozessen der Kaltmassivumformung werden Bauteile
durch die Kombination unterschiedlicher Prozesse in mehreren Stufen mit zwischen-
zeitlicher und/oder nachfolgender Wérmebehandlung gefertigt.

Es konnte gezeigt werden, dass neben dem Voll-Vorwirts-FlieBpressen noch weitere
Prozessvarianten schiadigungsrelevant sind, da positive Triaxialititen auftreten. Davon
betroffen sind zum Beispiel das Hohl-Vorwirts-FlieBpressen und das Abstreckgleitzie-
hen.

Durch eine Untersuchung an warmebehandelten Proben konnte im ersten Schritt gezeigt
werden, dass bei den gewihlten Parametern die Schiadigung nicht beeinflusst wird. Das
heifit, dass auch nach einer Warmebehandlung die beim FlieBpressen eingebrachte
Schadigung nicht riickgéngig gemacht wird und der negative Einfluss auf die Leistungs-
fahigkeit bestehen bleibt.

Die Ergebnisse sowie die erarbeitete Methodik zur Beschreibung und Bewertung der
Lastpfade beziiglich der erzeugten Schiadigung lassen sich auch auf andere beim Flief3-
pressen eingesetzte Werkstoffe {ibertragen.
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Der Lastpfad wihrend der Umformung kann mittels Triaxialitdt und Lode-Winkel-Pa-
rameter beschrieben werden. Der Verlauf der beim Voll-Vorwirts-FlieBpressen auftre-
tenden Lastpfade unterscheidet sich hauptsdchlich quantitativ, jedoch nur geringfiigig
qualitativ. Daher ist eine vergleichende Beschreibung des Lastpfades mit skalaren Gro-
Ben moglich. Da der Lode-Winkel-Parameter von den Prozessparametern kaum beein-
flusst wird, ist es moglich, den Lastpfad mittels der maximalen oder gemittelten Triaxia-
litdt zu beschreiben. Dies ermoglicht einen einfachen Vergleich zwischen den pro-
zessparameterabhingigen Lastpfaden.

Das Voll-Vorwirts-FlieBpressen wurde als ein ideales Verfahren zur Ermittlung von
Wirkzusammenhédngen zwischen Lastpfad, Schadigung und Leistungsfahigkeit identifi-
ziert, da entlang der Mittelachse der fliegepressten Bauteile folgende Punkte zutreffen:

o Starke Abhingigkeit des hydrostatischen Drucks in der Umformzone von den Pro-
zessparametern

e Bekannte homogene Umformgrade (Bekannte Verfestigung)

e Vernachlissigbare Eigenspannungen nach Bauteilauswurf und Probenentnahme

e Homogene Verteilung der Schidigung

e Unterschiedliche Schiadigung bei gleicher Verfestigung moglich

Der Einfluss der werkzeugseitigen Prozessparameter Umformgrad, Schulter6ffnungs-
winkel, Reibung und Werkzeugradius auf den resultierenden Lastpfad wurde numerisch
ermittelt (Tabelle 9.1). Des Weiteren wurde der Einfluss verschiedener Moglichkeiten
zur Herstellung geometrisch identischer Bauteile auf den Lastpfad analysiert. Diese
wurden durch aktive Aufbringung eines Gegendrucks sowie durch einen Vergleich un-
terschiedlicher Stadienfolgen zur Herstellung doppelt abgesetzter Wellen realisiert.

Tabelle 9.1:  Einfluss der Prozessparameter auf die Triaxialitét auf der Mittelachse

Untersuchte Maximale
Parameter 1 Grenzen Triaxialitit | Anderung der
Triaxialitiit
Umformgrad 03-1,5 l 1,2

Schulter6ffnungswinkel 30°-150° 0,6

Radien 1 mm -5 mm 0,2

Gegendruck (Aktiv) 0 — ke 1

T
!
Reibung 0,04 — 0,08 l 0,1
!
!

Gegendruck (Prozessroute) - >1
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Anhand von REM-Untersuchungen der Porenfldchen an flieBgepressten Proben konnte
gezeigt werden, dass die Neubildung von Poren bei Vorliegen einer positiven maxima-
len Triaxialitdt den dominierenden Schiadigungsmechanismus darstellt und auch zu ei-
ner Abnahme der Dichte fiihrt.

Es konnte gezeigt werden, dass die Leistungsfahigkeit im Bereich der Steifigkeit, Kerb-
schlagarbeit und Ermiidungsfestigkeit von positiven maximalen Triaxialititen in der
Umformzone und der damit verbundenen Schéadigung negativ beeinflusst werden. Da
andere Einflussfaktoren weitestgehend ausgeschlossen werden koénnen, wird die Scha-
digung als Ursache fiir diese Beobachtungen gesehen. Beispielhaft ist in Tabelle 9.2 der
Einfluss einer Variation des Schulter6ffnungswinkels bei gleichem Umformgrad auf die
Schidigung und die Leistungsfihigkeit dargestellt.

Tabelle 9.2: Einfluss einer Schulter6ffnungswinkelédnderung auf die Schadigung und
Leistungsfahigkeit - Vergleich der Methoden

Ausgangs- »=05 »=05 .
werkstoff | 2a=90° | 2a=30° Unterschied
Spannungszustand
Max. Triaxialitdt 7max - 0,18 -0,28 Anmax = 0,46
Schidigung
. . Ap =0,0032
Dichte p in g/cm? 7,827 7,8215 7,8247 (+0,04 %)
2
=2 ADp =3,48-107
- P\? - 7,90-10° 4,42:10° b
Dp —(1— ;) ’ ’ (- 44 %)
Porenflache Apgren AApgren =226
84 302 76
in um? (4 = 1,28 mm?) (-75 %)
APoren 5 -4 -5 ADA = 1:77'10-4
— —~oren -1 2,36-1 o1l
Dy 7 6,56-10 ,36:10 5,90-10 - 75 %)
Schidigung / Leistungsfihigkeit
Elastizitdtsmodul £ AE=16
o 6 211 182 198 07
E ADg =0,0763
—1- = = 1 1
Dp=1 7 0,137 0,0616 (-57%)
Leistungsfihigkeit
AN =36.000
Bruchl ielzahl N - 169. 205.
ruchlastspielza! 69.000 05.000 (+21 %)
Kérbschlagarbelt /4 i 53 104 AW =46
inJ (T=20°C) (+79 %)
Kerbschlagarbeit W L5 4 AW=25
inJ (7=-196°C) ’ (+ 166 %)
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Durch gezielte Wahl der Prozessparameter, Probenentnahme und Werkstoffauswahl
konnte der Einfluss weiterer Faktoren, wie Verfestigung und Eigenspannungen, vom
Einfluss der Schidigung auf die Leistungsfihigkeit separiert werden.

Die Ergebnisse sowie die erarbeitete Methodik wurden auch auf andere beim Fliepres-
sen eingesetzte Werkstoffe tibertragen. Durch eine Untersuchung an wiarmebehandelten
Proben konnte im ersten Schritt gezeigt werden, dass bei den gewéhlten Parametern die
Schidigung nicht beeinflusst wird. Dies bedeutet, dass auch nach einer Warmebehand-
lung die beim FlieBpressen eingebrachte Schiadigung nicht ausgeheilt wird und der ne-
gative Einfluss auf die Leistungsfahigkeit bestehen bleibt. Zusétzlich dazu wurden wei-
tere schadigungsrelevante Prozesse des KaltflieBpressens wie das Hohl-Vorwirts-Flie(3-
pressen und das Abstreckgleitzichen identifiziert.

Im Folgenden werden die wichtigsten tibertragbaren Erkenntnisse zusammengefasst:
o Schidigung ist eine Bauteileigenschaft

e Positive maximale Triaxialitét fithrt zu Porenneubildung

e Unter negativer Triaxialitdt findet eine Abnahme der Porenfliche statt

e Schadigung beeinflusst die Leistungsfahigkeit der Produkte wie die
Ermiidungsfestigkeit, Kerbschlagarbeit und Steifigkeit

e Die statische Festigkeit wird von der Schadigung nicht beeinflusst
o Der Elastizitdtsmodul ist abhéngig von der Schidigung und nicht vom Umformgrad

e Ein hoherer Umformgrad fiihrt nicht zwangslaufig zu viel Schadigung
- Der Lastpfad ist entscheidend

e Versetzungsdichte und Poren fiihren zu #hnlichen Anderungen der Dichte

Ausblick

Die gewonnenen Erkenntnisse konnen in Zukunft auf weitere Prozesse, Stadienfolgen
und auch Prozessketten {ibertragen werden (Bild 9.1), um komplexere, industrierele-
vante Bauteile schadigungsarm fertigen zu konnen. Numerisch konnte bereits gezeigt
werden, dass auch bei anderen Verfahren der Kaltmassivumformung positive Triaxiali-
titen auftreten, die mit dem bisherigen Wissen Schidigung hervorrufen. Allerdings fehlt
bisher Wissen iiber den Einfluss unterschiedlicher Dehnpfade auf die Schiadigung und
Wissen iiber den Einfluss von Dehnpfadwechseln, wie sie durch aufeinander aufbau-
ende Verfahren erzeugt werden.
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Bild 9.1:  Industrierelevante Beispiel-Prozesskette

Fiir eine Glithbehandlung (5 Stunden bei 550 °C) nach der Umformung konnte festge-
stellt werden, dass der negative Einfluss der Schadigung bestehen bleibt. Da zwischen
einzelnen Umformschritten und auch nach dem Kaltumformen oftmals eine Wéarmebe-
handlung stattfindet (Bild 9.2), muss untersucht werden, wie sich weitere Glithtempera-
turen und Haltezeiten auf die Schiadigung auswirken. Auch gilt es herauszufinden, ob
Schédigung durch ein anschlieBendes Hérten beeinflusst wird.

Vor dem FlieRpressen

Zwischen den einzelnen
Umformstufen

Nach dem
FlieRpressen

Weichglihen

+ Ca. 4 Std bei
680 - 700 °C
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ca. 850-920 °C
Luftabkiihlung

Spannungsfreiglihen
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ca. 450-650 °C

» Ofenabkihlung

Bild 9.2:

Rekristallisationsgliihen

Mehrere Stunden,
Temperatur abhéngig von
Legierung und
Umformgrad
Ofenabkihlung

Harten und Vergiten

Wirmebehandlungen beim Kaltumformen (nach Lange et al., 2008)

In der vorliegenden Arbeit konnte der Einfluss der Schiadigung auf verschiedene Mess-
grofen festgestellt werden. Allerdings fehlt bislang eine Erklarung der physikalischen
Vereinbarkeit dieser GroBen. So ist bislang nicht vollstindig geklért, wie geringe Un-

terschiede in der Porenfliche oder Dichte zu einer starken Anderung des Elastizitéitsmo-

duls fithren konnen. Ein Verstindnis dieser Zusammenhinge wird benétigt, um eine
Vorhersage der Leistungsfihigkeit mittels numerischer Simulation zu erméglichen.
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Anhang
Anhang — Kapitel 4

Neben dem FE-Programm Simufact.Forming wurde zusétzlich Abaqus/Standard ge-
nutzt. Da Abaqus/Standard nicht tiber die Moglichkeit einer automatisierten Neuvernet-
zung verfligt, wurde eine feinere Diskretisierung vorgenommen. Das Werkstiick wurde
mit achssymetrischen 4-Knoten-Elementen mit reduzierter Integration (CAX4R) mit ei-
ner mittleren Elementkantenlidnge von 0,2 mm vernetzt, sodass das Werkstiick eine Ge-
samtelementanzahl von ca. 20.000 Elementen aufweist. In den Regionen, in denen ein
Kontakt zwischen Werkzeug und Werkstiick vorliegt, wurde das Werkzeug mit Elemen-
ten mit einer durchschnittlichen Elementkantenlédnge von 1,2 mm vernetzt. Fiir das
Werkzeug wurden insgesamt ca. 3.300 Elemente genutzt. Wie bei der Simulation mit
Simufact.Forming wurde das Coulomb-Reibmodell genutzt und ein Wert von x = 0,04
festgelegt.

Zur Analyse der Lastpfade beim FlieBpressen wurden die beiden Simulationspro-
gramme Abaqus/Standard und Simufact.Forming verwendet und untersucht. Simulatio-
nen von FlieBpressprozessen mit verschiedenen Prozessparameterkombinationen aus
Umformgrad und Schulterdffnungswinkel wurden mit beiden Simulationsprogrammen
durchgefiihrt.

Als erste integrale Grée wurde die Maximalkraft wihrend der Umformung analysiert
(Bild A.1). Die Abweichungen liegen bei allen untersuchten Parameterkombinationen
in einem Bereich unter 3 %. Die groten Abweichungen zwischen den beiden Program-
men entstehen bei dem hochsten Umformgrad (¢ = 1,5) und dem hochsten Schulterdft-
nungswinkel (2a = 150°).
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Bild A.1:  Vergleich der Maximalkraft aus Abaqus und Simufact in Abhingigkeit
des Umformgrads und Schulterdffnungswinkel
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Des Weiteren wurden die maximalen Axialspannungen in der Umformzone analysiert
(Bild A.2).
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Bild A.2:  Vergleich der maximalen Axialspannung in der Umformzone aus Abaqus
und Simufact in Abhingigkeit des Umformgrads und Schulter6ffnungs-
winkel

Bei der Auswertung der maximalen und per Definition lokalen Axialspannung kdnnen
deutlich gréBere Abweichungen zwischen den beiden Simulationsprogrammen festge-
stellt werden. Die Abweichungen steigen mit zunehmendem Umformgrad und zuneh-
mendem Schulterdffnungswinkel an. Betrachtet man allerdings den gesamten Verlauf
der Axialspannung auf der Mittelachse der FlieBpressteile, kann eine sehr gute Uberein-
stimmung der numerisch ermittelten Axialspannungen festgestellt werden (Bild A.3).
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Bild A.3:  Verlauf der Axialspannung auf der Mittelachse aus Abaqus und Simufact
in Abhéngigkeit des Umformgrads bei 25 mm Stempelweg
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GroBere Abweichungen sind lediglich im Bereich der maximalen Axialspannung in der
Umformzone zu beobachten. Die vorhandenen Abweichungen kénnen sowohl auf das
Remeshing bei Simufact.Forming oder auf die starke Netzverzerrung (lokal negative
Jakobideterminante) fiir hhere Umformgrade bei Abaqus/Standard (ohne Remeshing)
zurtickgefiihrt werden. Insgesamt kann jedoch gezeigt werden, dass sowohl bei der Kraft
als auch bei den Axialspannungen eine zufriedenstellende Ubereinstimmung der Ergeb-
nisse erzielt wird. Lediglich die Spannungen bei dem Umformgrad ¢ = 1,5 zeigten eine
deutliche Abweichung. Diese kann allerdings nicht direkt einer Schwiche eines einzel-
nen Programms zugeordnet werden.
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