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Zusammenfassung

Aufgrund seiner vorteilhaften Eigenschaften wird der ebene Torsionsversuch
zunehmend zur Charakterisierung von Blechwerkstoffen eingesetzt. Dies sind der ideale
einfache Scherspannungszustand bis zum Bruch, die Materialcharakterisierung ohne
Randzonen und Kerbwirkungen, die direkte Messbarkeit von Spannungen und
Dehnungen und die daraus resultierende Bestimmung von FlielRkurven bis zu sehr hohen
Vergleichsforménderungen.

Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, die Anwendungsgrenzen des ebenen
Torsionsversuchs zu erweitern. Zu diesem Zweck werden alle am Versuch beteiligten
Komponenten und Einflusse analysiert und bewertet. Dies sind die Dehnungs-
messtechnik, die zur Messung sehr groRer Scherdehnungen verwendet werden muss, die
Form der Probe, die zusétzliche Mdglichkeiten flr die Prozessgestaltung bietet, und die
Klemmung, die insbesondere die Prozessgrenzen beeinflusst. Zusétzlich werden die
theoretischen Annahmen gepruft und die Auswertung des Versuchs kritisch analysiert.
Der materialspezifische Einfluss auf den Versuch wird ebenfalls bewertet.

Zwei neue Methoden fir die Dehnungsmessung werden vorgestellt, mit denen
FlieRkurven fir den duktilen Tiefziehstanl DCO04 mit wahren Vergleichs-
formanderungen bis zu 3,0 bestimmt werden. Dies sind eine Erweiterung der DIC und
eine neue analytische Methode zur Bestimmung von FlieRkurven aus Drehmoment und
Drehwinkel unabhangig von der Form der Probe. Zudem wird der Einfluss der
Dehnungslokalisierung in Scherversuchen auf den Messfehler bei der DIC-Messung
experimentell und erstmals auch analytisch untersucht. FlieBkurven mit den hochsten
Vergleichsforméanderungen kdnnen durch die Entwicklung von Proben mit umlaufender
Nut bestimmt werden, welche keinen stérenden Einfluss durch die innere Klemmung
haben. Die Verwendung dieser Proben flihrt jedoch zu neuen wissenschaftlichen Fragen.
In dieser Arbeit wurde ein signifikanter Einfluss der Nutfertigung auf die erreichbaren
Bruchdehnungen festgestellt. Dariiber hinaus hdngt die Homogenitat von Spannung und
Dehnung stark von der Probenform ab. Drei neue Probenformen werden vorgestellt, um
FlieBkurven ohne Lokalisierung der Dehnung zu bestimmen, die kinematische
Verfestigung bis zu sehr hohen Vordehnungen effektiv zu charakterisieren und die
Eigenschaften unter Scherbelastung in anderen Ebenen des Bleches zu bestimmen. Eine
analytische Analyse der inneren Klemmung zeigt auch, dass ringférmige Klemmungen
mit radialen Riffeln ideal geeignet sind, um hohe Drehmomente ohne Durchrutschen
der Probe zu Ubertragen. Zuletzt werden zwei neue Anwendungsbereiche beschrieben.
Dies sind die Charakterisierung sehr dinner Bleche ohne Faltenbildung mittels
mehrlagiger geklebter Probenstapel und die Charakterisierung von Rohren und
gekrimmten Bauteilen.






Abstract

Due to its advantageous properties, the in-plane torsion test is increasingly used for the
characterization of sheet metal materials. These advantages are the ideal simple shear
stress state until fracture, the material characterization without edge and notch effects,
the direct measurability of stresses and strains, and the resulting determination of flow
curves up to very high equivalent strains.

The aim of the present work is to extend the application limits of the in-plane torsion
test. For this purpose, all components and influences involved in the test and evaluation
are analyzed. These are the strain measurement technology that has to be used for the
measurement of very large shear strains, the shape of the specimen, which offers
additional opportunities for the process design, and the clamping, which in particular
influences the process limits. In addition, the theoretical assumptions are proved and the
evaluation of the experiment is critically examined. The material-specific influence on
the test is also assessed.

Two new strain measurement methods are presented, which are used to determine flow
curves for the ductile deep-drawing steel DC04 with true equivalent strains up to 3.0.
These methods are an extension of the DIC and a new analytical method to determine
flow curves from torque and angle of rotation regardless of the shape of the sample. In
addition, the influence of strain localization in shear tests on the measurement error in
the DIC measurement is investigated experimentally and for the first time also
analytically. Flow curves with the highest equivalent strains can be determined with the
development of specimens with circumferential grooves, which do not have a disturbing
influence of the internal clamping. However, the use of these specimens results in new
scientific questions. In this work, a significant influence of the groove manufacturing on
the achievable fracture strains was found. In addition, the homogeneity of stress and
strain strongly depends on the specimen shape. Three new specimen shapes are
presented to determine the flow curve without localization of the strain, to effectively
characterize the kinematic hardening up to very high pre-strains, and to determine
properties under shear load in other planes of the sheet. An analytical analysis of the
internal clamping also shows that ring-shaped clampings with radial ripples are ideally
suited to transfer high torques without slipping of the specimen. Finally, two new fields
of application are described. These are the characterization of very thin sheets without
the formation of wrinkles by means of multi-layered glued sheet stacks and the
characterization of tubes and curved components.
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Feff mm Effektiver Radius fir die Spannungsberechnung an
gekriimmten Proben
I mm Radius der inneren Klemmung
Ri mm Radius in der inneren Nut fir radial versetzte Nuten
ri mm Innerer Radius des Scherbereichs fur die Nutform aus
Kapitel 6.5
Rm MPa Zugfestigkeit
'm mm Mittlerer Radius der Scherzone im Doppelsteg-
Torsionsversuch;
Mittlerer Radius eines linearisierten Abschnitts der Radiallinie
fir die inkrementelle Auswertung;
Radius des Messtasters fiir die Nutvermessung
Fmin mm Innerer Radius fur ringférmige innere Klemmungen
Fmitte mm Mittlere radiale Position der Nut
In - Senkrechte Anisotropie
In mm Radius an der Kante der Nut
I'Nut mm Nutradius bei Rundnuten
I'Nutbahn mm Nutbahnradius bei Rundnuten
Rpo.2 MPa 0,2%-Dehngrenze
Rs mm Radius an der Scherzone in Scherversuchen
Iz, max mm Radius maximaler Scherspannung im ebenen Torsionsversuch
S - Standardabweichung
Sr mm Breite des Scherbereichs fiir die Nutform aus Kapitel 6.5
T - Spannungstriaxialitét
t mm Blechdicke
t* mm Durch eine quadratische Funktion approximierte Blechdicke
in der Nut
to mm Anféangliche Blechdicke



vii

Zeichen Einheit Beschreibung

ta mm Blechdicke am Grund der duReren Nut fiir radial versetzte
Nuten

ti mm Blechdicke am Grund der inneren Nut fur radial versetzte
Nuten

tmitte mm Blechdicke an der mittleren radialen Position der Nut

tNut mm Blechdicke am Nutboden bei Rundnuten

ts mm Gesamt-Stapelhdhe fur mehrlagige Torsionsproben

u - Starrkdrperverschiebungstensor

- Rechter Verzerrungstensor

Vv - Querkontraktionszahl

Ve m/min  Schnittgeschwindigkeit beim Drehen und Frasen

X mm Verschiebung im kartesischen Koordinatensystem

Y MPa Parameter des Yoshida-Uemori-Modells

a - Parameter des Gerlach-Kessler-Modells;

a rad Drehwinkel;
Neigungswinkel der Flanken von radialen Riffeln

715} - Krimmungsverhaltnis zwischen Klemmung und Rohr

B rad Neigungswinkel einer schrdg auslaufenden Nutkante;

Zustellungswinkel des Fréaswerkzeugs bei der Riffelfertigung;
Neigungswinkel einer kegelférmigen Probe

y - Scherdehnung

Vdis - Diskrete Scherdehnung

Pvor - Scherdehnung vor Lastumkehr

Ar - Ebene Anisotropie

ATkonst mm Radialer Bereich der Nut mit konstanter Spannung
Aa rad Winkel zwischen zwei radialen Riffeln

& - Technische Dehnrate

£ - Tensor der technischen Dehnung

G - Technische GleichmaRdehnung

¢ - Diskretisierungsfehler
n rad Winkelénderung bei der Scherung / Scherwinkel
0 rad Lode-Winkel



viii Formelzeichen und Abkiirzungen

Zeichen Einheit Beschreibung

9 rad Winkelausschnitt eines Steges im Doppelsteg-
Torsionsversuch

A - Linearer Parameter der FlieRregel

U - Reibungskoeffizient

& - Abweichung zwischen minimaler und maximaler plastischer
Vergleichsdehnung

ém - Fehler durch die Drehmomentmessung

& - Fehler durch die Messung der Scherdehnung

& - Fehler durch die Messung des Scherwinkels

¢ - Fehler durch die Messung der Scherspannung

p mm?*  Kriimmung am Pol im hydraulischen Tiefungsversuch

o MPa Spannung

o MPa Spannungstensor

c’ MPa Deviatorischer Spannungstensor

01, 02, 03 MPa Hauptspannungen

Oh MPa Hydrostatische Spannung

Or, 06, 07 MPa Normalkomponenten des Spannungstensors in
Zylinderkoordinaten

ot MPa Technische Spannung

oxx, Oy, 0z MPa Normalkomponenten des Spannungstensors in kartesischen
Koordinaten

T MPa Scherspannung

70 MPa SchubflieBgrenze

Tr0, oz, Tzr  MPa Schubspannungskomponenten des Spannungstensors in
Zylinderkoordinaten

Txy, Tyz, Tix. . MPa Schubspannungskomponenten des Spannungstensors in
kartesischen Koordinaten

) - Wahre Dehnrate / Formanderungsgeschwindigkeit

® - Wahre Dehnung

0 - Formanderungstensor

01, 02,03 - Hauptformanderungen

@b - Forménderung in Breitenrichtung

¢B - Bruchdehnung

Qel

Elastische Formanderung



Zeichen
Pk

®pl

Pt

Ov

PvM.

Oxxs Pyy, Pz

Indizes

Index

1-seitig
2-seitig

el

max

min

neu
Nut
pl
Riffel

Einheit Beschreibung

Diskrete Dehnung

Plastische Forménderung

Forménderung in Dickenrichtung
Vergleichsforménderung
Vergleichsforménderung nach von Mises

Normalkomponenten des Forménderungstensors mit
kartesischen Koordinaten

Beschreibung

Initialwert

Wert der ersten Stufe; Endwert
Fur eine einseitige Nut

Fur eine beidseitige Nut
AuRen

Elastisch

Nummer des Inkrementes fur die inkrementelle Auswertung
Innen

Maximal

Minimal

Nummer des linearisierten Abschnitts fur die inkrementelle
Auswertung

Neuer Punkt fur die inkrementelle Auswertung
Im Bereich der Nut

Plastisch

Fur den Riffel

In axiale Richtung flr Zylinderkoordinaten

In tangentiale Richtung flr Zylinderkoordinaten



Formelzeichen und Abkiirzungen

Abklrzungen

AHSS
CNC

CP

D

DC

DIC
DIN

DP

DS
EDM
E-Modul
EN

ETV
FEM
FFL

FIB
FLC

HS

ISO

L
M-a-Kurve
PECM
PLC

Q
RMSE
SFFL
WR

VAY)
7-ypi-Kurve

Advanced High Strength Steel (Weiterentwickelter hochfester Stahl)
Computerized Numerical Control

Komplexphasenstahl

Diagonal zur Walzrichtung

Weicher kaltgewalzter Stahl

Digital Image Correlation (Optische Dehnungsmessung)
Deutsches Institut fir Normung e.V.

Dualphasenstahl

Doppelsteg-Torsionsversuch

Electrical Discharge Machining (Senkerodieren)
Elastizitatsmodul

Européische Norm

Ebener Torsionsversuch

Finite-Elemente-Methode

Fracture Forming Limit Line

Focused lon Beam

Forming Limit Curve (Grenzformanderungskurve)
Hockett-Sherby

International Organization for Standardization

L&ngs zur Walzrichtung

Drehmoment-Drehwinkelkurve

Pulsed Electrochemical Machining (Elektrochemisches Abtragen)
Portevin-Le-Chatelier-Effekt (Dynamische Reckalterung)

Quer zur Walzrichtung

Root Mean Square Error (Wurzel der mittleren Fehlerquadratsumme)
Shear Fracture Forming Limit Line

Walzrichtung

Zugversuch

Plastische Scherspannungs-Scherdehnungskurve



1 Einleitung

Die effiziente Ausnutzung werkstoffspezifischer Grenzen steht im Zentrum von
Forschung und Entwicklung, um den Leichtbaugedanken voranzutreiben und
Fertigungskosten durch zusétzliche Prozessschritte zu reduzieren. Das Ziel ist die
bedarfsgerechte Einstellung von lokalen Werkstoffeigenschaften und Werkstoff-
mengen, ohne dass das Bauteil wahrend der Fertigung versagt.

Die digitale Produkt- und Prozessentwicklung dient dazu als Werkzeug und umfasst
unter anderem die Simulation des Umformprozesses. Numerische Methoden werden
genutzt, um Umformprozesse und die Bauteileigenschaften bis zum lokalen Werkstoff-
versagen vorherzusagen. Um Unsicherheiten bei der Prozessfuhrung aufgrund von
Unschéarfe der Produktauslegung entgegenzuwirken, werden klassisch grolie
Sicherheitszuschldge zu den Bauteilvolumen hinzugefugt oder Warmebehandlungs-
vorgange erganzt. Je besser die numerische Vorhersage, desto geringer konnen
Sicherheitsbereiche in Bezug auf die notwendige Blechdicke oder die Komplexitat von
umformtechnisch herstellbaren geometrischen Features definiert werden. Die
Warmebehandlung kénnte entfallen.

Die Ermittlung akkurater Werkstoffkennwerte fiir unterschiedliche Spannungszusténde
und Werkstofforientierungen, auch bei hohen Formanderungen bis zum Werkstoff-
versagen, ist daftr unerl&sslich. Die vollumféngliche Charakterisierung ist aber nicht
nur zeitaufwendig, sondern aufgrund der Vielzahl unterschiedlicher Probenformen und
dafir notwendiger Versuchsanlagen auch kostenintensiv. Eine Auswahl geeigneter
Versuche resultiert daher oft auch aus der Flexibilitdt des Versuchsaufbaus, der
Erreichbarkeit hoher Dehnungen und der Effizienz der Versuchsdurchfiihrung.

Der ebene Torsionsversuch etabliert sich immer mehr in Wissenschaft und Industrie als
Verfahren zur Charakterisierung von FlieBkurven mit hohen Forméanderungen, zur
effizienten Charakterisierung der kinematischen Verfestigung und des Werkstoff-
versagens unter idealer ebener Scherung. Mit dieser Arbeit soll der ebene
Torsionsversuch analysiert werden, um Fehlerquellen zu identifizieren, offene Fragen,
wie den Einfluss der Klemmung auf die Prozessgrenzen zu erforschen und seine
Anwendungsgrenzen zu erweitern, um damit die Flexibilitat des Versuchs zu steigern.






2 Stand der Technik

2.1 Werkstoffverhalten und Grundbegriffe der Plastomechanik

2.1.1 Dehnungen

Wahrend der Umformung metallischer Werkstoffe erfahrt der Werkstoff drei-

dimensionale Formanderungen, die durch unterschiedliche Dehnungsmalie beschrieben

werden konnen. Fir eine einachsige Langendnderung wird die Rate der technischen

Dehnung & durch das Verhéltnis einer Langenénderung dl zur Ausgangslénge lo

definiert. Fir einen linearen Belastungspfad zwischen der Anfangsléange lo und der

Endlange I1 resultiert die technische Dehnung ¢ zu:
d Chdl -y

E=— = &g=|—
l, lo lo ly

(2.1)

Ein in der Umformtechnik haufiger verwendetes Dehnungsmal ist die logarithmische
bzw. wahre Dehnung ¢. Die Langenénderung wird dort auf die aktuelle L&nge bezogen.
Durch Integration des zeitlichen Inkrementes der wahren Dehnung ¢, welches auch als
Dehnrate oder Forménderungsgeschwindigkeit bezeichnet wird, folgt fur einen linearen
Dehnpfad:

. dl “dl ,
gﬂ:l— j— Q= I—: n(—j (22)

Eine Umrechnung zwischen technischer und wahrer Dehnung kann durch
p=In(l+¢) (2.3)

erfolgen. Ein wesentlicher Vorteil der wahren Dehnung ist, dass sie kumulativ ist und
somit nach aufeinanderfolgenden Prozessstufen addiert werden kann. Fir drei-
dimensionale Forméanderungszustande wird der Formanderungstensor ¢ bzw. der
Tensor der technischen Dehnungen & definiert:

Py (ny Dy, Ex gxy Ex
o=\, ¢, ¢,|bw.e=leg, &, &,]| (2.4)
¢XZ ¢yz ¢ZZ 8XZ gyZ 8ZZ

Die diagonalen Eintrdge sind Dehnungen in Richtung der Koordinatenachsen und die
anderen Anteile sind Dehnungen durch Scherung des Werkstoffs in der jeweiligen



4 Stand der Technik

Scherebene. Jeder Dehnungszustand kann in ein Hauptforménderungssystem
transformiert werden, in dem alle Scherungs-Komponenten null sind:

o 0 0
=0 ¢, 0] (2.5)
0 0 o

Durch Definition einer Vergleichsforménderungsrate ¢y, z. B. nach von Mises (1913),
kann der mehrdimensionale Dehnungszustand in einen vergleichbaren skalaren Wert
uberfiihrt werden und durch Integration tber die Zeit die Vergleichsforménderung ¢y
definiert werden:

: 2
&, = \/5[(¢i v b+l )+2(0h + b+ %) | und g, = \/g(wf +0;+¢5). (26)
Die Formanderung ¢ metallischer Werkstoffe setzt sich aus einem reversiblen Anteil,
der elastischen Formanderung ge;, und einem irreversiblen Anteil, der plastischen
Forménderung ¢pi, zZusammen:

¢ = (Del + (Dpl ' (27)

Die GroRe des elastischen Anteils ist in vielen Féllen vernachldssigbar gering im
Vergleich zur GréRe der plastischen Formanderung. Die wahre plastische Dehnung wird
auch als Umformgrad bezeichnet. Wahrend die elastische Forménderung aufgrund
reversibler Verzerrungen des Kristallgitters kompressibel ist, ist die plastische
Forménderung inkompressibel. Das Volumen des Werkstoffs andert sich wahrend des
Umformprozesses nicht. Fir wahre Dehnungen gilt die formale Beschreibung der
Volumenkonstanz:

SpUr (@) =@ + @, + @, =P+ @, + 9, =0. (2.8)

2.1.2 Spannungen

Spannungen beschreiben die auf einen Querschnitt bezogenen Kréfte F, wobei auch hier
zwischen technischen Spannungen o, die den anfanglichen Querschnitt Ao
beriicksichtigen, und wahren Spannungen o, die den aktuellen Querschnitt A
beriicksichtigen, unterschieden wird:

F F
U:X bzw. o, =—. (2.9)

Neben den Spannungen orthogonal zur Wirkflache o beinhaltet der vollstandige
symmetrische Spannungstensor
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XX Xy Xz
oc=|17, O, T, (2.10)
t, 7, O

Schubspannungskomponenten z. Jeder Spannungstensor lasst sich in ein Hauptsystem
mit den Hauptspannungen o1 bis o3 transformieren, fir das alle Schubspannungs-
komponenten null sind.

Hydrostatische und deviatorische Spannungen

Die auf einen Korper wirkenden Spannungen setzen sich aus dem hydrostatischen
Anteil

o, = : (2.11)

welcher der gemittelten Hauptspannung entspricht und wie ein allseitiger Druck zu
verstehen ist, und dem deviatorischen Anteil ¢’ zusammen:

oc=0 +0o,l. (2.12)

Wahrend die hydrostatische Spannung lediglich Einfluss auf das Forménderungs-
vermogen nimmt, bewirken deviatorische Spannungen plastische Forméanderungen im
Werkstoff. H&aufig wird angenommen, dass die hydrostatische Spannung keinen
Einfluss auf die FlieBspannung von Werkstoffen hat. Bridgman (1945) zeigt allerdings
einen Einfluss des hydrostatischen Druckes auf die Flieispannung im Werkstoff.

Invarianten

Sowohl der Gesamt-Spannungstensor als auch der deviatorische Spannungstensor
besitzt Invarianten. Fir den deviatorischen Spannungstensor sind dies zum Beispiel
J, =spur(c’),
J, =%o"o", (2.13)
J, =det(o").

Diese sind unabhéngig von den Koordinatenachsen und werden haufig fir die
Berechnung von Spannungszustdnden und die Definition von Werkstoffmodellen
verwendet.

2.1.3 Spannungs-Dehnungskurven und FlieBkurven

Spannungen im Werkstoff erzeugen zundchst elastische und nach Erreichen einer
FlieBgrenze auch plastische Forménderungen. Fir die Beschreibung des Zusammen-
hangs von Spannung und Dehnung werden unterschiedliche GesetzmaRigkeiten genutzt,
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von denen die umformtechnisch relevanten nachfolgend dargestellt werden.

Elastizitat

Eine vereinfachte, aber in vielen Féllen ausreichende Annahme der elastischen
Forménderung ist die lineare Elastizitat nach dem verallgemeinerten hookeschen Gesetz

o=Ce. (2.14)

C ist eine symmetrische 6 x 6-Matrix mit 21 elastischen Konstanten. Fur die haufig
getroffene Annahme isotroper Elastizitat folgt fir die Dehnung in Abhangigkeit der
Spannung

e=L"c (2.15)
mit
1 —v —v 0 0 0 ]
. 1 —v 0 0 0
1 _l ® ® 1 O O 0
== . . - 21+v) O 0 (2.16)
. . . . 2(1+v) 0
i . N . . . 2(1+ 1/)_

Fur isotrope Elastizitdt verbleiben somit nur noch zwei unabhédngige elastische
Konstanten, der Elastizititsmodul E und die Querkontraktionszahl v. Fir den
einachsigen Belastungsfall folgt

1
g==0. 2.17
E° 217)

Fur die Beschreibung der Elastizitat unter reiner Scherung wird haufig zusatzlich der
Schubmodul

E
©= 2(1+v) (2.18)

definiert, welcher aber flr Isotropie von E-Modul und Querkontraktionszahl abhéangt.
Sumikawa et al. (2017) zeigen, dass der makroskopische E-Modul eines Werkstoffs
nicht konstant ist, sondern mit der plastischen Dehnung reduziert wird. Ein Modell zur
Berucksichtigung der Reduktion des E-Moduls in numerischen Simulationen stellen
Yoshida et al. (2002) vor.

FlieRkurven

Zur Beschreibung der elasto-plastischen Formanderungen bei wirkender Last werden
Spannungs-Dehnungskurven, wie im Bild 2.1a gezeigt, verwendet. Aus den technischen
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Spannungs-Dehnungskurven bei einachsigem Zug resultieren darlber hinaus unter-
schiedliche technologische Kennwerte. Die Dehngrenze ko ist die Spannung, bei der
ein Werkstoff beginnt, sich plastisch umzuformen (FlieRen). Ist kein klarer Ubergang
zwischen elastischem und plastischem Werkstoffverhalten erkennbar, so wird die Ryo,2-
Dehngrenze eingesetzt, bei der nach der Entlastung 0,2% plastische Dehnung gemessen
wird. Die Zugfestigkeit Rm beschreibt den Punkt maximaler Spannung. Ab diesem Punkt
beginnt eine plastische Instabilitat im Prufbereich und der Werkstoff beginnt lokal
einzuschniren. Der Spannungs- und Dehnungszustand ist nicht langer homogen. Die
GleichmaRdehnung &g ist die plastische Dehnung bei Erreichen der Zugfestigkeit.

FlieBkurven sind Spannungs-Dehnungskurven, die den Beginn der plastischen
Umformung (FlieRen) in Abhéangigkeit der wahren plastischen Formanderung
(Umformgrad) ¢ abbilden. Die Flie3spannung ks beschreibt dabei die zum plastischen
FlieRen notwendige Spannung.

a) Flielkurve b) Nach Lastumkehr
O'IAAkf \— O-A \\ /"
R_-t |
h /l/ /
/i . Permanente
i ! Stagnation \ Reduzierung
/ E i AN (0>
i1~ Elastische P | Friher
i| Gerade P | FlieRbeginn
— =
&g | !J\ . ]
| 0,2% (0; - IR =~ Ubergangsbereich

>

&

Bild 2.1: a) Prinzip der uniaxialen Spannungs-Dehnungs-Kurve und Fliel3kurve und
b) Werkstoffeigenschaften nach Umkehr der Belastungsrichtung

Lastumkehr — der Bauschinger-Effekt

Wird ein Werkstoff nach vorhergehender plastischer Umformung in der entgegen-
gesetzten Richtung belastet, so ist die FlieBspannung in der umgekehrten Lastrichtung
geringer als die FlieBspannung vor der Lastumkehr. Bauschinger (1886) entdeckte
dieses Verhalten, das nach ihm als ,,Bauschinger-Effekt” benannt wurde. Bild 2.1b zeigt
die typische Spannungs-Dehnungskurven mit und ohne Lastumkehr. Bargel und
Schulze (2012) fiihren die Reduzierung der FlieBspannung nach Lastumkehr auf im
Werkstoff verbleibende Eigenspannungen zuriick. Versetzungsbewegungen werden
dadurch friher aktiviert. Viele Werkstoffe zeigen neben dem friihen Flie3beginn auch
weitere charakteristische Eigenheiten nach Umkehr der Belastung. Von Yoshida und
Uemori (2002) wird neben dem frithen FlieBbeginn ein Ubergangsbereich mit groRer
Verfestigungsrate und anschlieBender dauerhafter Erniedrigung der FlieRspannung



8 Stand der Technik

beschrieben. Zudem kann nach dem Ubergangsbereich zu Beginn der Lastumkehr eine
Stagnation der Flie3spannung auftreten.

2.1.4 Anisotropie

Die Herstellung von Blechen durch Kaltwalzprozesse flihrt zu einer gerichteten
Orientierung der Korner im Werkstoff, die zu richtungsabhéngigen Werkstoff-
eigenschaften fihren. Fir die Beschreibung der richtungsabhdngigen Eigenschaften
wird der Anisotropie-Parameter (Lankford-Koeffizient)

?,
P,

r= (2.19)
verwendet, der fiir den uniaxialen Zug das Verhéltnis der Dehnung in Breitenrichtung
@b zur Dehnung in Dickenrichtung ¢: beschreibt. Aus den r-Werten in drei Werkstoff-
orientierungen zur Walzrichtung resultieren die normale bzw. senkrechte Anisotropie
', welche einer gemittelten Anisotropie entspricht, und die ebene Anisotropie Ar,
welche die mittlere Abweichung des r-Wertes fir unterschiedliche Material-
orientierungen ist:

- lh+2-I+ 1y

n

=21+

und Ar = (2.20)

Fur isotrope Werkstoffe fliel3t der Werkstoff gleichméfig aus Dicke und Breite (r, = 1).
H&ufig weicht die normale Anisotropie aber werkstoffspezifisch ab. Fur viele Prozesse
ist ein moglichst grofer r,-Wert wiinschenswert, da diese Werkstoffe eine geringere
Ausdiinnung des Bleches aufweisen. Je ausgepragter die ebene Anisotropie Ar eines
Werkstoffs ist, desto groRBer sind die Unterschiede der Eigenschaften in unter-
schiedlichen Materialorientierungen. Ein moglichst geringer Ar-Wert ist daher
wiinschenswert.

2.2 Stoffgesetze der Plastizitatsrechnung

2.2.1 Fliel3bedingung

Die FlieRbedingung definiert, unter welchem Spannungszustand der Werkstoff plastisch
fliel3t. Im einfachsten Fall werden isotrope quadratische Fliebedingungen F der Form

F(oy.k )=0 (2.21)

in Abhangigkeit der Spannungskomponenten ojj und der Flie3spannung ks angewendet.
Dies sind z. B. die isotropen FlieBbedingungen nach Tresca (1864) oder nach von Mises
(1913). Die Spannungszustdnde im Spannungsraum, die den Beginn des plastischen
FlieRens kennzeichnen, werden als Flieort bezeichnet und fur den ebenen
Spannungszustand in Form einer FlieRortkurve dargestellt. Befindet sich ein
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Spannungszustand innerhalb des FlieRortes, so findet nur elastische Forméanderung statt.
Erfillt der Spannungszustand die Fliebedingung und liegt damit auf der FlieBortkurve,
tritt plastische Formanderung ein. Anhand der eingesetzten Fliebedingung kann zudem
eine Vergleichsspannung oy ermittelt werden. Nach von Mises (1913) ist dies

Oym = \/%[(O‘fx — ajy )2 + (ajy —GZZZ)Z +(0'z2z ~o?, )2 + 6(TX2y + r; + rzzx)} . (2.22)
Anisotrope FlieBbedingungen berlicksichtigen auch Werkstofforientierungen und einen
asymmetrischen Einfluss des Spannungszustands auf das plastische Fliel3en. Zu diesem
Zweck wurde eine Vielzahl an Modellen unterschiedlicher Komplexitat entwickelt.
Beispiele sind die quadratischen Fliebedingungen von von Mises (1928) oder Hill
(1948), welches als eines der ersten Modelle auch die Anisotropie-Parameter in 0° und
90° zur Walzrichtung bertcksichtigt. Weiterentwickelte nicht quadratische FlieR-
bedingungen sind beispielsweise das Modell von Hill (1990), welches bereits sechs
Parameter aus dem uniaxialen Zugversuch und dem &quibiaxialen Zug benétigt, oder
die Modelle der Barlat-Familie, von denen hadufig die Barlat 2000-Fliel3bedingung
(Barlat et al., 2003) verwendet wird, welche bereits acht Parameter bendtigt, um den
ebenen Spannungszustand abzubilden. Die Flexibilitdt und die Komplexitat neuer
Modelle steigt kontinuierlich.

2.2.2 Fliel3regel

Die Richtung und GroRke der plastischen Formanderung wird durch die Fliel3regel
beschrieben. Ihre allgemeine Formulierung lautet:
oF

D =A—.

?y oo, (2.23)
Anhand der Flieregel lassen sich Betrag und Richtung der Forménderungs-
geschwindigkeit ermitteln. 4 ist eine skalare Grof3e, die als Proportionalitatsfaktor oder
plastischer Multiplikator bezeichnet wird und eine richtungsunabhéngige
Proportionalitdat des Spannungs-Dehnungs-Zusammenhangs beschreibt. Folgt die
Richtung des FlieRens aus der Funktion F, handelt es sich um eine assoziierte Fliel3regel.

2.2.3 Verfestigungsgesetz

Das Verfestigungsgesetz beschreibt die Verédnderung der Flielspannung wahrend der
plastischen Umformung. Bild 2.2 zeigt schematisch die Aufweitung und Verschiebung
der FlieRortkurve fur unterschiedliche Modellansatze der Verfestigung.

Isotrope Verfestigung

Fur isotrope Verfestigung weitet sich der FlieBort gleichmaRig auf, sodass der
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FlieBbeginn unabhéngig vom Spannungszustand zunimmt. Fir die analytische
Beschreibung der isotropen Verfestigung wurden unterschiedliche Approximations-
modelle entwickelt, mit denen experimentelle Flielkurven mathematisch approximiert
und fur hohe Dehnungen extrapoliert werden kdnnen.

a) b) Einfache c) Isotrop-kinematische
Isotrope isotrop-kinematische Verfestigung nach
Verfestigung Verfestigung Yoshida und Uemori (2002)

oA Initiale FlieRflache 1
7
%

iz 5 \
4 FlieRflache f 7
S X )Y /

FlieRflache \\/ / N\ y:

nach Verfestigung Grenzflache F > ~ — _ — <

Bild 2.2: Entwicklung der FlieRortkurve fir a)isotrope Verfestigung, b) einfache
isotrop-kinematische Verfestigung und c) isotrop-kinematische Verfestigung
nach Yoshida und Uemori (2002)

Tabelle 2.1 gibt einen Uberblick tiber haufig verwendete Modelle. Problematisch ist die
Extrapolation von FlieBkurven Uber die experimentellen Daten hinaus, da hier alle
Modelle einen unterschiedlichen Verlauf haben. Wéhrend einige Modelle eine stetig
steigende Flielspannung abbilden (z. B. Ludwik oder Swift), konvergieren andere
gegen einen Séattigungswert k. (z. B. Voce oder Hockett-Sherby). Das Gerlach-
Kessler-Modell kombiniert unterschiedliche Approximationsmodelle mit einem
Gewichtungsfaktor o. Eine Gewahr auf Richtigkeit gibt keines der Modelle, solange
keine experimentellen Daten vorliegen.

Tabelle 2.1: Ubersicht unterschiedlicher Modelle zur Approximation von FlieRkurven

Modell Formulierung Gl.
Ludwik (1909) ki =Ko +C -0 (2.24)
Ludwik-Hollomon (Hollomon, 1945) ki=C-¢] (2.25)
Swift (1952) k. =C-(¢, +9,)" (2.26)
Voce (1948) ke =K., = (K. — Ko )-€™ (2.27)
Hockett und Sherby (1975) ke =K., —(kfm - kfvo)-e‘m“’c (2.28)
Gerlach und Kessler (2006) ke = & - Keswire + (1= ) Ky s (2.29)
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Kinematische Verfestigung

Bei der kinematischen Verfestigung (z. B. fir den Bauschinger-Effekt) wird die
FlieRortkurve ohne Veranderung der GroRe in Richtung der plastischen Formanderung
verschoben. Bei der nachfolgenden Belastung unter verdndertem Spannungszustand
gibt es dadurch einen friheren FlieRbeginn. Neben diesen idealisierten Verfestigungs-
modellen werden fiir die Modellierung realer Werkstoffe Kombinationen zwischen
isotroper und kinematischer Verfestigung, sowie allgemeine Weiterentwicklungen der
Modellansatze bendtigt. Ein einfacher Ansatz ist die Simulation unter Anwendung des
Bauschinger-Koeffizienten, der das Verhéltnis der FlieBspannung vor und nach der
Lastumkehr beschreibt, aber nur die permanente Entfestigung abbildet. Dies entspricht
dem Modell der einfachen isotrop-kinematischen Verfestigung aus Bild 2.2b. Weitere
Modelle wurden entwickelt, um auch die im Bild 2.1b dargestellten Effekte beschreiben
zu konnen. Yoshida et al. (2002) entwickelten ein physikalisch basiertes Modell, mit
dem durch zusatzliche Werkstoffparameter neben dem Ubergangsbereich und dem
Bauschinger-Effekt auch die Stagnation der FlieRspannung abgebildet werden kann.
Dazu werden zusatzliche duflere FlielRflachen, die sogenannten Grenzflachen,
eingefihrt, deren Verhalten durch die zusatzlichen Parameter gesteuert wird (Bild 2.2c).
Chaboche und Rousselier (1983) entwickelten ein phdnomenologisches Modell von
Frederick und Armstrong (2007) weiter. Die kinematische Verfestigung wird durch eine
Uberlagerung von Exponentialfunktionen, welche von der isotropen Verfestigung
abgezogen wird, beschrieben.

2.2.4 Schadigung und Versagen

Blechwerkstoffe versagen bei Erreichen einer kritischen Dehnung. Die kritische
Dehnung ist abhdngig vom wirkenden Spannungszustand, sodass dieses bei der
Charakterisierung und Modellierung beriicksichtigt werden muss. Typischerweise
werden zwei Kennwerte verwendet, mit denen der dreidimensionale Spannungszustand
vereinfacht und exakt beschrieben werden kann: Die Spannungstriaxialitat T

Oq

T-_% (2.30)

GV.M.

setzt die hydrostatische Spannung on mit der Vergleichsspannung nach von Mises av.m.
ins Verhaltnis. In Kombination mit dem Lode-Winkelparameter

Lzl—%zi—z-arccos( 27 J J (2.31)

T 2 2-00,,

kann der aktuelle Spannungszustand eindeutig beschrieben werden (Bai und Wierzbicki,
2008). @ ist der Lode-Winkel, der mit der dritten Invariante J: des deviatorischen
Spannungstensors zusammenhéngt (Lode, 1926). Der Bereich des Lode-Winkels ist
0<6<n/3, sodass der Lode-Winkelparameter Werte von -1<L<1 annimmt.
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Tabelle 2.2 zeigt Beispiele fir Spannungstriaxialitdit und Lode-Winkelparameter
unterschiedlicher Spannungszustdnde und Versuche. Fir ideale ebene Scherung sind
sowohl die Spannungstriaxialitat als auch der Lode-Winkelparameter null.

Tabelle 2.2: Beispiele fir Spannungstriaxialitit und Lode-Winkelparameter
unterschiedlicher Spannungszustande und Versuche (Bai und Wierzbicki,

2008)
Spannungszustand L :
oder Versuch Spannungstriaxialitat T Lode-Winkelparameter L

Uniaxialer Zug % 1

0 2
Equibiaxialer Zug 3 -1
Zugversuch mit ebener \/§ 0
Formanderung 3
Scherung 0 0

. 1
Schichtstauchversuch 3 -1

Modellierung von Einschniirung, Schadigung und Versagen

Der Einsatz von Grenzformanderungskurven (engl. Forming Limit Curves oder FLC)
wird hdufig flr die Beschreibung des Beginns der Einschniirung von Blechwerkstoffen
verwendet (Keeler, 1968, Goodwin, 1968). Dazu werden Versuche mit
unterschiedlichen Forménderungspfaden bis zum Beginn der lokalen Einschnirung
durchgefihrt und ausgewertet. Fir die Auswertung dieser Versuche bis zum Bruch
werden zudem Bruchkurven (engl. Fracture Forming Limit oder FFL) ermittelt, welche
den anschlieBenden Bruchbeginn des Bleches beschreiben (Atkins, 1996). Isik et al.
(2014) erweiterten die Methode um die Bruchkurve bei Scherung (SFFL). Die zuvor
genannten Methoden sind so lange gltig, wie ein linearer Belastungspfad angenommen
werden kann. Umformprozesse zeigen hdufig nicht lineare Belastungen, durch welche
das Formanderungsvermdgen und der Beginn des Versagens beeinflusst wird.

Erweiterte Bruchkriterien, wie zum Beispiel das Xue-Wierzbicki-Modell (Wierzbicki et
al., 2005), das modifizierte Mohr-Coulomb-Modell (Bai und Wierzbicki, 2010), Lou-
Huh Modell (Lou et al., 2012) oder das Hosford-Coulomb-Modell (Roth und Mohr,
2016), sowie phdnomenologische Schadigungsmodelle, wie zum Beispiel das erweiterte
Lemaitre-Modell (Isik et al., 2015) wurden entwickelt, um die Einschrankungen der
Grenzformanderungskurve zu (dberwinden. Diese Modelle berlcksichtigen die
Entwicklung der duktilen Schadigung in Abh&ngigkeit des Spannungszustands durch
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Formulierungen, die die Bruchdehnung in Abhé&ngigkeit der Spannungstriaxialitat T und
des Lode-Winkelparameters L beschreiben. Sie sind in der Lage, eine Bruchflache mit
einer monoton abnehmenden Abhéngigkeit der Bruchdehnung von der Spannungs-
triaxialitit T und einer konvexen Beziehung zwischen Bruchdehnung und Lode-
Winkelparameter darzustellen. Die Lastpfadabhangigkeit wird durch die inkrementelle
Akkumulation einer Schadigungsvariablen bertcksichtigt.

2.3 Verfahren zur Charakterisierung von Blechwerkstoffen

Die Ermittlung der mechanischen Eigenschaften von Blechwerkstoffen ist die
Grundlage jeder akkuraten numerischen Prozessanalyse. Prufversuche fur die
Charakterisierung missen zum einen die direkte Ermittlung der Spannungs-
Dehnungskurve aus gemessenen Werten wie der Kraft oder der Verschiebung
ermoglichen und zum anderen die Ermittlung bis zu sehr hohen wahren
Forménderungen gestatten. Fir die numerische Simulation umformtechnischer Prozesse
sind insbesondere die nachfolgenden Eigenschaften zu bestimmen:

1. Der FlieBbeginn fur unterschiedliche Spannungszustande und Werkstoff-
orientierungen

2. Die isotrope Verfestigung fir hohe wahre Forménderungen

3. Die kinematische Verfestigung

4. Die Schadigung und das Versagen fir unterschiedliche Spannungszusténde

Je nach Prozess und der Komplexitat des eingesetzten Werkstoffmodells sind die
genannten Eigenschaften in Abhangigkeit der Temperatur, der Dehnrate oder flr
unterschiedliche nicht lineare Belastungspfade zu charakterisieren. Die zuletzt
genannten Einflusse werden in dieser Arbeit nicht betrachtet.

2.3.1 Uniaxiale Zugversuche

Der uniaxiale Zugversuch ist bereits seit Gber 200 Jahren ein Standardverfahren zur
Ermittlung der Festigkeit von Blechwerkstoffen (z. B. Rennie, 1818 oder Fairbairn,
1850). Bild 2.3 zeigt das Prinzip des uniaxialen Zugversuchs, das seitdem nahezu
unverandert ist. Eine Zugprobe mit einem definierten parallelen Prifbereich wird durch
eine axiale Zugkraft belastet und daraus resultierend homogen im Priifbereich gedehnt.
Die Langenanderung des Prifbereichs und die Zugkraft werden gemessen und daraus
Spannung und Dehnung berechnet. Der Prifablauf zur Ermittlung mechanischer
Kennwerte ist vollstdndig genormt und beispielsweise durch die Norm (DIN EN 1SO
6892-1, 2017) definiert. Die Ermittlung von FlieBkurven fur numerische Simulationen
beschreiben beispielsweise die Prifvorschrift SEP 1240 fiir Stahlwerkstoffe und die
VDA 239-300 fiir Aluminiumwerkstoffe. Ublicherweise werden uniaxiale Zugversuche
zur Ermittlung der FlieBkurve durchgeftihrt. Die erreichbare Vergleichsformanderung
ist durch die Einschnirung der Probe begrenzt. Einschniirung ist eine Uber die
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Probenlange inhomogene Quer- und Dickendehnung. Sie tritt auf, sobald die
Querschnittsreduktion der Zugprobe nicht langer durch die Verfestigung des Werkstoffs
kompensiert wird und macht sich durch einen Abfall der Kraft in der technischen
Spannungs-Dehnungskurve (vgl. Bild 2.1a) bemerkbar.

0,

F T/ Probenkd&pfe zur
Klemmung

Paralleler
<1 Prifbereich

o

Bild 2.3: Prinzip und Spannungszustéande des uniaxialen Zugversuchs

Das Kriterium nach Considere (1885) definiert den Beginn der plastischen
Einschniirung durch:

Iy . (2.32)
do
Unter Annahme der Verfestigung nach Ludwik-Hollomon (GI. (2.25)) folgt aus dem
Consideére-Kriterium, dass die wahre GleichmalRdehnung ¢c bei Beginn der
Einschniirung mit dem Verfestigungsexponenten n abgeschétzt werden kann:

@s =N bzw. g, =e" 1. (2.33)

Somit erreicht der Zugversuch bis zur Einschnirung je nach Verfestigung des
Werkstoffs Vergleichsformanderungen zwischen 0,05 und 0,4. Mit Beginn der
Einschniirung ist der Spannungszustand nicht l&nger einachsig und die makroskopische
Dehnungsmessung im parallelen Prufbereich durch Auftreten lokalisierter Form-
anderungen ungultig. Durch die Priifung von Proben langs (L bzw. 0°), diagonal (D bzw.
45°) und quer (Q bzw. 90°) zur Walzrichtung (WR) konnen die Flielspannung ks und
die Anisotropie-Parameter r zur Kalibrierung einer Vielzahl von Werkstoffmodellen
ermittelt werden.

Steht nicht ausreichend Werkstoff zur Verfligung oder miissen Zugproben aus Bauteilen
mit limitierten Platzverhéltnissen entnommen werden, so werden Mikro-Zugversuche
durchgefiihrt (Sato et al., 1998). Die Versuchsdurchfiilhrung an Proben mit einem
Querschnitt kleiner als 1 mm? fiihrt allerdings zu Skaleneffekten, welche berlicksichtigt
werden mussen (Simons et al., 2006).
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Durch unterschiedliche Ansédtze wird der Zugversuch genutzt, um auch FlieBkurven
nach dem Beginn der Einschnilrung zu ermitteln. Hoffmann und Vogl (2003) nutzen die
digitale Bildkorrelation (engl. Digital Image Correlation — DIC), um die lokale Dehnung
im Zugversuch nach Beginn der Einschniirung zu messen. Die Spannung wird unter
Berucksichtigung des lokalen Querschnitts und des mehrachsigen Spannungszustandes
berechnet. Die Berechnung basiert auf einem analytischen Ansatz, den Siebel und
Schwaigerer (1948) fur den Zugversuch an runden Proben beschrieben. Eine
vergleichbare Methode wurde auch von Marth et al. (2016) genutzt, um den Zugversuch
nach Beginn der Einschnirung mittels DIC auszuwerten. In einer schrittweisen
Auswertung wird das Kréftegleichgewicht entlang des Pfades maximaler von Mises-
Dehnung (ber die Breite des eingeschniirten Bereichs geldst und so iterativ eine
schrittweise lineare FlieRkurve ermittelt.

Zug-Druck-Versuche

Zur Ermittlung der kinematischen Verfestigung konnen Zug-Druck-Versuche
durchgefiihrt werden. Dazu werden Proben abwechselnd gestreckt und gestaucht. Durch
die einfache Kinematik und den definierten homogenen Spannungs- und Dehnungs-
zustand konnen die zyklischen FlieRkurven einfach analytisch bestimmt werden. Fir die
Prufung dunner Bleche sind diese Verfahren aufgrund der Knickgefahr beim Stauchen
der dunnen Proben problematisch (Boger et al., 2005), wodurch die erreichbare
Dehnung vergleichsweise gering ist. Um die erzielbare Dehnung zu verbessern und die
Gefahr des Knickens der Probe zu verringern, wurden verschiedene Stiitzstrategien
entwickelt. Yoshida und Uemori (2002) fihrten Zug-Druck-Versuche mit mehreren
gestapelten Blechproben gleichzeitig durch (Bild 2.4a). Diese wurden durch seitliche
Halteplatten und geschmierte Folien zusatzlich am Knicken gehindert.

) Traverse 4 - b) Probe

Mit Vaseline
beschichtete
Teflonplatten

Spannvorrichtung

Prifbereich

Bild 2.4: a) Prinzip des Zug-Druck-Versuchs nach Yoshida und Uemori (2002) und
b) Zug-Druck-Versuch nach Staud et al. (2009)

Boger et al. (2005) entwarfen einen Zug-Druck-Versuchsstand fr Blechproben, bei
dem die Probe durch eine kraftregulierte Stutzvorrichtung gehalten wird, um Knicken
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unter Druck zu verhindern. Dadurch entstehende Reibkréfte werden anschlielend
anhand der definierten Andrickkraft analytisch ermittelt und fur die Berechnung der
Spannung berticksichtigt. Alle vorgestellten stiitzenden Versuche nutzen zusétzliche
Vorrichtungen, die die auftretende Kraft und dadurch den Spannungszustand, wenn
auch nur gering, beeinflussen. Eine Mdoglichkeit, Zug-Druck-Versuche ohne Stiitzung
der Probe durchzufuhren, besteht in der Miniaturisierung der Probe und der
Versuchsanlage (Bild 2.4b). Staud et al. (2009) verkleinerten dazu den Deformations-
bereich. Anhand der Spannung und der optisch aufgenommenen Dehnung wird die
FlieRkurve ermittelt. Durch die geringe GrolRe der Umformzone wird aber gleichzeitig
der Einfluss durch Randeinflusse erhoht, wodurch die Homogenitat beeintréchtigt
werden konnte. Ein Vorteil dieser Versuche ist die klar definierte Werkstoff-
orientierung, sodass auch der Einfluss der ebenen Anisotropie geprift werden kann
(Tekkaya et al., 2019).

2.3.2 Stauchversuche fir Bleche

Unterschiedliche Arten von Stauchversuchen werden eingesetzt, um FlieBkurven bei
hoherer Dehnung zu ermitteln. Wahrend die zuvor beschriebenen Zug-Druck-Versuche
unter Druck Instabilitat zeigen, gibt es zwei weitere Varianten, die auch fur die Prifung
hoherer Formanderungen geeignet sind.

Pawelski (1967) stellte als Erster einen Stauchversuch mit geschichteten Blechproben
vor. Er nutzte die Form eines Hohlzylinders mit einem Stift im Zentrum. Bild 2.5a zeigt
das Prinzip von Schichtstauchversuchen in seiner heutigen Form (Kanetake et al., 1981).
Stapel aus kleinen runden oder quadratischen Blechplatten werden wie im
Stauchversuch fur Werkstoffe der Massivumformung (z. B. nach DIN 50106, 2016)
zwischen zwei Stauchbahnen gestaucht. Teflon-Folien werden verwendet, um die
Reibung zwischen Werkzeugen und Blechoberflachen zu verringern. Merklein und
Kuppert (2009) untersuchen mit zwei DIC-Systemen die Richtungsabhangigkeit der
Werkstoffeigenschaften. FlieRkurven kénnen so in Abhangigkeit der Walzrichtung
bestimmt werden. Alves et al. (2011) zeigen zuletzt eine detaillierte Analyse der
Anwendung des Schichtstauchversuchs fur die Ermittlung von FlielRkurven.

Flachstauchversuche, wie im Bild 2.5b dargestellt, ermdglichen die Prufung von
Blechen unter einem ebenen Formanderungszustand (Nadai, 1937). Ein schmales
Stauchwerkzeug driickt dabei auf einen Blechstreifen und staucht es im Prifbereich. Die
Breite des Bleches verhindert eine Dehnung in Breitenrichtung, wodurch der ebene
Formanderungszustand entsteht. Unterschiedliche Weiterentwicklungen wurden
umgesetzt. Becker et al. (1989) zeigten, dass der Einsatz von Radien an der
Kontaktflaiche des Stauchwerkzeugs Vorteile gegenlber flachen Stempeln hat.
Chermette et al. (2020) analysierten unterschiedliche Radien und stellten daraufhin ein
erweitertes analytisches Modell zur Auswertung des Flachstauchversuchs auf. Sie
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stellten zudem fest, dass groRere Radien am Werkzeug einen positiven Einfluss auf die
Prufergebnisse haben.

— [ &

Probenstapel

h,
— Blech
g Stauchbahnen /\

Fl Jd 3
g
——

Bild 2.5: a) Prinzip des Schichtstauchversuchs und b) Prinzip des Flachstauchversuchs

2.3.3 Biaxiale Zugversuche

Beim biaxialen Zugversuch wird ein kreuzférmiges Blech in zwei Achsen belastet, um
damit einen mehrachsigen Spannungszustand im Priifbereich hervorzurufen. Das
Prinzip sowie die erreichbaren Spannungszustande sind im Bild 2.6 dargestellt. Durch
Variation des Verhaltnisses der Priifkréfte in beiden Belastungsrichtungen kann der
Fliebeginn im gesamten ersten Quadranten der FlieRortkurve ermittelt werden. Die
Durchfuhrung von Kreuzzugversuchen wird durch die 1SO 16842 (2014) Norm

beschrieben.
?

0,

Prifbereich

F<€— —»F,
/.
Arme zur Einleitung /’¢
der Prufkraft
F,

Bild 2.6: Prinzip und erreichbare Spannungszustande des biaxialen Zugversuchs

Eine Ubersicht unterschiedlicher Probenformen und Priifsysteme fiir den biaxialen
Zugversuch geben Hannon und Tiernan (2008). Ohne zuséatzliche Modifikation der
Probe fuhrt bereits geringe plastische Umformung zu einem Versagen der Probe in den
Armen. Um die Homogenitat des Spannungs- und Dehnungszustands im zentralen
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Prufbereich zu erh6hen und einen Probenbruch in den Armen zu unterbinden, wurden
unterschiedliche Probentypen entwickelt (Bild 2.7).

a) b) c) d

~—

Radien [I”ll[]“ Schlitze

_______ o M -

A B
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Reduzierung der
Blechdicke

| 7 \\ Vi ————d | A'A‘
N
== A Additive Verstarkung

Bild 2.7: Anpassungen biaxialer Zugversuche mit a) Variation der Radien (Shiratori
und Ikegami, 1967), b) Reduzierung der Blechdicke (Wilson und White,
1971), c) Schlitzen in den Armen (Monch und Galster, 1963) und
d) Additiver Verstarkung der Arme (Hou et al., 2021)

Shiratori und Ikegami (1967) variieren dazu die Kontur der Probe um den zentralen
Prufbereich herum. Durch den Einsatz von Schlitzen in den Armen (Mdnch und Galster,
1963) kann die Einleitung der Prifkraft zudem gleichmé&Riger erfolgen und die
Homogenitat im Prifbereich wird verbessert. McClaren und Best (1964) fertigten
Vertiefungen in dem Prifbereich, um den Werkstoff lokal zu schwéchen und damit die
Rissinitiierung in dem gewtinschten Priifbereich herbeizufiihren. Die mechanische
Bearbeitung der Probe zur Reduzierung der Blechdicke stellt dabei eine
Herausforderung dar. Wilson und White (1971) fertigten die Vertiefungen durch Drehen
und anschlielendes Polieren, um eine maoglichst glatte Oberfldche zu erzeugen. Liu et
al. (1979) und Tasan et al. (2008) nutzen das Senkerodieren (EDM). Letztere
analysierten den Einfluss der Fertigung und konnten eine Sum dicke Einflussschicht
(,,.white layer®) auf der Probenoberflache feststellen. Eine weitere Herausforderung bei
reduzierter Blechdicke ist die Ermittlung der Spannung aus der Prifkraft, woflr hdufig
die numerische Analyse genutzt werden muss (Makinde et al., 1992). Die
unterschiedlichen Probentypen wurden in vielen weiteren Ver6ffentlichungen
modifiziert, miteinander verknipft und fir spezielle Werkstoffe optimiert (z. B. von
Welsh und Adams (2002) fur karbonfaserverstarkten Kunststoff), um die Homogenitat
im Prifbereich zu erh6hen. Hou et al. (2021) nutzen zuletzt die additive Fertigung, um
die Arme des Kreuzzugversuchs zu verstarken und auf diese Weise friihen Probenbruch
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in den Armen zu unterbinden. Eine mechanische Reduzierung der Blechdicke im
Prufbereich durch spanende Prozesse wird dadurch vermieden.

2.3.4 Der hydraulische Tiefungsversuch

Der hydraulische Tiefungsversuch (engl. Bulge Test) wurde von Hill (1950) vorgestellt
und wird h&ufig fur die Ermittlung von FlielRkurven bis zu Vergleichsformanderungen
von ca. 0,7 verwendet. Bild 2.8 zeigt das Prozessprinzip, bei dem ein Medium unter
Druck einseitig auf eine starr geklemmte runde Ronde gepresst wird. Durch den
Mediendruck wird die Probe getieft und bricht schliel3lich bei Versuchsende am Pol der
Probe. Als Medium konnen Fliissigkeiten (haufig Ol oder wasserbasierte Medien), Gase
und auch viskoplastische Medien (Gutscher et al., 2004) verwendet werden. Der
Mediendruck wird mittels eines Drucksensors und der Radius sowie die Blechdicke am
Pol der Probe wird optisch mittels DIC oder taktil gemessen. Die Versuchsdurchfiihrung
und -auswertung sind in der DIN EN 1SO 16808 genormt. Die Gultigkeit des Versuchs
endet mit dem Beginn der Einschniirung. Mit dem hydraulischen Tiefungsversuch
konnen Ublicherweise FlieBkurven mit Formanderungen bis ca. 0,7 sowie das biaxiale
Dehnungsverhaltnis ermittelt werden. Die Ermittlung des FlieRbeginns ist aufgrund
einer Instabilitat zu Prozessbeginn nicht méglich. Min et al. (2017) stellen eine Methode
vor, mit der auch elliptische Formanderungen und elastische Kontraktion im
hydraulischen Tiefungsversuch beriicksichtigt werden kénnen. Dazu messen sie das
gesamte Verschiebungsfeld auf der Probe mittels DIC und werten es analytisch aus.
Lenzen und Merklein (2018) nutzen ovale Matrizen, um den Bulge-Versuch fur die
Charakterisierung zusétzlicher Spannungszustdnde, wie z. B. den Punkt der ebenen
Dehnung, zu charakterisieren.

Fir ovale Matrizen
(Lenschen und Merklein, 2018) -4

Matrize

Ringzacke 1, Ebene Blechronde

Bild 2.8: Prinzip und erreichbare Spannungszustdnde des hydraulischen Tiefungs-
versuchs

2.3.5 Scherversuche

Scherversuche werden verwendet, um Blechwerkstoffe unter einfacher idealer Scherung
(,,simple shear*) zu charakterisieren. Bild 2.9 zeigt das Prinzip der einfachen Scherung.
Im Spannungstensor ¢ bleibt nur eine Schubspannungskomponente z. Es resultiert ein
ebener Formanderungszustand mit ¢1 = - p2 ohne Reduzierung der Blechdicke:
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0 O p 0 0
c=|7 0 O|und ¢p=|0 —¢p 0. (2.34)
0 00 0 0 O

Im Gegensatz zur reinen Scherung (,,pure shear) resultiert eine Rotation der Dehnungs-
Hauptachse.
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Bild 2.9: Prinzip und erreichbare Spannungszustande der einfachen Scherung

Scherversuche eignen sich aufgrund des gréReren hydrostatischen Drucks und des
ebenen Dehnungszustands ohne Verringerung der Blechdicke gut zur Bestimmung von
FlieRBkurven mit hohen Dehnungen.

Tabelle 2.3 gibt einen Uberblick uber unterschiedliche Versuchsvarianten und
Probentypen zur Charakterisierung von Blechen unter Scherung und deren
charakteristische Eigenschaften. Fur die Charakterisierung von Blechen unter einfacher
Scherung wurde eine Vielzahl von Versuchen und Proben entwickelt, die sich aber in
die in Tabelle 2.3 dargestellten Typen klassifizieren lassen. In friilhen Scherversuchen,
wie beispielsweise von Coker und Pearson (1912), wurden einfache quadratische Bleche
symmetrisch innen und aulRen geklemmt und der Werkstoff zwischen den Klemmungen
unter Scherung belastet. Fir die Fixierung wurden Locher in das Blech gebohrt und das
Blech mit Klemmvorrichtungen mittels Schrauben fixiert. Die Klemmung findet immer
direkt an den zwei Scherzonen statt. Miyauchi (1984) nutzte das gleiche Klemmkonzept,
modifizierte aber die Proben, indem er den Scherbereich durch Schlitze verkirzte. Der
Prufbereich besitzt dadurch an der Ober- und Unterseite einen Radius und ist kiirzer als
die Klemmungen. Whitney et al. (1971) nutzen einen einseitigen Scherversuch, der aber
zur Verkippung der Proben fiihrt. Zur Aufnahme resultierender Querkréafte und
Drehmomente wird daher eine gefiihrte Klemmvorrichtung bendtigt (G'Sell et al.,
1983). Scherzugversuche, beispielsweise nach der Norm ASTM B 831 (2005),
ermoglichen es, Scherproben direkt ohne Notwendigkeit einer speziellen
Klemmvorrichtung in Universalprifmaschinen zu prufen. Die Klemmung gleicht dem
Zugversuch. Durch Schlitze im Blech wird eine kleine Scherzone koaxial zur Zug-
Achse erzeugt.
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Tabelle 2.3: Zusammenfassung unterschiedlicher Scherversuchsproben

Typ

Prinzip

Charakteristische Eigenschaften

Miyauchi

TUU
YN

Symmetrische Probe mit zwei
parallelen Scherzonen

Ohne und mit Reduktion der
Blechdicke

Translatorische Belastung

Einseitige
Scherversuche

—

Symmetrische Probe mit einer
Scherzone

Spezielle Klemmung notwendig
Ohne und mit Reduktion der
Blechdicke

Translatorische Belastung

ASTM-
Scherzugproben

Asymmetrische Probe mit Proben-
kopfen fur Zugprifmaschinen
Keine Reduktion der Blechdicke
Translatorische Belastung

“Smiley”-Proben

>« S 7

<

Symmetrische Proben mit zwei
parallelen Scherzonen

Keine Reduktion der Blechdicke
Translatorische Belastung

Doppelsteg-
Torsionsversuch

Symmetrische Probe mit zwei
parallelen Scherzonen

Keine Reduktion der Blechdicke
Rotatorische Belastung

“Schmetterlings”-
Proben

I

<>

Fur Bruchcharakterisierung
Maximale Dehnung im
Probenzentrum

Komplexe Reduktion der Blechdicke
Translatorische Belastung

Durch die asymmetrische Probenform und die groRe freie Probenlédnge kann es zu einem
Verkippen der Probe kommen (Miyauchi, 1984). Aus diesem Grund nutzen viele
Forscher (z. B. Shouler und Allwood, 2010) eine symmetrische Modifikation des
Scherzugversuchs, welche aufgrund der Schlitze, die wie ein lachendes Gesicht wirken,
h&ufig auch als ,,Smiley-Probe* bezeichnet wird. Die symmetrische Probenform fuhrt
zu einer besseren Stabilitat gegen Torsion und Knicken trotz der langen freien Probe.
Zur Prifung Kleinerer Prifbereiche charakterisieren Gorji und Mohr (2017) das
Bruchverhalten mit Mikro-Smiley-Proben. Mittels eines optischen Extensometers
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wurde die Kraft-Verschiebungs-Kurve gemessen und das Werkstoffmodell durch
inverse Parameteridentifikation ermittelt. Brosius et al. (2011) stellen einen Doppelsteg-
Torsionsversuch vor, der die Kinematik des ebenen Torsionsversuchs nutzt, um Proben
mit symmetrisch angeordneten Scherstegen durch Torsion zu scheren (Bild 2.10). Im
Gegensatz zu Scherversuchen mit translatorischer Belastung erreichen sie damit eine
weitaus grofiere Stabilitat gegen Instabilitat und seitliches Wegknicken der Proben.

Blechronde

Scherstege/

Bild 2.10: Doppelsteg-Torsionsprobe nach Yin et al. (2012)

Randeinfllsse, wie sie auch bei anderen Scherversuchen auftreten, wirken sich auch auf
diese Probenform aus. Die Scherspannung wird direkt aus dem Drehmoment und der
initialen Probengeometrie berechnet:

M M
T= = .
2.t-9-17 2-t-L-r

(2.35)

Eine Gegentiberstellung unterschiedlicher Scherversuche wurde von Yin et al. (2014)
zusammengetragen. Es wird gezeigt, dass die Ergebnisse unterschiedlicher Scherzug-
versuche und des Doppelsteg-Torsionsversuchs miteinander vergleichbar sind. Durch
die flexible Anordnung der Scherstege in unterschiedlichen Werkstofforientierungen
konnen alle Probenvarianten auch fur die Charakterisierung der Anisotropie unter
Scherung genutzt werden. Abedini et al. (2017) untersuchten die Anisotropie unter
Scherung fur eine Magnesiumlegierung mit starker Anisotropie. Sie stellten fest, dass
nicht nur eine Zug-Druck-Asymmetrie im Werkstoff vorherrschen kann, sondern auch
eine starke Asymmetrie fur Scherung in unterschiedlicher Belastungsrichtung. Tekkaya
et al. (2019) untersuchten die Anisotropie unterschiedlicher Stahl- und Aluminium-
werkstoffe im Doppelsteg-Torsionsversuch. Fur die untersuchten Werkstoffe wurde nur
geringe ebene Anisotropie unter Scherung festgestellt.

Ermittlung der Bruchdehnung unter Scherung

Durch die wachsende Inhomogenitét des Spannungszustands kénnen viele der zuvor
genannten konventionellen Scherzugversuche nicht bis zum Bruch der Probe
ausgewertet werden. Der einfache Scherzustand am Rand des Scherbereichs wird
aufgrund der endlichen Scherlange gestért (Bouvier et al., 2006a). Eine
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Charakterisierung der Bruchdehnung unter idealer ebener Scherung ist gar unméglich.
Aus diesem Grund wurden unterschiedliche Prifmethoden und Proben zur
Verbesserung des Spannungszustands bis zum Bruch entwickelt. Rauch (2008) schaffte
es mit einem einfachen einseitigen Scherversuch ohne Schlitze im Blech, die FlieBkurve
bis zum Bruch aufzunehmen. Dazu unterbricht er den Versuch mehrfach und schneidet
die inhomogen deformierten Enden der Probe ab. AnschlieRend fiihrt er die Priifung fort
und kumuliert die einzelnen Prifergebnisse. Ein zweiter Ansatz besteht darin, die
Kerben, die den Scherbereich beschreiben, zu modifizieren. Peirs et al. (2012) und Roth
und Mohr (2018) untersuchten den Spannungszustand fur verschiedene Kerben und
definierten anhand der Ergebnisse eine neue Probe. Rahmaan et al. (2017) haben die
Probe von Peirs et al. (2012) herunterskaliert und verwenden Mini- und Mikro-
Scherproben aus ebenen Blechen, um Scherversuche bei Dehnraten zwischen 0,01 s
und 600 s durchzufiihren. Ein dritter Ansatz ist die Modifikation der lokalen Dicke im
Scherbereich durch oberflachlichen Abtrag von Werkstoff (z. B. G'Sell et al., 1983 oder
Bao und Wierzbicki, 2004). Eine weiterentwickelte Probenform mit reduzierter
Blechdicke ist die sogenannte ,,.Schmetterlings“-Probe, bei der eine komplexe
dreidimensionale Kontur in dem Prifbereich gefertigt wird (Mohr und Henn, 2007). Die
Fertigung solcher Proben ist entsprechend aufwendig. Lian et al. (2012) kombinierten
schlieBlich den Probenkorper der ASTM-Proben mit dem Priufbereich einer
Schmetterlings-Probe. In beinahe jeder zuvor genannten Veroffentlichung uber
Scherversuche mit reduzierter Blechdicke wurden die Proben durch Frasen hergestellt.
Die Qualitat der Probenoberflaiche héangt dabei mit der Frésstrategie und
Werkzeugauswahl zusammen und beeinflusst die Ergebnisse der Charakterisierung
(Dunand und Mohr, 2011). Kleine Riefen kénnen demnach zu einer friihen Initiierung
des Bruchbeginns fiihren. Uber die Proben zur Priifung ebener Scherung hinaus gibt es
eine Vielzahl modifizierter Proben, mit denen die Bruchdehnung fur unterschiedliche
Spannungszustande zwischen uniaxialem Zug und ebener Scherung charakterisiert wird
(z. B. Tekkaya et al., 1982a oder Dunand und Mohr, 2011).

Der ebene Torsionsversuch spielt eine besondere Rolle in der Charakterisierung von
FlieBkurven unter idealer ebener Scherung bis zum Bruch der Probe. Dieser wird in
Kapitel 2.4 separat beschrieben.

Zyklische Charakterisierung

Scherversuche sind aufgrund ihres definierten Spannungs- und Dehnungszustandes eine
gute Alternative zum Zug-Druckversuch. Scherversuche, die nahe der Scherzone starr
gefihrt sind, wie z.B. der Scherversuch nach Miyauchi (1984), der einseitige
Scherversuch (Hu et al., 1992 oder Bouvier et al.,, 2006b) oder der Doppelsteg-
Torsionsversuch (Tekkaya et al., 2019) lassen eine einfache Umkehr der Belastung ohne
weitere Modifikation der Proben oder Klemmung zu. Merklein und Biasutti (2011)
nutzen den ASTM-Scherversuch fir die zyklische Charakterisierung. Um ein Knicken
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der Proben unter Druck zu vermeiden, werden seitliche Stabilisierungsplatten und eine
versteifte Probenaufnahme genutzt. Die aus dem zyklischen Scherversuch ermittelten
Spannungs-Dehnungskurven sind direkt mit denen des Zug-Druckversuchs vergleichbar
(Tekkaya et al., 2016).

2.3.6 Weitere Versuche zur Charakterisierung von Einschnirung, Schadigung
und Versagen

Neben den zuvor beschriebenen Verfahren wurden unterschiedliche spezialisierte
Proben entwickelt, mit denen Werkstoffe im Hinblick auf das Versagen bei unter-
schiedlichen Spannungszustanden gepruft werden kénnen. Die Entwicklung geeigneter
Versuche und entsprechender Proben ist eine herausfordernde Aufgabe, da
herkdmmliche Tests die folgenden Nachteile aufweisen: inhomogene Formanderungs-
verteilung, begrenztes Formanderungsvermégen, Bruch an mechanisch bearbeiteten
Oberflachen und Kanten sowie Nichtlinearitdt der Lastpfade bis zum Bruch.
Nachfolgend sind einige Richtlinien fur das Design und die Eigenschaften
entsprechender Versuche und Proben zusammengefasst:

1. Keine Bruchinitiierung an der Probenkante oder an der mechanisch bearbeiteten
Oberflache (Roth und Mohr, 2016)

2. Kein Dehnungsgradient in Dickenrichtung (Peshekhodov et al., 2016a)

3. Ein proportionaler Lastpfad bis zum Bruch (Roth und Mohr, 2016)

4. Geringe Dehnungslokalisierung (Peshekhodov et al., 2016a)

Das Ziel der Versuchsauswahl und Probenauslegung ist immer, die Schadigung und das
Versagen fur den gesamten Spannungsraum zwischen ebener Scherung und biaxialem
Zug und bei einem nahezu idealen Spannungszustand bis zum Bruch der Probe zu
charakterisieren. Fur die Ermittlung von Grenzformanderungskurven bei Spannungs-
zustdnden zwischen uniaxialem Zug und biaxialem Zug empfiehlt die Norm DIN EN
ISO 12004-2 (2009) die Nutzung von Nakajima- oder Marciniak-Proben mit
unterschiedlichen Radien und Aussparungen in der Probe. Darlber hinaus wurde eine
Vielzahl von Proben entwickelt, die es ermdéglichen, die Prifung in einer Universal-
prifmaschine ohne spezialisierten Klemm- und Prifaufbau durchzufiihren (z. B. von
Roth und Mohr, 2016 oder Isik et al., 2014). Hierzu gehoren gekerbte
Zugversuchsproben mit unterschiedlichen Radien, Zugversuchsproben mit einem
zentralen Loch oder auch der ,plane-strain“-Zugversuch, welcher einen ebenen
Forméanderungszustand erzeugt. Diese Versuche erganzen klassische Experimente, wie
den uniaxialen Zugversuch oder den Scherzugversuch. Das Versagen vieler Proben ist
sensitiv gegeniiber der Fertigung der Proben. Roth und Mohr (2016) untersuchten
beispielsweise unterschiedliche Verfahren zur Herstellung einer Zentrallochprobe.
Gegenuber dem Wasserstrahlschneiden, Bohren und Bohren mit anschliefendem
Reiben, zeigte das CNC-Frasen aufgrund der guten Oberflachenqualitdt und der
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geringen eingebrachten Kaltverfestigung die besten Ergebnisse hinsichtlich der
erreichbaren Bruchdehnungen.

2.3.7 Charakterisierung von Rohren und Bauteilen

Die Anzahl der verfligbaren Verfahren fir die Ermittlung von Kennwerten oder
FlieBkurven gekrimmter Bleche oder Bauteile ist deutlich geringer. Einige definierte
Probengeometrien, wie z. B. bei Rohren, konnen durch spezielle Testmethoden
charakterisiert werden. Dick und Korkolis (2015) fuhrten Zugversuche an Rohren in
axialer und radialer Richtung durch. Zugproben wurden in axialer und umlaufender
Ausrichtung vom Rohr getrennt und herkdmmlich in axialer Richtung und radial mittels
einer speziellen halbkreisformigen Spannvorrichtung getestet. Aufgrund der
Einschréankungen sind die erreichbaren Dehnungen gering. Takahashi et al. (1998)
formten zundchst ebene Bleche aus kaltgezogenen Rohren, bevor diese mit
konventionellen Prifverfahren in unterschiedlichen Orientierungen und Spannungs-
zustanden geprift wurden. Die dadurch eingebrachte Umformung fiihrt allerdings zu
einer Veranderung der Werkstoffeigenschaften. Fur komplexere Komponenten kann die
lokale Hérte z. B. nach Vickers (Smith und Sandland, 1925) ermittelt werden. Die lokale
Festigkeit wird dann basierend auf der Harte analytisch berechnet. Um Fehler aufgrund
der Umwandlung zu vermeiden, kann eine direkte Messung der Festigkeit auch uber
miniaturisierte Tests erfolgen. Kirchlechner et al. (2012) produzierten Zugproben mit
nur 10 um Testlange durch Focused lon Beam (FIB). Diese Methode erfordert eine
komplexe Probenvorbereitung und aufwendige Prifung.

2.4 Der ebene Torsionsversuch

2.4.1 Historie

Der ebene Torsionsversuch (ETV) ist ein Scherversuch fir Blechwerkstoffe. Zuerst
wurde er von Marciniak (1961) fir die Charakterisierung der FlieBkurve und des
Bauschinger-Effektes von Kupfer verwendet und spéter fir die Ermittlung der
Grenzformanderung (Marciniak und Kolodziejski, 1972). Sowerby et al. (1977)
analysierten den Forméanderungszustand im ebenen Torsionsversuch analytisch und
numerisch. Die Ermittlung von FlieBkurven mit Vergleichsformanderungen bis 1,0
sowie die Prozessgrenzen wurden von Tekkaya et al. (1982b) vorgestellt. Die
theoretische Beschreibung der Instabilitat durch Faltenbildung wurde von Bauer (1987)
beschrieben. Durch die Versuchsauswertung mittels digitaler Bildkorrelation (engl.
Digital Image Correlation oder DIC) (Yin et al., 2011) und die Entwicklung von
unterschiedlichen Proben und Prifmethoden wird der ebene Torsionsversuch
heutzutage fur eine Vielzahl von Anwendungen zur Charakterisierung von Blechen und
Bauteilen eingesetzt. Wagner et al. (2019) analysierten zudem bereits die
Anwendbarkeit des ebenen Torsionsversuchs in einer industriellen Umgebung.
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Momentan sind fiinf in den letzten 20 Jahren gebaute Priifanlagen bekannt: Johannes-
Keppler-Universitat Linz (Schagerl und Grillenberger, 2018), Xi’an Jiatong Universitat
China, TU Dortmund (Yin, 2014), MATFEM (Gese et al., 2002), ETH Zrich (Grolleau
et al., 2019). Die Aufbauten unterscheiden sich dabei in unterschiedlichen Methoden
der Aufbringung des Drehmomentes und der Form und Struktur der eingesetzten
Klemmvorrichtungen. Zudem entstand eine groRe Anzahl an Verdffentlichungen, in
denen die Ergebnisse des ebenen Torsionsversuchs genutzt werden. Dazu gehdren unter
anderem die Charakterisierung von additiv gefertigten Proben aus Nickelbasis-
legierungen (Rosenthal et al., 2019), die Charakterisierung von Magnesiumblechen bei
Temperaturen bis 300°C (Dardaei Joghan et al., 2019) sowie die Charakterisierung der
Querverfestigung nach vorheriger biaxialer Vordehnung (Gutknecht et al., 2018). Diese
Entwicklungen zeigen, dass der ebene Torsionsversuch an Forschungseinrichtungen
und in der Industrie akzeptiert ist.

2.4.2 Grundlagen

Bild 2.11 zeigt das Prinzip des ebenen Torsionsversuchs. Im klassischen ebenen
Torsionsversuch wird eine runde Blechronde im Zentrum sowie am &ufleren Rand
geklemmt. Durch Verdrehung der duReren gegen die innere Klemmung wird der freie
ringférmige Bereich zwischen den Klemmungen unter ebener Scherung in der
Blechebene belastet. Im ebenen Torsionsversuch ist wahrend der gesamten Priifung die
Spannungstriaxialitat T = 0 und der Lode-Winkel-Parameter L = 0. Die Spannung und
Dehnung nimmt mit steigendem Abstand zum Rotationszentrum ab. Unter der Annahme
ebener Isotropie und konstanter Blechdicke t kann die Scherspannung z fiir jede radiale
Position r prazise aus dem gemessenen externen Drehmoment M berechnet werden:

M

Die Scherdehnung y kann durch die Anderung der Steigung einer urspriinglich geraden
Radiallinie durch

y—r32 (2.37)

bestimmt werden, wobei a der Rotationswinkel ist (Bild 2.11b). Der Einfluss der
senkrechten Anisotropie rn auf die Vergleichsspannung ks und die Vergleichsdehnung ¢v
kann durch die Anwendung des anisotropen FlieRkriteriums nach Hill (1948)
berucksichtigt werden:

2(2r, +1) y [ 3(r,+1)
k =/3.7- 20" ind o = 2L |2\ T _
=37 und ¢, = o1 (2.38)
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Isotropes Werkstoffverhalten gilt fir r, =1 (Bauer, 1989). Ein Nachteil des ebenen
Torsionsversuchs gegenuber anderen Scherversuchen ist, dass die ebene Anisotropie
nicht berticksichtigt werden kann. Die Scherspannung wird tiber dem Umfang gemittelt
und kann nicht in einzelne Werkstofforientierungen unterschieden werden.

Blechronde b)

Undeformierte

iallinie A
Radiallini Deformierte

Radiallinie

Innere

} Klemmung 7/
FK,A FK,I FK,A < ‘ I/\/‘K dr
FK,A FKl FK,A

Bild 2.11: a) Prinzip des ebenen Torsionsversuchs und b) Deformation einer radialen
Linie wéhrend der Torsion nach Tekkaya et al. (1982b)

Sowohl Marciniak (1961) als auch Yin et al. (2015b) nutzen den abfallenden
Spannungsgradienten, um eine effektive zyklische Charakterisierung mit dem ebenen
Torsionsversuch durchzufiihren. Unterschiedliche Radien erfahren bei Belastung
unterschiedliche maximale Dehnungen. Bei Umkehr der Belastungsrichtung kann an
jedem ausgewerteten Radius eine eigene Spannungs-Dehnungskurve mit anderer
Vordehnung ermittelt werden. Wernicke et al. (2020) nutzen den ebenen
Torsionsversuch, um eine permanente Entfestigung unterschiedlicher Werkstoffe
wéhrend der inkrementellen Blechmassivumformung darzulegen. Dazu fiihrten sie
zyklische ebene Torsionsversuche mit bis zu 40 Lastzyklen bei geringer Dehnung durch.

Bild 2.12 zeigt die Prozessgrenzen des ebenen Torsionsversuchs exemplarisch fiir den
Werkstoff Al 98,7w (Tekkaya et al., 1982b). Das Ubertragbare Drehmoment der inneren
Klemmung begrenzt den Einsatz des ebenen Torsionsversuchs. Durchrutschen unter den
Klemmungen tritt auf, wenn die Haftgrenze (iberschritten wird, weil beispielsweise die
Dicke des Werkstoffs zu groB ist oder die Flieispannung zu hoch ist. Die Haftgrenze
konnte bisher nur experimentell dargelegt werden. Faltenbildung kann auftreten, wenn
die Blechdicke zu gering ist oder der Durchmesser der Klemmungen zu grof} ist
(Tekkaya et al., 1982b). Bauer (1989) und Ore und Durban (1989) fihrten eine
detaillierte analytische und numerische und experimentelle Analyse der Faltenbildung
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im ebenen Torsionsversuch durch. Die Grenze fur das zuléssige Drehmoment ist an die
Auslegung der Priifmaschine und Sensorik geknipft.

3,0
Werkstoff: Al 98,7w
25 Scherfestigkeit: 100 MPa
’ Zulassiges Drehmoment: 200 Nm

£
€20 Haftgrenze
£ N Grenze fir zulassiges
Qo 1,5 Drehmoment
2 Prozessfenster
§ 10 \\\—\\ -
@ —~  Faltenbildung

0,5 -

00 5 10 15 20 25 30
Innerer Einspannradius 7, in mm

Bild 2.12: Prozessfenster fur den ebenen Torsionsversuch (Tekkaya et al., 1982b)

Bild 2.13 zeigt die von Yin (2014) entwickelte Torsionsprifvorrichtung, welche auch
in der vorliegenden Arbeit verwendet wurde. Die Prifvorrichtung ist in eine Zwick-
Universalprifmaschine integriert. Die duBere Klemmung wird durch einen Servomotor

mit zweistufigem Getriebe angetrieben.

Universalprifmaschine

Optische A ko _
Dehnungsmessung |t

lll'
Innere Klemmung ;

Probe
AuBere Klemmung 5 | g \
B\ Y - S oy S
e ervomotor
Drehmomentsensor N N
Schneckengetriebe™s _“ 58 Sy b/ - bt

Kegelradgetriebe

,

Bild 2.13: Torsionsprifmaschine von Yin (2014)
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Das Kegelradgetriebe der ersten Stufe hat eine Ubersetzung i1 =29:1 und das
Schneckenradgetriebe der zweiten Stufe, welches die duRere Klemmung antreibt, hat
eine Ubersetzung i, = 376,88:1. Die gesamte Ubersetzungi ergibt sich damit zu
10929,52:1, wodurch bei maximaler Motordrehzahl von n =3000 U/min, eine
maximale Torsionsgeschwindigkeit von 98,81°/min resultiert. Die innere Klemmung ist
starr mit der Priifmaschine verbunden. Fir die innere Klemmung wird eine Klemmkraft
Fk, bis zu 100 KN im Zentrum der Probe aufgebracht. Fiir den Radius der inneren
Klemmung r; von 15 mm entspricht dies einem Klemmdruck px von 141 MPa. Auf der
AuBenseite sorgt eine Schraubenverbindung fir die notwendige dufRere Klemmkraft
Fk.a. Ein inkrementeller Rotationswinkelsensor misst die relative Rotation zwischen
innerer und duBerer Klemmung mit einer Genauigkeit von 0,01°. Das Drehmoment wird
durch einen Drehmomentsensor im duf3eren Ring der Vorrichtung gemessen. Um die
lokalen Dehnungen im Prifbereich der Probe zu messen, wird das optische
Dehnungsmesssystem Aramis 5M im Abstand von 230 mm vom Messbereich platziert.
Die resultierende Dehnungsreferenzlénge lo ist 0,2 mm.

2.4.3 Ebene Torsionsproben mit umlaufender Nut

Die Ermittlung von FlieBkurven mit der ebenen Probe ist durch die erreichbaren und
messbaren Dehnungen begrenzt. Bauer (1989) und Yin (2014) zeigen zudem, dass die
inneren Klemmungen den Spannungszustand nahe der inneren Klemmung beeinflussen.
Die hohen Klemmkrifte fiihren zu einer Uberlagerung von Druckspannungen wéhrend
des Versuchs. Die pyramidenférmigen oder linearen Eindriicke der Struktur des
Stempels im Werkstoff fiihren zuletzt zu einem verfriihten Versagen des Werkstoffs.
Yin (2014) zeigt zudem, dass die optische Dehnungsmessung eine Auswertung der
Dehnungen direkt am Rand der inneren Klemmung nicht zuldsst. Dort treten aber die
héchsten Dehnungen auf. Aus diesen Griinden ist es mit der ebenen Probe nicht moglich,
Prufdaten bis zum finalen Versagen des Werkstoffs zu ermitteln.

Um die zuvor genannten Einflisse der Klemmung zu vermeiden, stellen zunéchst Gese
et al. (2002) und spater Yin et al. (2015a) eine Modifikation des ebenen
Torsionsversuchs vor, bei der eine Probe mit umlaufender Nut eingesetzt wird
(Bild 2.14). Durch die umlaufende Reduzierung des Querschnitts der Probe tritt die
grofite Scherspannung und Scherdehnung nahe dem Grund der Nut auf. Der Bruch der
Probe findet anschlieBend an derselben Position statt. Bild 2.14 zeigt die
charakteristischen MaRe einer Probe mit kreisformiger Nut nach Yin et al. (2015a). Die
Geometrie der Nut wird durch den Nutradius rnat, den Bahnradius des Nutgrundes
I'nutoahn UNd durch die Blechdicke am Grund der Nut tnutboden definiert. Gleichung (2.36)
kann weiterhin fur die Berechnung der Scherspannung z aus dem Drehmoment M
genutzt werden. Im Gegensatz zur konventionellen ebenen Probe ist die Blechdicke
allerdings eine Funktion der radialen Distanz r auf der Probe:
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2
t(r) = tNutboden + rNut - \/rl\?ut _(rNutbahn - r) : (239)
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Bild 2.14: Prinzip und charakteristische Male des ebenen Torsionsversuchs mit
kreisférmiger Nut

Bild 2.15 zeigt exemplarisch das Dehnungsfeld sowie die Rissbildung fur die
hochfesten Stdhle DP800 und CP800 mit einer Blechdicke von 1,0 mm. Mit der
optischen Dehnungsmessung wurde eine wahre Dehnung bei Bruch von Uber 0,8 nahe
dem Nutboden gemessen. Die maximale Dehnung tritt nicht am Grund der Nut auf,
sondern ist leicht in Richtung Probenzentrum verschoben. Numerische Simulationen des
ebenen Torsionsversuchs mit ringférmiger Nut zeigen, dass die Spannungstriaxialitat T
und der Lode-Winkel-Parameter L wéhrend des gesamten Versuchs null sind. Somit ist
ein idealer ebener Scherspannungszustand bis zum Auftreten des Bruchs unter Scherung

gegeben (Yin etal., 2015a).
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Bild 2.15: Optisches Dehnungsfeld und Rissbildung wéahrend des ebenen Torsions-
versuchs mit umlaufender runder Nut
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Die Probe mit Nut zeigt alle Vorteile des ebenen Torsionsversuchs, bietet jedoch die
Madglichkeit fir anspruchsvollere Anwendungen. Die Nutprobe ermdglicht die direkte
Messung der Bruchdehnung bei idealer ebener Scherung wahrend des gesamten
Versuchs. Dank des verringerten Drehmoments, das durch den reduzierten Proben-
querschnitt ermdglicht wird, wird die Prifung von dicken Blechen und hochfesten
Werkstoffen ohne Durchrutschen der Klemmungen maoglich. Das Fehlen von Kerb-
effekten durch die profilierte Klemmung fuhrt zu hoheren plastischen Dehnungen als
bei herkdmmlichen ebenen Proben. Nachteile sind der komplexe Herstellungsprozess
und die aufwendige Messung der Nutgeometrie, sowie ein erhohter Aufwand fur die
Auswertung des Versuchs.

2.4.4 Messung der Dehnung im ebenen Torsionsversuch

In der Literatur werden unterschiedliche Methoden beschrieben, um die Dehnung im
ebenen Torsionsversuch zu messen. Die Scherdehnung

y =tan(n) (2.40)
wird aus dem Scherwinkel » berechnet, welcher aus der lokalen Kriimmung
y(r)zrdcé—(r) (2.41)
r

einer anfangs geraden Radiallinie ermittelt werden kann, wie im Bild 2.11b dargestellt.
Fur die ebene Probe und fiir die Nutprobe ist a der gesamte Torsionswinkel zwischen
innerer und duBerer Klemmung.

Prinzipiell I1&sst sich die Ermittlung der Scherdehnung in zwei Kategorien unterteilen:
1. Die direkte lokale Messung der Dehnung und
2. die indirekte Ermittlung der Dehnung aus dem Drehmoment und dem

Drehwinkel.

Direkte lokale Messung der Scherdehnung

Bei der direkten Dehnungsmessung wird die Scherdehnung auf dem Blech lokal in
Abhéangigkeit vom Radius bestimmt. Fir diese lokale Messung gibt es zwei Methoden:

Methode 1 — Messung der Steigung einer radialen Linie

Marciniak (1961) markierte Proben mit radialen Linien. Der Scherwinkel # zwischen
dem urspriinglichen Normalenvektor no und dem deformierten Normalenvektor n(r)
wurde fur die Dehnungsberechnung manuell gemessen (Bild 2.16). Die Scherdehnung y
kann aus dem Scherwinkel # nach Gl. (2.40) bestimmt werden.
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Deformierte
Undeformierte Radiallinie

Radiallinie 'Y+
\: =/ Deformierter

1o\, "/~ Normalenvektor n(r)

Anfanglicher Normalenvektor n,
Bild 2.16: Winkel zwischen den Normalenvektoren vor und nach der Torsion

Marciniak beschreibt zwei Mdoglichkeiten, um die FlieBkurve aus den gemessenen
lokalen Dehnungen zu bestimmen:

1. Innerhalb einer gemessenen Stufe, z. B. am Ende der Torsion, kann die FlieSkurve
durch Auswertung der Probe an unterschiedlichen radialen Positionen ermittelt
werden (Bild 2.17a). Das Drehmoment zu diesem Zeitpunkt wird dann verwendet,
um die Spannung fir die unterschiedlichen Radien zu berechnen.

2. Wahrend des Prozesses kann eine kontinuierliche Messung durchgefiihrt werden.
Die Dehnung wird zu unterschiedlichen Zeiten an einer diskreten radialen Position
ausgewertet (Bild 2.17b). Die Spannung fir diesen definierten Radius wird aus dem
jeweiligen Drehmoment in jeder Stufe berechnet.

b)

Radiallinie in
letzter Stufe

Zeitpunkt 1
Zeitpunkt 2
Zeitpunit 3

Py

S N

L9~ V3,75

ylaT]/ 7,7,  (ry/Zeitpunkt 3)
(r/Zeitpunkt 1) | (r,/Zeitpunkt 2) )

Bild 2.17: Prinzip der FlieRkurvenermittlung, basierend auf a) der Dehnungsmessung
in einer Stufe und b) der kontinuierlichen Dehnungsmessung an einer

radialen Position

Marciniak (1961) verwendete beide Methoden, indem er wahrend des Prozesses Fotos
machte und diese bei verschiedenen Radien sowie zu verschiedenen Zeiten auswertete.
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Alle Spannungs-Dehnungspunkte wurden in ein einziges Diagramm eingetragen und
eine mittlere FlieRkurve ermittelt.

Methode 2 — Digitale Bildkorrelation (DIC)

Yin et al. (2011) verwendeten erstmals die digitale Bildkorrelation (DIC) anstelle der
Messung an einer aufgemalten radialen Linie. Durch den Einsatz universell einsetzbarer
optischer Dehnungsmesssysteme kann die Dehnung ohne komplexe Spezial-
messsysteme Uber die gesamte Oberflache gemessen werden. Die Probenvorbereitung
und -messung wurde erheblich vereinfacht, sodass das Verfahren auch auf eine groRere
Anzahl von Experimenten anwendbar ist.

Indirekte Berechnung aus Drehmoment und Drehwinkel

Fur das zweite Verfahren zur Bestimmung der Dehnung aus dem ebenen Torsions-
versuch werden das Drenmoment M und der Drehwinkel o kontinuierlich gemessen, um
darauf basierend Modellparameter oder Scherspannungs-Scherdehnungs-Kurven
analytisch zu berechnen. Diese Methode basiert auf der Annahme, dass die
Eigenschaften der getesteten Materialien isotrop und ratenunabhéngig sind. Es werden
keine lokalen Dehnungen gemessen. Mit Gl. (2.41) resultiert der Drehwinkel aus:

a:Tda:T@dr. (2.42)

Durch Integration der Scherdehnung y(r) Uber den Radius kann der Drehwinkel
bestimmt werden. Die Funktion y(r) hdngt vom Verfestigungsverhalten des Werkstoffs
ab und ist daher a priori nicht bekannt.

Fur ein rein elastisches Werkstoffverhalten fand Yin (2014) eine analytische Lésung zu
Gl. (2.42). Er leitete die Beziehung zwischen Drehmoment und Drehwinkel fir die
linear-elastische Forménderung ab:

2 2
_ 1 A —H
Oy = T2 2

4-7-G-t ry-r,

(2.43)

M ist das Drehmoment, G ist der Schubmodul, t ist die Blechdicke, r; ist der innere
Klemmradius und ra der auflere Klemmradius. Drehmoment und Drehwinkel stehen
demnach in einem linearen Verhaltnis zueinander. Fir ein starrplastisches Werkstoff-
verhalten nahmen Marciniak und Kolodziejski (1972) an, dass die Kaltverfestigung
durch die Hollomon-Gleichung definiert wird:

r=C-y". (2.44)

Der Verfestigungsexponent n wird anschlieRend durch Berechnung an zwei Punkten der
deformierten radialen Linie bestimmt:
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In(rj
n=2— ) (2.45)

Tekkaya et al. (1982b) entwickelten Marciniaks Ansatz weiter, um die genaue
Scherdehnung eines kritischen Radius unter Verwendung der Hollomon-Gleichung zu
bestimmen. Sie fanden fiir einen kritischen Radius

SE)

r*= r-e (2.46)

heraus, dass die berechnete Scherdehnung y(r*) nahezu unabhéngig vom Verfestigungs-
exponenten n ist
d;/(r, a,n)
dn

und die Scherdehnung am kritischen Radius somit exakt ermittelt wird. Flr den
kritischen Radius kann somit ein Punkt der FlieRkurve bestimmt werden:

2a M (a)
}/(r*,a,n) ~ nl.e und T(r*,a):m.

o (2.47)

(2.48)

ny ist ein durch Regression bestimmter Mittelwert von n.

Eine genaue LOsung fur die Berechnung der Dehnung fir den Innenradius r; ohne die
Annahme einer N&herungsformel liefern Tekkaya et al. (1982b):

7(r,)—7(rA):dl\jl>/lda. (2.49)

Unter der Annahme, dass die Dehnung an der &uBeren Klemmung ra vernachlassigbar
gering ist, folgt

y(r'):dl\jylda'

Experimentell kann der Ansatz nicht direkt verwendet werden, da die Steigung nur
schwer bestimmt werden kann. Messrauschen fuhrt zu starken Schwingungen der
Ableitung dM /da. Aus diesem Grund approximiert Bauer (1989) die gemessenen
Daten mit einem Spline und wertet die approximierte Kurve aus.

(2.50)

2.5 Fazit zum Stand der Technik

Der ebene Torsionsversuch stol3t aufgrund seiner Vielzahl vorteilhafter Eigenschaften
auf immer mehr Interesse in Forschung und Industrie. Dies zeigt sich vor allem an der
steigenden  Anzahl neuer Prifvorrichtungen und der Vielzahl aktueller
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Veroffentlichungen. Die Arbeiten der vergangenen Jahre zeigen aber auch, dass die
Erforschung der Grundlagen des ebenen Torsionsversuchs noch nicht beendet ist.

Probenformen im ebenen Torsionsversuch

Fur Scherversuche gibt es eine Vielzahl unterschiedlicher Proben und Modifikationen,
um einen idealen Spannungs- und Dehnungszustand zu erzeugen. Mit Einfliihrung der
Probe mit Nut erhalt auch der ebene Torsionsversuch die Freiheit, die Form der Probe
abzuwandeln, um damit das Prifergebnis zu beeinflussen. Der Einfluss der Probenform
auf die Homogenitét der Prifung und mogliche Modifikationen der Probenform wurden
bisher nicht untersucht.

Probenfertigung im ebenen Torsionsversuch

Der Einfluss der Fertigung von Vertiefungen und Nuten in ebenen Blechen fihrt zu
einer Beeinflussung der Werkstoffe sowie zu Kerben in der Oberflache. Dies wurde
beispielsweise fur Kreuzzugversuche und Scherversuche beschrieben. Daher wird viel
Aufwand fir eine feine Bearbeitung der Probenoberflédche betrieben. Der Einfluss der
Probenbearbeitung auf den ebenen Torsionsversuch mit Nut ist unklar.

Messung der Scherdehnung fiir Nutproben

Die FlieRkurve fur herkdmmliche ebene Proben kann mit den bekannten Methoden
exakt bestimmt werden. Alle in diesem Kapitel vorgestellten analytischen Methoden,
die auf Drehmoment und Drehwinkel basieren, kénnen jedoch nicht zur Auswertung der
Probe mit Nut verwendet werden. Die hohen Dehnungen, die in der Probe mit Nut
erreicht werden, konnen bislang nur mit DIC gemessen werden. Der Messfehler
aufgrund der lokalen Dehnung in der Nut, der aus der DIC resultiert, ist ungewiss.

Prozessgrenzen

Die Prozessgrenzen des ebenen Torsionsversuchs wurden identifiziert, aber trotz der
groBen Bedeutung der Klemmung auf die erreichbaren Formanderungen und den
Spannungszustand wurde der Einfluss der Werkzeuge bisher nur oberflachlich
analysiert. Der Prozessgrenze des Durchrutschens galt bisher keine groRere Beachtung.

Anwendungsfelder

Zum jetzigen Stand galt der Fokus des ebenen Torsionsversuchs der Charakterisierung
von Feinblechen. Es gilt zu priifen, ob der Versuch auch in anderen Feldern Anwendung
finden kann.






3 Zielsetzung

Das Ziel dieser Arbeit ist die Erweiterung der Anwendungsgrenzen des ebenen
Torsionsversuchs. Zum Erreichen dieses Ziels sollen Fehlerquellen identifiziert, die
Effizienz der Charakterisierung gesteigert, die Prozessgrenzen analysiert und erweitert
und neue Anwendungsfelder fur den ebenen Torsionsversuch erschlossen werden. Dazu
werden alle am Prufversuch und der Auswertung beteiligten Komponenten und
Einflisse analysiert. Dies sind die Dehnungsmesstechnik, die flr die Messung sehr
groBer Scherdehnungen angewendet werden muss, die Form der Probe, welche
Freiraum fir das Prozessdesign bietet, und die Klemmung, welche insbesondere die
Prozessgrenzen beeinflusst. Zudem werden die getroffenen theoretischen Annahmen
gepruft und die Auswertung des Versuchs kritisch begutachtet. Auch der
werkstoffspezifische Einfluss auf die Prifung wird bewertet.

Im Rahmen dieser Arbeit werden insbesondere die folgenden Themen detailliert
analysiert und ausgearbeitet:

e Neue Methoden zur Messung und Auswertung sehr hoher Scherdehnungen im
ebenen Torsionsversuch werden entwickelt. Dazu wird die Auswertung mittels DIC
erweitert und nach einer Methode gesucht, den ebenen Torsionsversuch analytisch
aus Drenmoment und Drehwinkel unabhéngig von der Probenform auszuwerten.

e Der Einfluss der Dehnungslokalisierung in Scherversuchen auf die Dehnungs-
messung mittels DIC wird gepruft. Eine Abschdtzung des Fehlers und die
zuverlassige Gewahrleistung geeigneter DIC-Parameter soll sichergestellt werden.

e Die Probe mit Nut, welche bisher nur in geringem Umfang untersucht wurde, wird
analysiert und weiterentwickelt. Dazu gehdren insbesondere der Einfluss der
Probenherstellung auf die Prufergebnisse, der Einfluss der Form der Nut auf die
Homogenitat von Spannungen und Dehnungen sowie die Entwicklung von Proben
fur unterschiedliche Prifaufgaben.

e Die Klemmungen werden mit dem Schwerpunkt auf die Prozessgrenze
Durchrutschen analysiert, um damit die Prozessfiihrung und Werkzeuggeometrie zu
verbessern und die Haftgrenze im Prozessfenster zu erweitern.

e Erstmalig wird die Anwendung des ebenen Torsionsversuchs auf Feinstbleche und
gekrimmte Blechbauteile untersucht.

Die im Verlauf der Arbeit identifizierten Fehlereinflisse werden im Anhang
zusammengefasst. Durch Verstandnis der Wechselwirkungen zwischen den einzelnen
Einflissen wird sich ein Bild zusammenfiigen, anhand dessen sich der ebene
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Torsionsversuch auch zukunftig zuverlassig fir die Priifung von Blechen und Bauteilen
aus Blech anwenden I&sst.



4 Messung von FlieBkurven mit sehr grol3er Formanderung

Der klassische ebene Torsionsversuch basiert auf einer ebenen Probe, die bis zum Bruch
gepruft wird und dabei Formanderungen bis maximal 1,0 erreicht. Durch Einsatz und
Weiterentwicklung der Probe mit umlaufender Nut kdnnen je nach Werkstoff aber weit
hohere Forménderungen erreicht werden. Die Scherspannung kann jederzeit analytisch
aus dem Drehmoment berechnet werden. Die bekannten Methoden zur Dehnungs-
messung sind allerdings nicht zur Messung der erreichbaren hohen Scherdehnungen
geeignet.

Zunachst werden die Grundlagen der Dehnungsmessung mittels digitaler Bild-
korrelation (DIC) erlautert und daraus Probleme bei der Messung abgeleitet.
Anschlieend wird eine Erweiterung der Auswertung mittels DIC, welche in
Zusammenarbeit mit Hartung und Adams (2017) entwickelt wurde, vorgestellt, um auch
sehr grofRe Forménderungen im ebenen Torsionsversuch messen zu kénnen. Zuletzt
wird ein neues Verfahren zur Ermittlung der FlieRkurve, basierend auf Drehmoment und
Drehwinkel, vorgestellt. Im Vergleich zu anderen analytischen Methoden kann dieses
auch fir ebene Torsionsproben mit Nut verwendet werden.

4.1 Grundlagen der Messung von Scherdehnungen mittels DIC

Seit Yin (2014) die DIC zur Messung der Scherdehnung im ebenen Torsionsversuch
einfuhrte, wird diese Messmethode fir beinahe jede Anwendung verwendet. DIC-
Systeme sind flexibel und einfach anzuwenden. Trotzdem zeigt die Anwendung der DIC
einige Nachteile. Um diese Nachteile zu erldutern, soll zundchst das Prinzip der
Forménderungsanalyse mittels DIC beschrieben werden. Am Ende dieses Kapitels
werden die DIC-Einstellungen fur die Auswertung des ebenen Torsionsversuchs fir die
vorliegenden Arbeiten beschrieben.

Prinzip der 3D-DIC fir die 2D-Dehnungsmessung

Bild 4.1 zeigt das Prinzip exemplarisch. Fir die VVorbereitung der Probe wird zuerst ein
kontrastreiches stochastisches Muster auf die zu testende Oberflache aufgebracht. Dies
sind Ublicherweise eine weille Grundierung und ein schwarzes Spriihmuster. Mit einem
Kamerasystem wird in jeder Stufe der Messung ein Grauwertmuster der Oberflache
ermittelt. Bild 4.1b zeigt das Prinzip zur Vereinfachung mit rein schwarzen und weif3en
Mustern. In der undeformierten Stufe werden sogenannte Facetten (in Blau) tber dem
Bild verteilt. Facetten sind diskrete lokale Felder mit einer definierten GroRe (10 x 10
Bildpixel in Bild4.1) und einem definierten regelmaRigen Abstand zueinander
(9 Bildpixel in Bild 4.1). Jede Facette beinhaltet einzigartige schwarze und weille
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Muster. In jeder nachfolgenden Stufe werden die verzerrten Muster der ersten Stufe
gesucht und die verzerrte Facette ermittelt (Bild 4.1d-f). Fir die Berechnung der
Dehnung am Punkt P wird die Verschiebung der Mittelpunkt von 3x3 benachbarten
Facetten ausgewertet. Bild 4.1c und f zeigen das dadurch entstandene ,,DIC-Element*
in Rot.

a) Berasterte Probe  b) Schwarze/Weilke Pixel ¢) DIC-Auswertung
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Bild 4.1: Prinzip der Formanderungsanalyse mittels DIC (N. N., 2013)

Bild 4.2 zeigt die Ermittlung der Dehnungen aus einem 3x3-Facettenfeld. Der
Ortsvektor Pq eines gemessenen Punktes in der deformierten Stufe bezieht sich auf den
Ortsvektor Py dieses Punktes im undeformierten Zustand Uber den Deformations-
gradienten F mit den undeformierten Punkten:

P, =u+F-P,. (4.1)

u beschreibt die Starrkoérperverschiebung. F wird so ermittelt, dass die Transformation
aller 9 Punkte, die die Mittelpunkte der benachbarten Facetten reprasentieren,
zugeordnet werden kénnen (N. N., 2013). Die Scherdehnung y wird anschlieBend aus
dem gemessenen Deformationsgradiententensor unter Ausnutzung polarer Zerlegung

F=RU, (4.2)
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mit dem rechten Verzerrungstensor U =+/C = VFTF und dem orthogonalen
Rotationstensor R mit der Eigenschaft RR™ = I, wobei I die Einheitsmatrix zweiter Stufe
ist, ermittelt. Fir jeden gemessenen Punkt wird die Deformation als zweidimensionale
Bewegung in der Ebene représentiert, welche tangential zu der Oberflache der Proben
in dem jeweiligen Punkt ist. Daher wird die Scherdehnung y in dieser Ebene durch

V=Nt 4.3)
berechnet, mit
y, =arctan(U,, /U,,) und y, =arctan(U,, /U,,). (4.4)

Uij sind die Komponenten des Verzerrungstensors U.

Y, Zentrum o A
’ der Facette R Dy

Undeformierter Deformierter
Zustand Zustand

Bild 4.2: Dehnungsermittlung aus einem 3x3-Facettenfeld (N. N., 2013)

Die Dehnungsreferenzlange, welche die anféngliche L&nge des Bereichs zur
Auswertung der Dehnung ist, ist naherungsweise zwei Mal der Abstand der Facetten.
Jedes Zentrum einer Facette P, das einen 3x3-Umgebungsbereich hat, wird ausgewertet.
Folglich kann keine Dehnung fiir die duRerste Reihe der Facetten ermittelt werden
(obere Reihe im Bild 4.1).

Nachfolgende Probleme resultieren aus dem Messprinzip der DIC:

1. Die groRten Dehnungen an der inneren Klemmung kénnen fur ebene Proben nicht
gemessen werden. Die minimale Distanz von einer Kante oder einem Probenrand
zum ersten Zentrum einer Facette zur Dehnungsanalyse P ist in etwa 1,5 Mal die
Facettengrofle. Eine Dehnungsreferenzlange von 0,2 mm (wie in der Messung aus
Bild 4.3) resultiert in einer minimalen Distanz von 0,15 mm von der inneren
Einspannung.

2. Die Lokalisierung der Dehnung in Abh&ngigkeit der Werkstoffeigenschaften wie der
Kaltverfestigung flhrt zu Messfehlern in der DIC, da Dehnungsgradienten innerhalb
eines DIC-Elementes gemittelt werden. Die exakte Dehnung von stark
lokalisierenden Werkstoffen kann daher nur durch sehr kleine optische Facetten
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verniinftig gemessen werden. Der Messfehler durch die Diskretisierung wird im
Kapitel 5 analysiert.

3. Zusatzlich kénnen sehr hohe Scherdehnungen nicht gemessen werden. Bild 4.3 zeigt
das Dehnungsfeld und das verzerrte optische Grauwertmuster fiir den Tiefziehstahl
DCO04 wéhrend der Torsion im ebenen Torsionsversuch mit Nut. Bei groRerem
Drehwinkel kann das Dehnungsfeld nicht mehr ermittelt werden. Die grolie
Scherung fuhrt zu einem Verschmieren des ehemals kontrastreichen Musters,
wodurch die Facetten in den deformierten Stufen nicht mehr erkannt werden. Durch
Einsatz konventioneller DIC kénnen Scherdehnungen bis etwa y =2 zuverlassig
gemessen werden. Weit gréliere Dehnungen werden im ebenen Torsionsversuch
erreicht und kdnnen nicht gemessen werden.

Ein groer Vorteil der lokalen (optischen) Dehnungsmessung im ebenen
Torsionsversuch ist die Mdglichkeit zur Messung zyklischer Spannungs-Dehnungs-
kurven, wie Marciniak (1961) und Yin et al. (2015b) fur die ebene Probe zeigten und
wie es im Kapitel 6.4 fur die Nutprobe beschrieben wird. Fir die zyklische
Charakterisierung muss die lokale Dehnung bei jedem auszuwertenden radialen
Abstand sowohl vor als auch nach der Lastumkehr bekannt sein. Derzeit gibt es keine
andere Methode, die dies vermag.

Einstellungen des DIC-Systems fiir Messungen mit dem ebenen Torsionsversuch

Ein Aramis 5M 3D-DIC-System der Firma GOM wurde flr die Messung der 2D-
Oberflachendehnungen in den Experimenten dieser Arbeit genutzt. Die Auflésung der
Kameras ist 2448 x 2050 Pixel. Die Brennweite der Objektive ist 50 mm, sodass bei
einer Messdistanz von 230 mm das Messfeld 20 mm breit und 17 mm hoch ist. Die
ubliche Facettengrofie ist 16 px und der Ubliche Facettenabstand ist 12 px, was einer
Dehnungsreferenzldnge von ca. 0,2 mm entspricht. Fir die Auswertung mit veranderter
Dehnungsreferenzlange im Kapitel 5.1 wurden abweichende FacettengroRen und
Facettenabstéande genutzt. Diese konnen Tabelle 4.1 entnommen werden.

Tabelle 4.1: DIC Einstellungen fur Messungen dieser Arbeit

Dehnungs- Facetten- Facetten- Messfeld
referenzlange grofde abstand in mm
loin mm in px in px
= 0,2 16 12 20 x 17
=0,3 24 18 20 x 17
= 0,4 32 24 20 x 17
= 0,5 40 30 20 x 17
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GroRe und Abstand wurden auf die gelisteten Werte hochskaliert, um kinstlich die
Dehnungsreferenzldnge zu erhohen. Es gibt keine Interpolation der lokalen
Forménderungen auf dem Dehnungsfeld. Die Dehnungen im ebenen Torsionsversuch
werden Ublicherweise nicht an einem einzelnen Punkt der Probe ermittelt, sondern
entlang eines umlaufenden Pfades und eines konstanten radialen Abstandes r gemittelt.
Die Dehnungen werden mindestens in einem 90° Ausschnitt des Umfangs der Probe
gemittelt.

4.2 Dehnungsmessung durch mehrstufige DIC

Der Vorteil der DIC ist, dass die Scherdehnung bei moderaten Forménderungen sehr
genau gemessen werden kann. Fir viele Werkstoffe konnen auf diese Weise
FlieRkurven bis zum Bruch ermittelt werden. Auf der anderen Seite ist die Erkennung
des optischen Musters bei sehr hohen Scherdehnungen nicht mehr moglich. Bild 4.3
zeigt das Dehnungsfeld und das deformierte optische Muster flr den Tiefziehstahl DC04
wahrend der Torsion einer konventionellen Nutprobe. Bis zu einem Rotationswinkel «
von ca. 13° konnen die lokalen Dehnungen zuverldssig ermittelt werden. Mit
steigendem Drehwinkel werden immer weniger Bereiche der verzerrten Probe durch das
DIC-System erkannt. Die starke Scherung des Werkstoffs flihrt zu einem verschmierten
optischen Muster, sodass die Facetten in diesem Bereich nicht erzeugt werden kénnen.
Durch konventionellen Einsatz der DIC kdnnen Scherdehnungen y von ca. 2 zuverlassig
ermittelt werden. Die deutlich héheren Scherdehnungen, die im ebenen Torsionsversuch
erreicht werden, kdnnen so nicht gemessen werden.

I 1,2
- 0,9
I 0,6
S Verzerrtes opiches At o j o3
in der Nut Muster I
0

Bild 4.3: Stochastisches Punktemuster und Dehnungsfeld fiir eine ebene Torsions-
probe mit Nut wéhrend des Versuchs bei unterschiedlichen Drehwinkeln

Bild 4.4 zeigt schematisch ein Werkstoffelement mit anfanglich kreisférmigem Muster,
das durch ebene Scherung verschoben wird. Die Scherdehnung y der einzelnen Stufen



44 Messung von FlieBkurven mit sehr groRer Formanderung

ist zwischen 0 und 5. Die Breite der schmalen Seite des Elementes wird von anfénglich
lo=1 zu einer Breite li(y = 78.7°) = 0,2 reduziert. Das resultierende verzerrte graue
Muster kann von optischen Messsystemen nicht mehr dem anfénglichen Muster
zugeordnet werden, da der Kontrast zwischen den Punkten zu gering wird. Folglich
kdnnen auch keine Dehnungen fir die verzerrten Muster ermittelt werden.

Bild 4.4: Schematisches Beispiel fur eine Facette mit Scherdehnungen bis y =5

Prinzip der kumulativen Ermittlung von Scherdehnungen mittels DIC

Nachfolgend wird eine Methode vorgestellt, bei der das optische Muster auf der Probe
mehrfach erneuert wird, um die Messung der Dehnung an einem frischen
undeformierten Muster fortzufiihren. Bild 4.5 zeigt schematisch einen anfanglich
quadratischen Prifbereich, der durch ebene Scherung deformiert wird. Ein Gitter aus
gleichméRig verteilten Kreisen stellt in diesem Beispiel das Punktmuster dar, das im
DIC verwendet wird. Nach der ebenen Scherung (Verschiebung xi1) werden zwei
Madglichkeiten analysiert: Méglichkeit 1 — die Deformation wird ohne Erneuerung des
optischen Musters fortgefihrt (graue Symbole) und Mdéglichkeit 2 — das optische Muster
wird erneuert und die Deformation wird anschlieRend fortgefuihrt (schwarze Symbole
im Bild 4.5b und c).

a) b) c)

Anfangliches optisches Muster
m

000 000
| 900 000
000 000

Bild 4.5: Prinzip der kumulativen Ermittlung von grofRen Scherdehnungen durch
mehrere kleine Deformationen

o000
200

Erneuertes optisches Muster
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Unter der Annahme von ebener Scherung, sodass sich die anfangliche Lange | nicht
andert, kann die Scherdehnung

y =tan(n,)= M (4.5)

kumulativ ermittelt werden. Die Gesamt-Scherdehnung wird dazu durch zwei separate
Deformationen ermittelt:

7/1+72:tan(n1)+tan(n2):lﬁ+% XNILXZ . (4.6)

Experimentelle Anwendung der kumulativen Dehnungsmessung

Fur den Tiefziehstahl DC04 wurden ebene Torsionsproben mit Rundnut gefertigt und
ein stochastisches Muster aufgespriiht. Zunachst wurde ein konventioneller ebener
Torsionsversuch durchgefiihrt und die Dehnungen anhand des originalen Musters
ausgewertet. Abweichend zu dem konventionellen Prifablauf wurden anschlieRend
unterbrochene Priifungen mit Erneuerung des optischen Musters nach Aa = 12°
Intervallen und Aa =8° Intervallen fur die Torsionswinkel durchgefiihrt. Wie im
Bild 4.3 zu sehen ist, wird das Muster in der Nut bei « = 12° Rotation noch gut von dem
DIC-System erkannt.

Nach jeder Unterbrechung des Versuchs wird die Probe elastisch entlastet. Die Messung
wird gestoppt und die Probe wird aus dem Prifstand entfernt. Die alte Farbe wird mit
Aceton entfernt und im Anschluss wird ein neues, unverzerrtes optisches Muster auf die
Probe gespriht. Die Proben werden wieder in gleicher Orientierung in den
Versuchsstand gelegt und der Versuch anschliel3end fortgeftihrt. Fir die Ermittlung der
FlieBkurven wurden fir Rotationsintervalle Aa =12° insgesamt vier Mal und fir
Aa = 8° insgesamt sechs Mal ein neues Muster aufgebracht, bevor die Probe in der
Scherzone gebrochen ist (Bild 4.6). Nach den einzelnen Messungen wurden die
einzelnen Abschnitte der FlielRkurve zu einer gesamten Flielkurve zusammengesetzt.
Die Fliekurve wurde am Radius der maximalen Spannung r.max ermittelt. Aus Bild 4.6
ist gut erkennbar, dass der FlieBbeginn nach der Neubelastung gut mit dem Ende der
FlieRBkurve aus vorheriger Belastung Ubereinstimmt. Die Ergebnisse zeigen auch, dass
es keine groRBe Abweichung zwischen Proben mit unterschiedlicher Anzahl an
Unterbrechungen gibt. Die gemittelte Standardabweichung zwischen Scherdehnungen
y = 2,0 und 4,0 flir n = 6 Proben (drei Proben mit Aa = 12° und drei Proben mit Ao = 8°)
ist 3,3 MPa. Die Scherdehnung y bei Bruch der Probe am Grund der Nut ist 4,7. Das
entspricht einer Vergleichsdehnung ¢y von 2,7.

Bild 4.7 zeigt die logarithmische erste und dritte Hauptformanderung fur die im Bild 4.6
dargestellten Ergebnisse. Die Dehnungen wurden kumuliert und mit dem idealen
Dehnungspfad fir ebene Scherung verglichen.
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Bild 4.6: ScherflieRspannung fiir DC04 in 2 mm Blechdicke mit 4 und 6
Unterbrechungen und Erneuerung des optischen Musters
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Bild 4.7: Logarithmische Hauptformanderungen fiir Proben, die durch mehrfache
Erneuerung des optischen DIC-Musters geprift wurden
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Der Dehnungszustand ist bis zu einer Hauptformanderung von 2,42 nahezu ideale ebene
Scherung wahrend des gesamten Versuchs. Die Abweichung der Hauptformanderungen
vom idealen Dehnpfad ist unter 1% bei einer Hauptforménderung von 2,0.

4.3 Inkrementelle Dehnungsmessung aus Drehmoment und Drehwinkel

Die meisten der zuvor beschriebenen Methoden zur Ermittlung der Scherspannungs-
Scherdehnungskurven haben gewisse Nachteile: Die direkte Messung hoher
Scherdehnungen ist sehr sensitiv beztglich des gemessenen Scherwinkels. Der Einsatz
der DIC ist nur so lange maglich, wie das optische Muster nicht zu stark verzerrt ist.
Nach einer gewissen Verzerrung wird ein neues Muster benotigt. Die Messung von
Drehmoment und Drehwinkel bergeht dieses Problem. Solange bei der Auswertung
aber ein spezifisches Verfestigungsverhalten (wie z. B. nach der Hollomon-Gleichung)
angenommen wird, werden die Ergebnisse lediglich approximiert. FlieBkurven kdnnen
somit nicht beliebig und prazise ermittelt werden. Selbst eine exakte analytische Losung
existiert derzeit nur flr die ebene Probe und nicht fiir Proben mit Nut.

Mit dem nachfolgend beschriebenen Ansatz konnen FlieRkurven im ebenen
Torsionsversuch auch inkrementell aus dem Drehmoment und dem Drehwinkel
ermittelt werden. Die Annahme eines bestimmten Verfestigungsverhaltens gibt es nicht.
Dies ist neben der DIC die einzige bekannte Methode, die auch fiir Proben mit Nut
verwendet werden kann. Es gibt keinen Vorteil zu der analytischen Auswertung der
ebenen Probe nach GlI. (2.50), aber die ermittelten FlieRkurven sind vergleichbar.

4.3.1 Prinzip fur die konventionelle ebene Probe

Bei der neuen inkrementellen Methode werden die Punkte der plastischen
Scherspannungs- und Scherdehnungskurve (z-ypi-Kurve oder auch ScherflieBkurve)
nacheinander aus der Drehmoment- und Drehwinkelkurve (M-a-Kurve) ermittelt. Aus
dem ersten Datenpunkt wird der FlieBbeginn unter Scherung yo und aus jedem
nachfolgenden Messpunkt ein weiterer Punkt der Scherflielkurve ermittelt. Die
Auswertung eines Messpunktes der M-a-Kurve wird nachfolgend als (Last-)
»Inkrement* bezeichnet. Der prinzipielle Ablauf der Auswertung wird nachfolgend
zuné&chst kurz beschrieben. Im Anschluss werden die detaillierte Beschreibung und die
Analytik fir beispielhafte Inkremente gegeben.

Bild 4.8 zeigt das Prinzip der Auswertung in jedem Inkrement. Fir jedes Inkrement i
sind das aktuelle Drehmoment M;, der aktuelle Drehwinkel ai und die Punkte der
ScherflieBkurve aus vorherigen Inkrementen (zo bis zi-1 und yo bis yi.1) bekannt. In jedem
Inkrement wird eine linearisierte deformierte Radiallinie aus den bekannten Daten (grin
im Bild 4.8) konstruiert. Gl. (2.41) kann fiir die Berechnung der Scherdehnung aus einer
linearisierten Radiallinie in linearisierter Form formuliert werden:
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4.7)

I'm ist der mittlere Radius aus dem linearisierten radialen Bereich Ar. Die Scherspannung
und das aktuelle Drehmoment M; wird fur die Berechnung des Radius rm genutzt und
die Scherdehnung wird genutzt, um die Steigung (den Scherwinkel) der linearen
Bereiche zu berechnen. In jedem Inkrement bleibt ein linearisierter Bereich an der
inneren Einspannung r, lbrig, aus dem ein neuer Punkt der ScherflieRkurve ermittelt
wird (blau im Bild 4.8).

Bekannte Punkte

. ) . aus vorherigen Inkrementen
ey Linearisierte .
! — \Radiallinie A \ -
! < >
]
= y i
I M
! <4 >
Kontinuierliche Vi
Radiallinie -
Berechnete lineare \ S % Neuer Punkt aus
Abschnitte aus /\ X aktuellem Inkrement
bekannten Daten \ ---- LIl W
- o
~Verbleibender i — Bekannte Informationen
linearer Abschnitt 71 &% — Neue Informationen

Bild 4.8: Prinzip der Linearisierung einer deformierten Radiallinie im ebenen
Torsionsversuch

Die Methode funktioniert unter der Annahme rein plastischen Werkstoffverhaltens ohne
elastische Dehnungen. Zu diesem Zweck wird der elastische Anteil ae des gemessenen
elastisch-plastischen Rotationswinkels «a analytisch aus dem Drehwinkel heraus-
gerechnet. Der verbleibende Winkel ap korreliert direkt mit der plastischen Deformation
der Radiallinie. Die plastische Kurve kann analytisch aus dem von Yin (2014)
hergeleiteten Zusammenhang zwischen elastischem Winkel und Drehmoment
(Gl. (2.43)) berechnet werden:

apl =a—Qy

M 2 _ rl2 (4.8)

J— -rA
4-7-G-t r2-r?

Nachfolgend werden die Details der Auswertung der einzelnen Inkremente am Beispiel
des ersten (i=1) und anschlieBend fur alle weiteren Inkremente (i>1) fir die
Ermittlung der Scherspannung- Scherdehnungskurve erléutert:
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Inkrement 1 (i = 1)

Bild 4.9 zeigt das Prinzip flr das erste Inkrement der Auswertung. Beginnend beim
Radius des elastisch-plastischen Ubergangs ro = r(zo), werden fiir bereits bekannte
Punkte der ScherflieBkurve die einzelnen Abschnitte der Radiallinie linear
hintereinander konstruiert. Ein einzelner linearer Abschnitt nahe dem Radius der
inneren Einspannung r, bleibt Gbrig. Fir den mittleren Radius rmnes des verbleibenden
Abschnitts wird ein neuer Punkt der ScherflieRkurve ermittelt.

Aus dem anfénglichen Drehnmoment Mo flr ap = 0 wird die anféangliche Scherspannung

M, .
=—3% _ firy,=0
Ty 2-7r‘t-r,2 Yo (49)
berechnet. Aus der anfanglichen ScherflieBspannung zo kann der Radius ro des elastisch-
plastischen Ubergangs durch

/ M
r— 1 4.1
° 2--t-7, (4.10)

flr das gegebene Drehmoment M: im ersten Inkrement berechnet werden (siehe
Bild 4.9). Fiir cine kleine Winkeldnderung Aaneu = a1 im ersten Inkrement der
Auswertung wird ein neuer Punkt der ScherflieBkurve durch die Linearisierung der
Dehnung in dem radialen Bereich Arney fur den mittleren Radius rmpes = (ri+ ro) /2
zwischen innerer Klemmung r und dem Radius ro ermittelt:

T=L und 7, =r 4 . (4.11)
1 2 T t . r,ineu 1 m,neu A . .
Drehmoment - Inkrement 1
Drehwinkel - Kurve - M,
2
M M Linearisierte 2-m-t mneu
1 . 0.
T Radiallinie o
M -& \ _ . 1
0| ~a, Ungenutzte Punkte Y1 = Vneu A
apl neu
Scherspannungs - Scherspannungs -
Scherdehnungs - Kurve Scherdehnungs - Kurve
g p Tl = T(rm)
T T, |- %
' T =)
ypl ypl

Bild 4.9: Inkrementelle Ermittlung der ScherflielRkurve am Beispiel des ersten
Inkrementes der Auswertung
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Der neu ermittelte Punkt der ScherflieRkurve (y1 and 1) ist nun fur die Auswertung der
néchsten Inkremente verfugbar.
Inkremente i > 1

In jedem weiteren Inkrement i (siehe Bild 4.10 fir i = 3) wird der nachste Punkt der
M-a-Kurve (Mi und a;) betrachtet. Zundchst muss der Radius am elastisch-plastischen
Ubergang

) (4.12)
° N2-z-t-g, '

erneut ermittelt werden, da sich der elastisch-plastische Ubergang mit steigendem
Drehmoment M nach aul3en verschiebt.

Drehmoment - Inkrement 3
Drehwinkel - Kurve __ M,
M Eh 2o t-r?
T M T rm,neu
---—;§a3 \ I’O s A(X‘neu
| : Ungengtzte Punkte ; Y3 = Ponen A
r 2 T heu
oy (
Scherspann - A Scherspannungs -
Scherdehn - Kdrve ¥ nneu Scherdehnungs - Kurve
T ’ rl — T T3 = T(I" m,neu)
T,
0 Aaneu = a3-Aa1-Aa2 5\7’3 = y(rm,neu)
ypl ypl

Bild 4.10: Inkrementelle Ermittlung ScherflieRkurve am Beispiel des dritten
Inkrementes der Auswertung

Fur jeden der bekannten Punkte n der ScherflieBkurve (mit 1 <n <i-1), die bereits in
vorherigen Inkrementen i ermittelt wurden, wird ein Abschnitt der linearisierten
Radiallinie um einen mittleren Radius

rm,n = |—— (413)

und ein Radius

rn = 2 ' rm,n - rn—l’ (414)
der zwei lineare Abschnitte verbindet, ermittelt. Der radiale Bereich
Arn = IFn—l - IFn (415)
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und das Winkel-Inkrement

0= r7—”~Arn (4.16)

m,n

Aa

um den mittleren Radius rmn kénnen nun fir den linearisierten Bereich berechnet
werden. y, ist die Scherdehnung des n-ten Punktes der FlieRkurve. Nach Auswertung
aller bekannten Punkte der ScherflieBkurve bleibt in jedem Inkrement eine
Winkeldifferenz

i-1
Aa,,, =0 — ZAan (4.17)

n=1

und ein radialer Bereich
i—1
Al =T~ zArn (4.18)
=1

um den inneren mittleren Radius nahe der Einspannung

r-m,neu = Lzrn ' (419)

fur den mit Gl. (4.7) und (2.36) ein neuer Punkt der Scherflielkurve ermittelt werden
kann:

=r AC‘,neu
7i m,neu Arneu '
Y (4.20)
Ti = —'2
2-r-t-r

m,neu

Der Ablauf wird nun fir jeden nachfolgenden Messpunkt der M-a-Kurve wiederholt,
um damit die vollstandige Scherflielkurve zu ermitteln. Die Anzahl der Punkte der
resultierenden ScherflieBkurve gleicht der Anzahl der Punkte der M-a-Kurve (und damit
auch der Anzahl der Inkremente i).

Die folgenden Anforderungen mussen erfillt sein, um die vorgestellte Methode
erfolgreich durchfiihren zu kénnen:

1. Der Rotationswinkel a muss exakt zwischen innerem und duf3erem Radius gemessen
werden. Potenziell auftretendes Durchrutschen zwischen den Klemmungen kdnnte
zu fehlerhaften Ergebnissen fiihren.

2. Der elastische Anteil des Drehwinkels oo muss fur die Analyse bereits von dem
Gesamtdrehwinkel « abgezogen sein. Der erste Punkt der M-a-Kurve entspricht
direkt dem FlieRbeginn.
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3. Die auszuwertende plastische M-a-Kurve muss streng monoton steigend sein, da
jedem Radius eine eindeutige plastische Dehnung zugeordnet werden muss. Lokale
Entfestigung fuhrt zu Problemen bei der Auswertung. Sehr starke Lokalisierung ist
andererseits im Gegensatz zur optischen Dehnungsmessung leicht auswertbar.

4. Die Werkstoffeigenschaften missen zu Beginn des Versuchs homogen im
Prifbereich sein. Es darf zu Beginn keinen Dehnungsgradienten geben. Die Methode
ist daher nicht fir die Ermittlung zyklischer FlieBkurven aus dem ebenen
Torsionsversuch geeignet.

Die Genauigkeit der neuen Messmethode ist von der Anzahl der Punkte der M-a-Kurve
abhangig. Je mehr Punkte genutzt werden, desto kleiner ist der Fehler durch die
Linearisierung der Dehnung entlang der Radiallinie der Probe.

Verifizierung der Methode durch numerische Analyse

Bild 4.11 zeigt den Ablauf fur die Verifizierung der neuen Methode schematisch. Fir
die Verifizierung der inkrementellen Auswertung wurden FlieBkurven mit
unterschiedlichem Verfestigungsverhalten definiert und in einer impliziten FEM-
Simulation mit isotroper v. Mises-Plastizitat in LS-Dyna hinterlegt. Die FlieRkurven
sind reprasentativ fiir den Tiefziehstahl DC04, den hochfesten Dualphasenstahl DP1000
und den Komplexphasenstahl CP1000. Diese Werkstoffe zeigen sehr unterschiedliche
Festigkeiten und Verfestigung. Die FlieRkurven der FEM-Materialmodelle werden
nachfolgend als ,,ReferenzflieRkurven* bezeichnet.

> ReferenzflieRkurve FEM £ M-a-Export
c 800 (virtuelle Torsion) Z 600

2 © 600 —

Ed £400

o= 400 a My £ 90

3 £ 200 $ |$ 5

i 0 £ 0
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Umformgrad Winkel in grad

800 G

Referenzflie{&ku rve

()]
C
>
EQ \ Ink telle Ermittlung
S 400 nkremente
§§ Aus M'e[‘t"ﬁ?rve <:| der ScherflieBkurve
© 200 emite aus M-a-Kurve
[T
0
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Bild 4.11: Schematischer Ablauf der Verifikation der inkrementellen FlieRkurven-
ermittlung mit virtuellen ebenen Torsionsversuchen durch Einsatz der FEM
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Fur das FE-Modell wurde ein 90°-Abschnitt der Probe mit 3D-Volumenelementen mit
zehn Elementen (ber die Blechdicke mit einer zyklischen Symmetrie modelliert. Der
Vergleich mit einer vollen 3D-Simulation zeigte keinen Unterschied der Ergebnisse
durch die angewandte Symmetriebedingung. Die Elementkantenldnge im zentralen
Prufbereich ist maximal 0,1 mm. Fir die Modellierung der Torsion wurden die Knoten
der inneren Klemmung fixiert und die Knoten der &uBeren Klemmung durch
Randbedingungen um die Rotationsachse rotiert. Der Drehwinkel und das resultierende
Drehmoment um das Rotationszentrum wurden exportiert. Aus den exportierten M-a-
Daten wurde anschliefend durch die zuvor beschriebene inkrementelle Methode die
ScherflieRkurve ermittelt und nach Umrechnung mit der v. Mises-FlieBbedingung mit
der ReferenzflieRkurve verglichen. Bei erfolgreicher Verifikation sollte die aus
Drehmoment und Drehwinkel ermittelte Kurve flr alle Werkstoffe exakt mit der
ReferenzflieBkurve bereinstimmen.

Ergebnisse der Verifikation

Bild 4.12 zeigt den Vergleich der ReferenzflieRkurve, die als Werkstoffdaten fir das
FEM-Modell genutzt wurde, mit der FlieBkurve, die durch die neue inkrementelle
Auswertung aus Drehmoment und Drehwinkel ermittelt wurde. Das isotrope v. Mises-
FlieRkriterium (GI. (2.38) mit r, = 1) wurde fir die Berechnung der Scherspannung und
Scherdehnung aus der FlieBspannung und dem Umformgrad genutzt. Dies entspricht
auch der in der Simulation genutzten FlieRbedingung. Fir die Ergebnisse wurden 300
Punkte der exportierten M-a-Kurve ausgewertet. Im direkten Vergleich der Referenz-
flieBkurve mit der inkrementell aus Drehmoment und Drehwinkel ermittelten Kurve gibt
es eine beinahe perfekte Ubereinstimmung der Kurven fiir jeden der untersuchten
(virtuellen) Werkstoffe. Die Wurzel der mittleren Fehlerquadratsumme (englisch: Root
Mean Square Error oder RMSE) ist fur alle Werkstoffe geringer als 0,5% der
Anfangsflielispannung.

Sensitivitat beztiglich der Anzahl der Punkte der Auswertung

Die inkrementelle Auswertung der ScherflieBkurven wurde fir alle virtuellen
Werkstoffe mit reduzierter Anzahl an Punkten durchgefiihrt, um den Einfluss der
Diskretisierung der M-a-Kurve auf die Abweichung der Kurven zu priifen. Bild 4.13
zeigt die Ergebnisse fur Auswertungen zwischen 3 und 300 Punkten. Der daraus
resultierende RMSE zwischen der Referenzflielkurve und den inkrementell ermittelten
Kurven ist in Tabelle 4.2 aufgelistet. Es ist bemerkenswert, dass selbst eine deutliche
Reduktion der Anzahl der Punkte, und damit auch der Anzahl der Inkremente, zu keiner
signifikanten Verschlechterung der Abweichung zwischen den inkrementell ermittelten
und den ReferenzflieRkurven fihrt. Selbst mit nur 10 Punkten sind die FlieRkurven in
guter Ubereinstimmung. Der RMSE st unter 1,5% der AnfangsflieRspannung fur alle
dargestellten Werkstoffe.
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Bild 4.12: Vergleich der Scherspannungs-Scherdehnungskurven der Referenz-
flieBkurven mit den inkrementell ermittelten Scherflielkurven fur drei
unterschiedliche Werkstoffeigenschaften, die mittels FEM untersucht
wurden
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Bild 4.13: Einfluss der Diskretisierung der M-a-Kurve auf die ermittelten
ScherflieBkurven fur drei FEM-Werkstoffe
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Erst flir weniger als 10 Punkte ist eine starker werdende Abweichung durch die grobe
Diskretisierung der Kurve erkennbar. Die neue inkrementelle Methode ist daher nicht
signifikant sensitiv bezuglich der Anzahl der Punkte der M-a-Kurve. Die Anzahl der
Punkte hat allerdings Einfluss auf die maximale Dehnung der ermittelten Scher-
flieBkurve. Je geringer die Anzahl der Punkte ist, desto groRer ist der zu linearisierende
radiale Bereich Ar, sodass auch der mittlere Radius rm groRer ist. Die Dehnung wird
immer in einem Abstand zur inneren Klemmung ausgewertet. Da die groRten
Scherdehnungen an der inneren Einspannung auftreten, fiihrt die Reduzierung der
Anzahl der Datenpunkte fir die inkrementelle Auswertung somit auch zu Scher-
flieBkurven mit geringerer maximaler Dehnung.

Tabelle 4.2: Root Mean Square Error (RMSE) in Abhangigkeit der Anzahl der Punkte
der M-a-Kurve flr die Auswertung der ScherflieSkurve

Anzahl der DCO4. CP10QO DPlOOQ
Punkte RMSE in RMSE In RMSE in

MPa MPa MPa

300 0,32 0,79 1,05

20 0,43 1,42 4,23

10 1,41 1,29 3,88

5 6,08 2,84 12,83

3 16,70 7,61 40,19

4.3.2 Prinzip fur ebene Torsionsproben mit Nut

Jede analytische Lésung aus Drehmoment und Drehwinkel, die im Kapitel 2.4.4 gezeigt
wurde, wurde nur fur die Annahme konstanter Blechdicke t fiir ebene Bleche hergeleitet.
Eine analytische Losung fur radial verédnderliche Blechdicken, wie es bei der Nutprobe
der Fall ist, wurde bisher nicht gefunden. Im Gegensatz zur analytischen Ldsung kann
die neue inkrementelle Methode fur beliebige Nutformen nahezu analog zur ebenen
Probe angewendet werden, solange die Blechdicke t(r) exakt bekannt ist. Dies ist ein
groler Vorteil der neuen Methode. Nachfolgend wird die Auswertung am Beispiel der
konventionellen runden Nut nach Bild 2.14 beschrieben.

Wie auch bei den ebenen Proben, wird fir die Auswertung der Nutprobe in jedem
Inkrement ein einzelner Punkt der M-a-Kurve verwendet, um Schritt flr Schritt einen
neuen Punkt der ScherflieRkurve zu ermitteln. In jedem Inkrement wird die linearisierte
deformierte Radiallinie konstruiert, welche aber fir die Nutprobe durch den
veranderlichen Spannungsgradienten in der Nut komplexer ist. Die Blechdicke

2
t(r) = tNut e — \/rl\?ut _(rNutbahn o r) (421)
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fur die kreisférmige Nut nach Bild 2.14 ist nicht mehr konstant, sondern vom Radius r
abhangig. Die maximale Spannung tritt nahe dem Grund der Nut auf. Der Radius
maximaler Scherspannung r.max kann fur die kreisférmige Nut durch

3 1
rr,max = Z ’ rNutbahn + \/E ) rl\?utbahn - tNut ) rNut (422)

berechnet werden (fur die Herleitung siehe Kapitel 6.2.1).

Die Ermittlung der linearisierten Radiallinie muss in jedem Inkrement sowohl von der
aulleren Seite (A), als auch von der inneren Seite (I) der Nut (vgl. Bild 4.15)
durchgefiihrt werden, da jede Spannung und Dehnung auf beiden Seiten der Nut auftritt.
Am Ende jedes Inkrementes bleibt ein linearer Abschnitt, fiir den ein neuer Punkt der
Scherflielkurve ermittelt werden kann. Im Gegensatz zur ebenen Probe ist dieser
Abschnitt nicht nahe der inneren Klemmung, sondern nahe dem Radius maximaler
Spannung im Grund der Nut.

Der Ablauf wird nachfolgend zundchst am Beispiel des ersten Inkrementes (i = 1) und
anschlieBend fiir alle weiteren Inkremente (i > 1) beschrieben.

Inkrement 1 (i = 1)

Bild 4.14 zeigt die linearisierte Radiallinie in der Nut fur das erste Inkrement der
Auswertung. Das Drehmoment M: und der Drehwinkel a1 sowie das anféngliche
Drehmoment Mo fur ap =0 ist im ersten Inkrement bekannt. Aus dem anfanglichen
Drehmoment Mo wird die anfangliche Scherfliespannung mit GI. (2.36) fiir den Radius
maximaler Scherspannung r.max berechnet:

=== Bekannte Informationen
== Neue Informationen Inkrement 1

M, )
T, = fur y,=0. 4.23
2'72-'1:(rr,max)'rrz,max ( )
M l o
—> ' Linearisierte
. . l—> Radiallinie -
Anfangliche Deformie [ — , Qe
Radiallinie | Radialiie | |- -~ - - Im--f-c------- i-1, 8
--------- '! i & — o Nutbahn ro,A ' ‘ é
. '_'f' e ) l A’/'neu 2
7 T R g 4y
\ rr,max A : r ’\:)/
—  Nut & < | 2
5
[
£

Bild 4.14: Auswertung der Nutprobe im ersten Inkrement der inkrementellen
Auswertung
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Aus der anfanglichen ScherflieBspannung zo werden anschlief3end der innere Radius ro,
und der &uBere Radius ro, an denen der elastisch-plastische Ubergang auftritt, durch
Ldsung von

_ Ml
C2-met(ry) 1

T (4.24)
nach ro ermittelt. Aus Gl. (4.24) resultieren zwei Losungen fir die innere Seite ro; und
fur die dulRere Seite roa. Fir eine kleine Winkeldnderung Aa = a1 wird im ersten
Inkrement ein einzelner neuer Punkt der Scherflielkurve durch die Linearisierung der
Dehnung im radialen Abschnitt Arney flr einen mittleren Radius rmneu = (ro + roa) / 2
zwischen dem inneren Radius ro; und dem dufReren Radius ro.a ermittelt:

T, = M, und y,=r__ - % (4.25)
' 2-m-t ( rm,neu ) : I’r721,neu ' e Arneu '

Inkrementi>1

In jedem nachfolgenden Inkrement i ist das aktuelle Drehmoment M;, der aktuelle
Drehwinkel ai und die Punkte der ScherflieBkurve aus vorherigen Inkrementen (zo bis
zi.e und yo bis yi-1) gegeben. Bild 4.15 zeigt exemplarisch die linearen Abschnitte der
Radiallinie in der Nut fur das dritte Inkrement der Auswertung (i = 3).

_ ﬁ?g?mngtﬁ)nen - Ink(rx(jment 3 |_~Linearisierte Radiallinie
= Neue i A
Informationen Fiay
------------ J-------A--‘b _--__rNutbahn
Anfangliche {J—hﬂxu Fony ) % 7
Radiallinie | r A !

m,neu
o Ay

: X
]
7"11 ?_.' }Arl,l E
| Aa,,

Tox Aa

Innenseite (I) ' AulRenseite (A)

A
3
=

Bild 4.15: Auswertung der Nutprobe im dritten Inkrement der inkrementellen
Auswertung

Die radialen linearen Abschnitte sind vergleichbar mit denen der ebenen Probe im
Bild 4.10, mit dem Unterschied, dass alle Radien und Winkel sowohl auf der AuRenseite
als auch auf der Innenseite des Radius maximaler Spannung aufgetragen werden. Der
neue Punkt der ScherflieRkurve wird mit Gl. (4.20) fur den mittleren Radius
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r _ liiia

mneu 2

MEY (4.26)

berechnet. Der Winkel des neuen linearen Abschnitts ist

i—1 i-1
AOlneu = — ZAan,A - ZAan,l (427)
n=1 n=1
und die radiale L&nge ist

Arneu =liga—fig- (4-28)

Bereiche elastischer und plastischer Formanderungen

Im Gegensatz zur ebenen Probe ist fur die inkrementelle Ermittlung der ScherflieBkurve
mit der Nutprobe eine Unterscheidung von vier unterschiedlichen Bereichen notwendig,
welche im Bild 4.16 dargestellt sind. Die Nut muss in einen duReren Bereich Il1 und
einen inneren Bereich Il, welche durch den Radius maximaler Spannung r.max geteilt
werden, separiert werden. Zusatzlich gibt es einen inneren ebenen Bereich | und einen
aulleren ebenen Bereich IV, welche ebenso fiur die Auswertung berticksichtigt werden
mussen. In Abhangigkeit der Verfestigung und der Dehnungen im Werkstoff werden
auch in den ebenen Bereichen plastische Forméanderungen auftreten, sobald die
FlieBspannung in dem jeweiligen Bereich Uberschritten ist. Jeder der vier Bereiche
besteht somit aus rein elastisch, teilweise elastisch / teilweise plastisch oder vollstédndig
plastisch gedehnten Abschnitten. Dies muss bei der Auswertung berticksichtigt werden.

Bereich 11 Bereich IV
(Innenseite Nut) (Ebene AulRenseite)

Bereich 1 Bereich 111
(Ebene Innenseite (AuBenseite Nut)

» I« il »
> K P < Ll

r ' ' |
> £ = konst E | ¢ = konst

1
- ]
Ll '
'
'
[l

»
'

|
|
. 7,max
|
.
|

rs Schnitt A-A

Bild 4.16: Bereiche fir die Berechnung des elastischen Winkels zwischen r; und ra im
ebenen Torsionsversuch mit Nut

Um den plastischen Drehwinkel op aus dem Gesamtdrehwinkel o zu berechnen, muss
zunachst der elastische Winkel ae zwischen innerer und &ufRerer Klemmung (siehe
Bild 4.16) ermittelt und vom Gesamtdrehwinkel abgezogen werden. Die analytische
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Berechnung des elastischen Winkels fur die konventionelle Nutprobe wird im Kapitel
6.2.2 beschrieben.

Verifizierung der Methode durch numerische Analyse

Analog zur Verifizierung fiir die ebene Probe wurden ebene Torsionsversuche mit Nut
numerisch flr definierte ReferenzflieBkurven simuliert, um darauf die M-a-Kurve zu
exportieren (siehe Bild 4.11). Bild 4.17 zeigt den Vergleich der Referenzflielkurven
mit den inkrementell ermittelten FlieBkurven fur die konventionelle Torsionsprobe mit
Nut. Die M-a-Kurve besteht jeweils aus 300 Punkten. Die Abweichung der Kurven
(RMSE) ist fur die drei untersuchten FlieRkurven geringer als 1,3% der Anfangs-
flieBspannung der Werkstoffe. Die geringe Abweichung fuhrt zu dem Schluss, dass die
Verifizierung der inkrementellen Methode auch fir die Nutprobe erfolgreich ist.
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\
800
©
o
=
£
& 600 CPlOOO (FEM)
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S \ tyye = 0,5 mm
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0
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Scherdehnung y

Bild 4.17: Vergleich der in Scherung umgerechneten ReferenzflieRkurven mit den
inkrementell fir die Nutprobe ermittelten ScherflieBkurven fiir drei
unterschiedliche Werkstoffeigenschaften

4.4 Experimentelle FlieRkurvenermittlung

Mit drei der im Stand der Technik und zuvor beschriebenen Auswertemethoden wurden
experimentelle Flielkurven ermittelt und verglichen. Dies sind die Auswertung mit
DIC, die analytische Berechnung nach Tekkaya et al. (1982) und die inkrementelle
FlieRkurvenermittlung. Fur drei Werkstoffe wurden sowohl ebene Proben als auch



60 Messung von FlieBkurven mit sehr groRer Formanderung

konventionelle Nutproben geprift, da Nutproben deutlich héhere Dehnungen erreichen
als ebene Proben.

4.4.1 Versuchswerkstoffe

Die Untersuchungen wurden mit einem kaltgewalzten Tiefziehstahl DC04 mit 2 mm
Blechdicke und mit zwei ultrahochfesten Stahlen, dem Dualphasenstahl DP1000 und
dem Komplexphasenstahl CP1000 mit je 1 mm Blechdicke, durchgefiihrt. Tabelle 4.3
zeigt die mechanischen Eigenschafen der Werkstoffe aus dem Zugversuch nach DIN
EN 1SO 6892-1:2017-02.

Tabelle 4.3: Mechanische Eigenschaften aus dem  Zugversuch fur die

Versuchswerkstoffe

Werkstoff WR ko in MPa £G n r In Ar
3 L 147 0,236 | 0,235 | 1,915 0 y
3 D 156 0,226 | 0,234 | 1,540 | & 3
o Q 154 0,236 | 0,235 | 2,427 | ©
9 L 925 0,045 | 0,052 | 0957 | ~
o — ™
= D 918 0,042 | 0,047 | 1,076 | S .
) Q 932 0,042 | 0,048 | 0,931 | '
g L 708 0,086 | 0,126 | 0,697 . o
= D 674 0,089 | 0,130 | 1,133 | & ©
o Q 714 0,080 | 0,125 | 0,864 | © '

Langs (L), diagonal (D) und quer (Q) beziehen sich auf die Orientierung der Proben zur
Walzrichtung (WR). Die senkrechten Anisotropieparameter rn der AHSS-Stdhle ist
ca. 1, sodass die senkrechte Anisotropie nicht ausgepragt ist. Der senkrechte
Anisotropieparameter fur DCO04 ist deutlich Gber 1. Der CP1000 hat im Vergleich zu
dem Dualphasenstahl eine grof3e Anfangsflielspannung kro und einen geringen n-Wert,
also eine geringe Kaltverfestigung und somit auch eine geringe GleichmalRdehnung Ac.
Der Tiefzienstanl DCO4 hat einen geringen FlieBbeginn und einen grofRen
Verfestigungsexponenten n.

4.4.2 Versuchsaufbau und Messmethoden

Fur die experimentellen Arbeiten wurde der ebene Torsionsprifstand von Yin (2014)
genutzt. Die Torsionsvorrichtung ist in eine 100 kKN-Zwick-Universalpriifmaschine
integriert, die als Lastrahnmen zur Aufbringung der inneren Klemmkraft dient. Ein
Servomotor mit einem Kegel- und einem Schneckenradgetriebe erzeugt die Torsion der
aulleren Klemmung. Das optische Dehnungsmesssystem Aramis 5M der Firma GOM
wird flr die Messung des Verschiebungsfeldes auf der Probenoberflache genutzt. Die
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Dehnungsreferenzléange ist 0,2 mm bei allen Versuchen. Das Drehmoment wird von
einem statischen Drehmomentensensor mit einem nominalen Drehmoment von
5000 Nm und einer Genauigkeit von 0,1% gemessen. Die Messung basiert auf
Dehnungsmessstreifen und wird im dufleren Ring aufgenommen. Der Radius der
inneren Klemmung ry ist 15 mm und die Klemmkraft betrdgt 100 kN. Die &uRere
Klemmung hat den Radius ra = 30 mm. Tabelle 4.4 zeigt die MaRe der eingesetzten
Nutproben nach Bild 2.14. Die minimale Blechdicke tny ist fur alle Werkstoffe die
Hélfte der Blechdicket. Die radiale Position der Nutbahn rnuwann Variiert in
Abhéangigkeit der Blechdicke t, sodass die Kante der Nut mdglichst nahe an der inneren
Einspannung liegt. Der Radius der Nut rnut ist bei allen Proben gleich. Fir jede
Prifbedingung wurden drei bis fiinf Wiederholversuche durchgefiihrt und jeweils die
gemittelten Kurven fur die Ergebnisse geplottet.

Tabelle 4.4: MaRe der konventionellen Nutproben nach Bild 2.14 fir die untersuchten

Werkstoffe
Werkstoff tin mm tnut I MM Nut IN MM I'Nutbahn IN MM
DC04 2,0 1,0 40 17,7
CP1000 1,0 0,5 40 17,0
DP1000 1,0 0,5 40 17,0

Ermittlung des Drehwinkels im ebenen Torsionsversuch

Fur die Ermittlung der Scherfliekurven aus Drehmoment und Drehwinkel ist die exakte
Messung des Drehwinkels ohne den Einfluss durch das Durchrutschen der Probe unter
den Klemmungen unabdingbar. Fur die Versuche dieser Arbeit wird dazu der Winkel
zwischen zwei tangentialen Linien, die mit Materialpunkten auf definierten Radien
verbunden sind, gemessen. Bild 4.18 zeigt das Prinzip an einer Probe mit Nut. Zwei
virtuelle Linien wurden im DIC-System nahe der inneren Klemmung und weiter aul3en
auf der Probe erstellt und der Winkel zwischen den Linien gemessen. Die Endpunkte
beider Linien sind mit Punkten auf einem definierten Radius der Probe verbunden. Der
innere Radius ist r =153 mm und der duBere Radius ist r =25 mm. Wahrend der
Torsion rotieren die Linien gemeinsam mit den Materialpunkten und der relative Winkel
zwischen den Linien korreliert mit dem Drehwinkel der Probe zwischen den Radien.
Der Vorteil der indirekten Auswertung durch Drehmoment und Drehwinkel ist vor
allem fir die Auswertung einer Nutprobe sehr duktiler Werkstoffe sichtbar. Im
Kapitel 4.2 wurde beschrieben, dass hohe Scherdehnungen nur durch mehrfache
Erneuerung des optischen Musters fiir die DIC-Auswertung gemessen werden konnen.
Da die Dehnungen am Rand der Nut deutlich geringer sind als am Grund der Nut, kann
die Messung des relativen Drehwinkels zwischen beiden Radien ohne Schwierigkeiten
auch bis zum Ende des Versuches gemessen werden. Dies ist auch mdglich, wenn das
optische Muster am Grund der Nut schon sehr stark verzerrt ist und dort keine Dehnung
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mehr gemessen werden kann (siehe Bild 4.18c). Diese Proben kénnen mit der
inkrementellen Methode somit auch bis zum Bruch ausgewertet werden. Die starke
Lokalisierung des CP1000 hat keinen Einfluss auf die Messung des Rotationswinkels,
da die Messung aulerhalb der Nut stattfindet, wo keine Lokalisierung auftritt.
Insbesondere die Dehnungsreferenzlédnge beeinflusst die Messergebnisse daher nicht so
stark.

Lokalisierungs- G

b .’ “

Miva Virtuelle Linien

Innere Klemmung

CP1000, 7= 1 mm &

Bild 4.18: Ermittlung des exakten Drehwinkels mit der optischen Dehnungsmessung
und Einsatz eines virtuellen Drehwinkelsensors

Der plastische Drehwinkel wird anschlielend, wie im Kapitel 6.2.2 beschrieben, durch
numerische Losung von Gl. (6.14) aus dem gemessenen elastisch-plastischen
Drehwinkel berechnet, um die Voraussetzung der plastischen Forménderungen zu
erfullen.

Approximation der Messdaten

Messrauschen flihrt zu Unstetigkeit in der gemessenen Kurve, die zu Problemen bei der
Auswertung der ScherflieRkurve fuhren konnen. Aus diesem Grund muss das
gemessene M-a-Signal zunachst gefiltert und falls notwendig approximiert werden.
Bild 4.19 zeigt das urspriingliche Messsignal nach Export aus dem DIC-System sowie
die Approximation durch eine uberlagerte Exponentialfunktion nach Gl. (4.29)

P

M(a)=a,+> a -(1—e‘°k'“) (4.29)

k=1
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mit p =8 Termen. ap, akx und Cy sind freie Parameter zum Fitten der Kurve. Die
Approximation ist stetig differenzierbar und streng monoton steigend. Im Gegensatz zu
einer Approximation durch Splines gibt es in der Formulierung nach GI. (4.29) keine
Anderung der Kriimmungsrichtung. Je groRer die Anzahl der Terme p ist, desto mehr
Freiheitsgrade sind verfligbar, um die Kurve zu kalibrieren. Die Funktion ist somit gut
dazu geeignet, die plastische M-a-Kurve zu approximieren (siehe auch Bild 4.19).
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Bild 4.19: Gemessene und approximierte M-a-Kurven fur DP1000 mit t=1mm
Blechdicke und VergrofRerung des Diagramms im Bereich Kkleiner
Drehwinkel

Die gleiche Approximation wurde auch fir die analytische Ermittlung der FlieRkurven
nach Gl. (2.50) genutzt. Die Ableitung von Gl. (4.29) ist:

dM (a) & .
N, e (4.30)
da kZ:l:ak K€

Durch Einsetzen von Gl. (4.29) und Gl. (4.30) in GI. (2.50) resultiert die Scherdehnung
an der inneren Klemmung r; zu

p
z ak ° Ck ¢ e_Ck'a
k=1

y(r)=2 (4.31)
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4.4.3 Ermittelte FlieRkurven fir ebene Proben

Bild 4.20 zeigt die FlieRBkurven aus dem ebenen Torsionsversuch, die mittels DIC,
analytisch und inkrementell ermittelt wurden, im Vergleich zum Zugversuch in drei
Walzrichtungen. Die Vergleichsspannung und -dehnung wurde mit dem Hill 48-
FlieRkriterium unter Berlicksichtigung der senkrechten Anisotropie rn berechnet.
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Vergleichsdehnung (Hill 48) ¢,

Bild 4.20: Experimentelle FlieBkurven aus dem Zugversuch und dem ebenen
Torsionsversuch

Die Kurven der analytisch berechneten Auswertung und der inkrementellen Auswertung
sind nahezu identisch. Beide basieren auf derselben Approximation nach Gl. (4.29). Die
maximale Dehnung der analytischen Auswertung ist geringfiigig hoher, da die
Auswertung direkt an dem inneren Radius stattfindet und die inkrementelle Methode
immer am mittleren Radius des linearisierten Bereichs stattfindet, der einen Abstand zur
inneren Klemmung hat. Grundsatzlich folgen alle FlieBkurven dem Trend der
FlieBkurven aus dem Zugversuch. Die Dehnungen im ebenen Torsionsversuch sind
verhéltnismé&Rig gering, da die Auswertung im Abstand von 0,3 mm von der inneren
Klemmung stattgefunden hat. Der RMSE zwischen der inkrementell ermittelten
FlieRkurve und der FlielRkurve aus der DIC zeigt eine Abweichung von 10,62 MPa fur
DCO04, 8,30 MPa fir CP1000 und 6,48 MPa fir DP1000.
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4.4.4 Ermittelte FlieRkurven fir die Probe mit Nut

Bild 4.21 zeigt die Ergebnisse der Auswertung fir den ebenen Torsionsversuch mit Nut.
Die Auswertung mit der inkrementellen Methode wird mit der Auswertung mit DIC und
dem Zugversuch langs zur Walzrichtung (L) verglichen. Die analytische Methode nach
Gl. (2.50) kann nicht fir die Nutprobe angewendet werden. Fur DP1000
(RMSE = 17,21 MPa) und CP1000 (RMSE = 3,18 MPa) sind die Flielkurven der
inkrementellen Methode in guter Ubereinstimmung mit der DIC. Der DP1000-
Werkstoff erreicht Vergleichsdehnungen von ca. 0,5 und der schwach verfestigende
CP1000 erreicht sogar Vergleichsdehnungen von ca. 1,5, wahrend der Zugversuch fir
CP1000 durch die friihe Einschnirung auf Dehnungen um 0,05 begrenzt ist.
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Bild 4.21: Experimentelle FlieBkurven aus dem Zugversuch und dem ebenen
Torsionsversuch mit Nut

Auch DCO04 zeigt gute Ubereinstimmung der DIC mit den inkrementell ermittelten
FlieRkurven. Lokale Abweichungen kdnnen zum einen auf die ebene Anisotropie und
zum anderen auf die Erneuerung des optischen Musters fir die DIC und die stufenweise
Auswertung zurtickgefiihrt werden. Die sichtbaren Abweichungen sind gering. Der
mittlere RMSE ist 9,6 MPa. Die maximal erreichten Vergleichsdehnungen fur den
DCO04 weichen voneinander ab, da unterschiedliche Proben flr die Auswertung genutzt
wurden. Die Probe der DIC-Messung wurde insgesamt finf Mal aus der Prifmaschine
entfernt und wieder neu eingespannt, wéhrend die Probe fur die inkrementelle
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Auswertung kontinuierlich bis zum Bruch geprift wurde. Das Entfernen und neue
Einspannen konnte zu geringeren Bruchdehnungen fuhren als eine kontinuierliche Last.
Fur CP1000 und DP1000 wurde jeweils dieselbe Probe mit DIC und inkrementell
ausgewertet. Sowohl die mehrstufige DIC als auch die inkrementelle Methode haben es
ermoglicht, fir den duktilen Tiefziehstahl DC04 Fliellkurven mit Vergleichsdehnungen
um 3,0 zu messen, wie sie im ebenen Torsionsversuch erreicht werden. Dies Ubertrifft
alle konventionellen Versuche oder Methoden zur Ermittlung der FlielRkurve fur
Blechwerkstoffe.

4.5 Diskussion und Zwischenfazit

Jede der vorgestellten Methoden zur Ermittlung der ScherflieRkurve aus dem ebenen
Torsionsversuch hat individuelle VVor- und Nachteile, die in Tabelle 4.5 zusammen-
gefasst sind. Die DIC ist universell einsetzbar: Dazu gehoren lokale Effekte, zyklische
Prifungen und alle Probenformen. Bei groflen Scherdehnungen und den daraus
resultierenden starken Verzerrungen des optischen Musters muss der Versuch allerdings
gestoppt werden und ein neues, undeformiertes optisches Muster aufgebracht werden.
Zum einen ist der Ablauf sehr zeitintensiv und zum anderen konnen zusatzliche Fehler
auftreten, falls die Messpunkte fir die akkumulierte Ermittlung der Dehnung fehlerhaft
zugeordnet werden. Zudem ist ein DIC-System sehr teuer und der Aufbau sowie die
Auswertung der Messdaten bendtigt viel Zeit.

Die Messung des Drehwinkels ist dagegen einfach und préazise, solange das
Durchrutschen der Probe unter den Klemmungen nicht gemessen wird. Die analytische
Ermittlung der Flielkurve ist gut flr die ebene Probe geeignet, da die Auswertung
weniger Rechenzeit bendétigt und weniger anfallig fir Fehler ist als die inkrementelle
Methode. Fir die Nutprobe ist allerdings nur die inkrementelle Methode anwendbar.
Beide Methoden, die analytische und die inkrementelle, basieren auf der Annahme, dass
zu Beginn der Prufung ebene Anisotropie und ein homogenes Deformationsfeld
vorliegen. Zusétzlich konnen keine lokalen Effekte, wie die dynamische Reckalterung
(PLC-Effekt), oder zeitabhangige Eigenschaften, wie Rekristallisierung oder Kriechen,
charakterisiert werden. Aus diesem Grund sind beide Methoden auch nicht fur die
Messung zyklischer FlieRkurven oder temperatur- und dehnratenabhéngiger Eigen-
schaften geeignet. Die Approximation der M-a-Kurve durch eine stetige monoton
steigende Funktion kann zu Fehlern durch unzureichende Abbildungsgenauigkeit der
Formulierung fuhren, sodass eine Funktion mit vielen Freiheitsgraden eingesetzt werden
muss.

Fur die Auswertung des ebenen Torsionsversuchs wird angenommen, dass die
Blechdicke wahrend der gesamten Formanderung auf der gesamten Probe konstant
bleibt. Falls auch nur eine geringe Erhohung der Blechdicke auftritt, wirde das
gemessene Drehmoment ebenfalls steigen. Fur die DIC-Messungen wiirde dies in falsch
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berechneten Spannungen resultieren. Im Falle der analytischen oder inkrementellen
Methoden wirde dies auch in Abweichungen der Dehnungsmessung resultieren, da eine
verénderte M-a-Kurve die gesamte Spannungs-Dehnungskurve beeinflusst. Vor allem
Werkstoffe mit geringer Verfestigung, wie der CP1000, reagieren auch bei geringer
Anderung der Dicke sehr sensitiv auf diesen Einfluss. Die Giiltigkeit der Annahme sollte
daher in zukinftigen Untersuchungen gepruft werden.

Tabelle 4.5: Vergleich und Anwendungsempfehlungen fur die Methoden zur Messung
der ScherflieRkurve aus dem ebenen Torsionsversuch

Methode Vorteile und Nachteile Anwendungs-
empfehlung
Vorteile: Wenn analytische und
e Lokale Dehnungsmessung inkrementelle Methoden
e Alle Probenformen prufbar nicht moglich sind:
O Nachteile: » Zyklische Prifung
3 e Diskretisierung des Dehnungsfeldes | » Temperatur- und
e Dehnungslokalisierung dehnratenabhangige
e Versuchsunterbrechung und Prafung
Neuberasterung bei starker Scherung | > B€l ausgepragter
Anisotropie
Vorteile: » Monotone
¢ Hohe Genauigkeit bei hohen FlieRkurven mit
S Dehnungen ebener Probe
£ e Schnell und einfach
T Nachteile:
% e Nur fur ebene Proben
e Keine lokalen Effekte
e Approximation der M-a-Kurve
Vorteile: » Monotone
— e Hohe Genauigkeit bei hohen FlieBkurven und
% Dehnungen Bruchdehnung fiir
o e Fir ebene und beliebige Nutproben Nutproben
E e Ermittlung der Bruchdehnung madglich
= Nachteile:
- e Keine lokalen Effekte
e Approximation der M-a-Kurve







5 Lokalisierung der Dehnung in Scherversuchen

Numerische Simulationen sowie die optische Messung von Dehnungen basieren auf
einer Diskretisierung der Oberflache eines Kontinuums in einzelne Bereiche. Lokale
Dehnungen innerhalb dieser einzelnen ,,Elemente” konnen nur fur das gesamte Gebiet
bestimmt werden. Lokale Unterschiede innerhalb der Elemente werden nicht gemessen.
Ein Merkmal von Schertests, wie z. B. dem Scherversuch nach Miyauchi (1984) oder
dem ebenen Torsionsversuch, ist der zunehmende Spannungsgradient, der zur
Lokalisierung der Scherdehnung in einem engen Bereich der Probe fiihrt. Die Intensitét
der Lokalisierung wird durch die Form der Probe und die mechanischen Eigenschaften
der Werkstoffe beeinflusst. Fir einige Anwendungen, wie die Charakterisierung des
Bauschinger-Effekts mit dem ebenen Torsionsversuch, ist dieser Spannungsgradient fur
eine effiziente Werkstoffcharakterisierung hilfreich. Zyklische FlieBkurven kdnnen an
verschiedenen Positionen der Probe und damit bei unterschiedlicher Belastung wéhrend
der Lastumkehr ermittelt werden. Fir viele konventionelle Scherversuche ist sogar ein
lokal variierender Querschnitt und damit ein Spannungsgradient erforderlich, um die
gewtinschte ebene Scherdeformation im Priifbereich zu erzeugen (z. B. Roth und Mohr,
2018). Fur andere Anwendungen, wie die Bestimmung von Flielkurven mit sehr
geringer oder keiner Kaltverfestigung, ist der Dehnungsgradient ein Hauptproblem. Es
tritt eine Dehnungslokalisierung in einem engen Bereich um die Position der maximalen
Spannung auf, die durch die Diskretisierung der optischen Dehnungsmessung nicht
mehr genau gemessen werden kann. Dieses Kapitel verfolgt drei Ziele:

e Eine Sensitivitatsanalyse fir die Beziehung zwischen Probenform, Werkstoff-
eigenschaften und Dehnungsreferenzlange auf die Ergebnisse der optischen
Dehnungsmessung.

e Eine analytische Berechnung des Fehlers aufgrund der Diskretisierung in
Scherversuchen fir konventionelle Scherversuche wund fir den ebenen
Torsionsversuch.

e Die Erarbeitung von einfachen und tbertragbaren Betriebsgrenzen fir die optische
Dehnungsmessung in Scherversuchen.

5.1 Experimentelle Analyse der Dehnungslokalisierung in Scherversuchen

Versuchswerkstoffe

Drei Werkstoffe wurden charakterisiert, um den Einfluss der Dehnungslokalisierung zu
analysieren und um das AusmaR der Lokalisierung und die Unterschiede in der



70 Lokalisierung der Dehnung in Scherversuchen

bestimmten Dehnung durch eine definierte Variation der ElementgroRe (Dehnungs-
referenzldnge) zu bewerten. Die Studie untersuchte den duktilen und stark
kaltverfestigenden DCO04-Stahl, den hochfesten Dualphasenstanl DP1000 und den
Komplexphasenstahl CP1000. Die FlieRkurven der untersuchten Werkstoffe sind in
Bild 5.1 dargestellt. Diese wurden im Zugversuch in Walzrichtung nach der Norm (SEP
1240, 2006) ermittelt und mit FlieRkurven aus dem ebenen Torsionsversuch extrapoliert.
Die Kennwerte der Werkstoffe konnen Kapitel 4.4.1 entnommen werden.
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Bild 5.1: Experimentelle FlieBkurven, Approximationen und Verfestigungsexponent n
fur die untersuchten Werkstoffe DC04, CP1000 und DP1000

DCO04 hat eine ausgepragte Kaltverfestigung (n=0,235). Die Streckgrenze ist ca.
200 MPa und erhoht sich um ca. 150% bei ¢ =1. Bei CP1000 ist eine geringe
Verfestigung (n=0,052) zu erkennen. Nach einer hohen Anfangsfestigkeit von
1000 MPa steigt die Fliefspannung schnell auf ca. 1150 MPa an und steigt dann nur
noch sehr geringfugig an. DP1000 kombiniert hohe Anfangsfestigkeit mit maRiger Kalt-
verfestigung (n=0,126). Aufgrund der unterschiedlichen Festigkeits- und
Verfestigungsgrade werden fir diese Werkstoffe grundsatzlich unterschiedliche
Lokalisierungseigenschaften erwartet. Die experimentellen FlieRkurven wurden unter
Verwendung der Hockett-Sherby- und Ludwik-Hollomon-Gleichung approximiert. Der
Verfestigungsexponent n aus der Ludwik-Hollomon-Gleichung ist ein Mal fiir die
Verfestigungsrate der Werkstoffe und wird direkt aus den Ergebnissen der Zugversuche
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abgeleitet. Die approximierten Kurven werden in den analytischen Berechnungen in den
Kapiteln 5.3 und 5.5 angewendet.

Versuchsaufbau und Probenformen

Zur Veranschaulichung des Lokalisierungsverhaltens wurden drei verschiedene, im
Bild 5.2 gezeigte, Scherversuche verwendet. Dies sind: ein konventioneller Scherzug-
versuch mit einer Scherlange Ls von 4 mm und einem Radius Rs von 1 mm (Bild 5.2a),
der ebene Torsionsversuch ohne Nut (Bild 5.2b) und der ebene Torsionsversuch mit
kreisformiger Nut (Bild 5.2c). Die &uBere Kontur der Proben wurde durch
Laserstrahlschneiden hergestellt. Die Nuten im ebenen Torsionsversuch wurden gefrast.
Der konventionelle Scherversuch wird in einer Universalprifmaschine linear parallel
zur Scherzone mit der Kraft F belastet. Der ebene Torsionsversuch wird mit einem
Drehmoment M zwischen innerer und &uBerer Klemmung belastet. Der innere
Spannradius r; betrdgt 15 mm und der duBere Spannradius ra betrdgt 30 mm. Die Nut
hat einen Radius rnee von 4 mm und die Halfte der Blechstdrke am Nutgrund. Die
Dehnung auf der Probenoberflache wird mit einem 3D-DIC-System, wie im Kapitel 4.1
beschrieben, gemessen.
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Bild 5.2: Probenformen und -abmessungen fir a)den konventionellen Scherzug-
versuch, b)den ebenen Torsionsversuch ohne Nut und c) den ebenen
Torsionsversuch mit Nut

Einfluss der Dehnungsreferenzlange auf die Dehnungsmessung mittels DIC

Die im Bild 5.2 gezeigten Proben wurden getestet und das Dehnungsfeld mittels DIC
gemessen. Die Dehnungsreferenzlange wurde nach dem Test durch Variation der DIC-
Facettengrofle und des -abstands sukzessive auf definierte Werte eingestellt. Eine
detaillierte Beschreibung der DIC-Einstellungen ist im Kapitel 4.1 zu finden. Jede der
drei Proben wurde mit einer unterschiedlichen Dehnungsreferenzlédnge lo zwischen
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0,15 mm und 0,5 mm ausgewertet, und die gemittelte Dehnung entlang einer Linie wird
an einer gleichen Position auf der Probe gemessen.

Dehnungsmessung in konventionellen Scherversuchen

Bild 5.3 zeigt den Einfluss der Dehnungsreferenzldnge lo zwischen 0,15 mm und
0,5 mm bei der optischen Dehnungsmessung fir den konventionellen Scherversuch
nach Bild 5.2a. Die gemittelte Vergleichsdehnung entlang der Position der maximalen
Dehnung und die Abweichung der gemessenen Dehnung von der Referenzkonfiguration
(lo = 0,15 mm) ist in jedem DIC-Dehnungsfeld gezeigt.
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Bild 5.3: Abweichung der gemessenen Dehnungen fir eine Variation der
Dehnungsreferenzlédnge im konventionellen Scherversuch

DP1000

Je groRer die Dehnungsreferenzlénge ist, desto geringere Dehnungen werden gemessen.
DCO04 zeigt nur geringe Unterschiede in der gemessenen Dehnung. Ein breiter Bereich
mit hoher Dehnung wird beobachtet. Auch groRere Dehnungsreferenzléangen fihren zu
keinen wesentlich gréeren Abweichungen (maximal -1,4% bei lo=0,5mm). Fir
CP1000 ist ein sehr schmales Dehnungsband und ein stark abnehmender Gradient der
Dehnung erkennbar. Die gemessenen Dehnungen fiir eine Dehnungsreferenzlédnge von
0,5 mm sind 16% kleiner als fir eine Dehnungsreferenzldnge von 0,15 mm. Die
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Dehnungsmessung fir CP1000 zeigt eine starke Sensitivitdt gegentber der
Dehnungsreferenzlénge. Die Abweichung der gemessenen Dehnung (7-8%) fiir DP1000
liegt zwischen den gemessenen Werten fiir DC04 und CP1000. Messabweichungen
zeigen eine starke Korrelation mit dem Verfestigungskoeffizienten n. Je Kkleiner der
Verfestigungskoeffizient ist, desto groRer ist die Abweichung der gemessenen
Dehnungen.

Dehnungsmessung im ebenen Torsionsversuch

Ebene Torsionsversuche wurden analog zum konventionellen Scherversuch
durchgefiihrt. Die Dehnungsreferenzlédnge variiert zwischen 0,2 und 0,5 mm, wie im
Bild 5.4 gezeigt. Der radial abnehmende Dehnungsgradient ist vergleichbar mit dem
Scherversuch. In Abhédngigkeit von der Kaltverfestigung der Werkstoffe ist die
Intensitat stdrker oder schwécher. Daruber hinaus konnen bei groRerer
Dehnungsreferenzlange die Punkte in der N&he der inneren Klemmung nicht mehr
korrekt bestimmt werden, da durch die gréReren Elemente auch eine gréRere Flache in
der Nahe der inneren Klemmung nicht gemessen werden kann (mindestens
Y, Facettenabstand zur inneren Klemmung — vgl. Kapitel 4.1).
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Bild 5.4: Ergebnisse der Dehnungsmessung fur DC04, CP1000 und DP1000 mit unter-
schiedlicher Dehnungsreferenzlange im ebenen Torsionsversuch ohne Nut

Aus diesem Grund wurde die Dehnungsmessung in einem Abstand von 0,5 mm von der
inneren Einspannung durchgefiihrt (r = 15,5 mm). Im Vergleich zum konventionellen
Scherversuch nehmen die gemessenen Dehnungen mit zunehmender Dehnungs-
referenzlange zu. Beim CP1000 ist eine Erhéhung der gemessenen Dehnung von ca.
11,6% fir lo = 0,5 mm zu sehen. Der radial abnehmende Spannungs- und Dehnungs-
gradient ist bei Verwendung eines Probekorpers mit kreisformiger Nut noch
ausgepréagter. Bild 5.5 zeigt die Vergleichsdehnung fiir jeweils eine Probe aus DCO04,
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CP1000 und DP1000. Insbesondere der CP1000-Stahl mit geringer Verfestigung
(n =0,052) weist aufgrund der starken Lokalisierung der Dehnung in einem engen
Bereich eine Abweichung der gemessenen Dehnung von bis zu 25% in Bezug auf die
kleinste Messldnge auf. DC04 (n=0,235) zeigt nur Abweichungen von 1% der
gemessenen Dehnung. Je stérker die Verfestigung der Werkstoffe ist, desto geringer ist
die Abweichung mit zunehmender Dehnungsreferenzldnge, da der Gradient der
Dehnung im Maximum nicht so stark abnimmt. Je kleiner die Dehnungsreferenzléange
ist, desto genauer ist die Dehnungsmessung. Die exakte Dehnung von stark
lokalisierenden Werkstoffen mit starken Dehnungsgradienten ist daher nur mit sehr
kleinen optischen Facetten zuverl&ssig messbar.

DCO04, r=2,0 mm CP1000, #=1,0 mm DP1000, 7= 1,0 mm
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Bild 5.5: Ergebnisse der Dehnungsmessung fir DC04, CP1000 und DP1000 mit
unterschiedlichen Dehnungsreferenzldngen im ebenen Torsionsversuch mit
konventioneller Nut nach Bild 5.2¢c

5.2 Numerische Analyse des Einflusses von Festigkeit und Verfestigung auf
die Dehnungslokalisierung

Fur die selektive Analyse des Einflusses der Festigkeit und der Verfestigung wurde ein
linear-elastisch, linear-plastisches Werkstoffverhalten angenommen. Lineare Kalt-
verfestigung wird durch

ke =Kio+C-0 (5.1)

beschrieben. ks ist die AnfangsflieRspannung und C ist die Steigung der FlieRkurve als
MaR fir die Kaltverfestigung. Bild 5.6 zeigt die untersuchten linear verfestigenden
Spannungs-Dehnungskurven mit einer AnfangsflieBspannung kso von 200 MPa und
Verfestigungsparameter C zwischen 10 (5% von kso) und 400 MPa (200% von Kks). Flr
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die numerische Analyse wurden idealisierte Modelle der im Bild 5.2 dargestellten
Probenformen in der kommerziellen FE-Software LS-Dyna simuliert.
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Bild 5.6: Spannungs-Dehnungskurven fir lineare Verfestigung

Bild 5.7 zeigt die vernetzten Probenausschnitte des konventionellen Scherversuchs und
des ebenen Torsionsversuchs mit und ohne Nut. In allen Versuchen wurde nur ein
lokaler Bereich modelliert. Fir den ebenen Torsionsversuch ist dies ein 15°-Ausschnitt
der Probe, der durch eine zyklische Symmetriebedingung modelliert wurde. In radialer
Richtung ist der Abschnitt etwa 5mm breit. Die Elementkantenldnge aller
Probenformen ist zwischen 0,05 und 0,1 mm. Die Kraft F bzw. das Drehmoment M
werden durch Randbedingungen an den dufReren Kanten des Modells beaufschlagt.

Konventioneller Ebene Probe
Scherzugversuch

Nutprobe

Bild 5.7: FEM-Modelle eines idealisierten Scherversuchs, des ebenen Torsions-
versuchs und des ebenen Torsionsversuchs mit Nut
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Die Verteilung der Dehnung in den dargestellten Probenformen ist im Bild 5.8 fiir die
im Bild 5.6 dargestellten Spannungs-Dehnungskurven dargestellt. Fur alle dargestellten
Scherversuche ist zu erkennen, dass sich bei geringer Verfestigung (C = 10 MPa) ein
sehr schmales Dehnungsband einstellt. Die geringe Verfestigung fiihrt dazu, dass
Bereiche, an denen die Spannung geringer ist, nur sehr geringe Dehnungen zeigen. Je
hoher die Verfestigung C, desto stérker werden auch Bereiche mit geringerer Spannung
plastisch umgeformt, sodass auch der Gradient der Dehnung abnimmt. Dieses Verhalten
spiegelt direkt den Einfluss der Verfestigungsexponenten aus den experimentellen
Arbeiten im Kapitel 5.1 wider, sodass angenommen werden kann, dass die Verfestigung
den maligeblichen Einfluss auf den Gradienten der Dehnung und damit auf die
Lokalisierung der Dehnung hat.
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Bild 5.8: Numerische Analyse des Einflusses der Verfestigung auf das Dehnungsfeld
in Scherversuchen

5.3 Analytische Abschatzung des Messfehlers aufgrund der Dehnungs-
lokalisierung in Scherversuchen

Die experimentellen Ergebnisse aus Kapitel 5.1 zeigen, dass die werkstoffabhéngige
Lokalisierung der Dehnung einen grofRen Einfluss auf die DIC-basierte Scherdehnungs-
messung hat. Im folgenden Abschnitt wird der durch die Diskretisierung verursachte
Fehler in Abh&ngigkeit von der Probengeometrie, den Werkstoffeigenschaften und der
Dehnungsreferenzlédnge analytisch abgeschatzt. Mit dem beschriebenen Verfahren ist es
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einerseits moglich, die Messabweichung analytisch vorherzusagen und andererseits
Ansétze zur Verbesserung der Messgenauigkeit durch DIC-basierte Messung von
Scherdehnungen abzuleiten. Der Diskretisierungsfehler ist definiert als das Verhaltnis
der gemessenen Scherdehnung fir einen diskreten Bereich yqis der GroRe lo zur exakten
lokalen Scherdehnung y:

¢=tos g, (5.2)
v

Der Diskretisierungsfehler { kann positive oder negative Werte haben, je nachdem, ob
die diskreten Dehnungen yqis groRer oder kleiner als die exakte Dehnung y sind.
Bild 5.9a zeigt die Deformation einer anfanglich geraden Linie fur den konventionellen
Scherversuch. Wenn die Probe belastet wird, deformiert sich die Linie in Abhé&ngigkeit
von der lokalen Beanspruchung im Prifbereich. Die genaue lokale Dehnung entspricht
dem lokalen Scherwinkel #. Der Scherwinkel #(lo) fir das diskrete Element der Grole
lo ist ein integrales MaR, das sich aus der Verschiebung dy entlang lo ergibt.
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Bild 5.9: Idealisierte Deformation einer anfanglich linearen Linie fur a) den ASTM-
Scherversuch, b) den ebenen Torsionsversuch mit voller Probe und c) den
ebenen Torsionsversuch mit runder Nut
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Bei nichtlinearer Deformation der Linie kommt es zu Abweichungen des gemessenen
Scherwinkels vom exakten lokalen Scherwinkel (y ##(lo)). Fir lo=0 ist der
Diskretisierungsfehler = 0 und die Dehnungsmessung ist exakt. Bild 5.9b und c zeigen
die Deformation einer radialen Linie im ebenen Torsionsversuch ohne Nut und mit Nut.
Der diskrete Scherwinkel #(lo) ist hier ein integrales MaR fiir den Umfangswinkel 6.

Fur die nachfolgende analytische Abschatzung des Diskretisierungsfehlers werden
einige Annahmen getroffen:

1. Im Testbereich liegt eine ideale einfache Scherung vor, was bedeutet, dass sich der
Querschnitt (Scherlange und lokale Blechdicke) des gescherten Bereichs nicht
andert.

2. Es treten keine Randeffekte oder Inhomogenitdt auf. Schubspannung und
Schubdehnung sind entlang der Scherebene konstant (im Scherversuch: z(x) = konst;
im ebenen Torsionsversuch: 7(#) = konst).

3. Die Schubspannung kann aus der Kraft und dem Querschnitt exakt berechnet
werden.

4. Das Werkstoffverhalten entspricht linearer Elastizitdt und isotroper v. Mises-
Plastizitat.

5. Die FlieRkurve des Werkstoffs ist bekannt und kann analytisch approximiert werden.

Das v. Mises-FlieRkriterium wird verwendet, um die Scherspannung und die
Scherdehnung aus Vergleichsspannungen und -dehnungen zu berechnen:

o, =% und k=37 (5.3)

V3

Das Verfestigungsgesetz nach Ludwik
K =kio+C -9y (2.24)

flhrt beispielsweise zur plastischen Scherdehnung

1
3tk |" k
7p| (T) \/7 [ C 4 \/§
Die Schubspannung z ist die auf den Querschnitt im Scherbereich A bezogene Kraft F:
F
=—. 55
r=— (5.5)

Konventionelle Scherversuche

Bei konventionellen Scherversuchen nach Bild 5.9a wird die Kraft F direkt gemessen
und fur den Querschnitt A folgt
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A(x):t(x)-L(x):t-(LS+2-(Rs—w/R52—x2)). (5.6)

Ebener Torsionsversuch

Die radiusabhangige Kraft F

F(r)=— (5.7)
im ebenen Torsionsversuch berechnet sich aus dem Drehmoment M und dem
Querschnitt

A(r)=2-z-r-t(r), (5.8)

mit konstanter Blechdicke t flr die ebene Probe (Bild 5.9b) und einer radiusabhéngigen
Blechdicke

2
t(r) = tNutboden e — \/rl\fut _(rNutbahn o r) (59)

flr die Probe mit runder Nut (Bild 5.9¢). Mit bekannter Probengeometrie und bekannten
Werkstoffparametern kann die lokale Scherdehnung y fir alle vorgestellten Proben-
formen exakt bestimmt werden.

Berechnung der gemessenen diskreten Dehnung

Die diskrete Scherdehnung ydis wird durch Integrieren der Verschiebungen entlang der
deformierten Linien bestimmt. Aufgrund der unterschiedlichen Koordinatensysteme
(kartesisch und polar) sind der konventionelle Scherversuch und der ebene
Torsionsversuch getrennt zu betrachten.

Konventionelle Scherversuche

Die lokale Scherdehnung

d
y =tan(n) :d—i (5.10)

wird aus der lokalen Steigung der deformierten Linie berechnet. Fir ein diskretes
Element mit der anfanglichen Kantenlange o folgt aus GI. (5.10)

_Ay_ 4y
Viis = AX T (5.11)
mit
Ay:fdy:fy(x)-dx. (5.12)

Durch Einfugen von GI. (5.12) in Gl. (5.11) folgt fur die diskrete Scherdehnung
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os =1 j y(x)-dx. (5.13)

Die erforderliche exakte lokale Dehnung p(x) ist wie im vorherigen Abschnitt
beschrieben definiert.

Ebener Torsionsversuch

Die Berechnung der integralen Scherdehnung in Abhé&ngigkeit von der Dehnungs-
referenzlange fur den ebenen Torsionsversuch erfolgt analog zum konventionellen
Scherversuch. Die Scherdehnung wird aus der lokalen Steigung der radialen Linie
berechnet:

y=tan(n)= r?j—f- (5.14)

Die diskrete Dehnung fur einen radialen Bereich Ar = o ist

Aa A
Viis = r? = rl_ (5.15)
0

mit der Winkeldifferenz Aa aus dem Integral der inkrementellen Winkelanderung da:

Aa =[da = Y. (5.16)

: J’Z&dr. (5.17)

y(r) ist wie im vorherigen Abschnitt beschrieben definiert.

Beispielhafte Berechnung des Messfehlers flr die experimentellen Werkstoffe

Die Abschatzung der Messabweichung wurde fir die im Kapitel 5.1 untersuchten
Werkstoffe exemplarisch durchgefihrt. Zu diesem Zweck wurden die FlieBkurven der
Werkstoffe, wie im Bild 5.1 dargestellt, nach Hockett und Sherby (1975) approximiert

ke =k —(kf,w - kf,o)-e-mwc (2.28)

,00

und der Diskretisierungsfehler { nach GlI. (5.2) berechnet. Bild 5.10 zeigt den
Diskretisierungsfehler in Abhangigkeit der Vergleichsdehnung fir den konventionellen
Scherversuch.
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Bild 5.10: Analytisch  berechnete Diskretisierungsfehler fir die untersuchten
Werkstoffe DCO04, CP1000 und DP1000 fiur den konventionellen
Scherversuch, den ebenen Torsionsversuch und den ebenen Torsionsversuch
mit Nut

Die Dehnungsreferenzlange lo wurde von ca. 0 mm (1-:10° mm) bis 0,5 mm in Schritten
von 0,1 mm variiert. Der Diskretisierungsfehler variiert im Verlauf des Versuchs fir
alle Werkstoffe und Probenformen. Der Scherversuch und der ebene Torsionsversuch
mit Nut haben einen negativen Fehler, sodass geringere Dehnungen gemessen werden.
Im Gegensatz dazu hat der ebene Torsionsversuch ohne Nut einen positiven Fehler,
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sodass dort zu groRe Dehnungen gemessen werden. Dies bestatigt die experimentellen
Ergebnisse. Insgesamt bilden die analytischen Ergebnisse eine gute qualitative und
quantitative Naherung der experimentellen Ergebnisse aus Kapitel 5.1.

Messabweichungen wahrend des elastisch-plastischen Ubergangs

Bild 5.10 zeigt fir alle Werkstoffe einen starken Anstieg des Diskretisierungsfehlers bei
geringer Dehnung. Dies ist auf die Messung von Prifbereichen zurtickzufiihren, die
teilweise elastisch und teilweise plastische Dehnung haben, wie im Bild 5.11 dargestellt.
Wenn zum Beispiel die lokale Dehnung am Radius r bestimmt werden soll und dieser
noch eben elastisch ist, aber die Bereiche mit kleinerem Radius innerhalb desselben
diskreten Elements bereits plastisch umgeformt sind, dann ist die Gesamtumformung
des Elements im Verhaltnis zu der lokalen Dehnung am Radius r deutlich gréf3er und
damit auch die gemessene Dehnung. Die plastische Dehnung ist deutlich groRer als die
elastische Dehnung, sodass die integrale Bestimmung der Dehnung immer zu einer
Mittelung von sehr kleinen und im Vergleich sehr groBen Dehnungen und damit zu
groRRen Fehlern zu den realen lokalen Dehnungen flihrt. Je groRer der Anteil des rein
elastischen oder nachfolgend des plastischen Bereichs des diskreten Messelements ist,
desto geringer ist die Messabweichung. Die groRte Abweichung tritt auf, wenn der
elastisch-plastische Ubergang am Radius r erreicht wird, bei dem die Halfte des
Bereichs elastisch ist und die andere Hélfte bereits plastisch ist. Je weicher der elastisch-
plastische Ubergang ist, desto geringer ist die Messabweichung.

—— Elastisch

;7 pl >> 77c1

Bild 5.11: Darstellung der Messabweichung beim elastisch-plastischen Ubergang
innerhalb des diskreten Elements

5.4 Ansatze zur Vermeidung von Messfehlern aufgrund der Dehnnungs-
lokalisierung

Der Einfluss der Dehnungsreferenzlange auf die Messung von Scherdehnungen mit DIC
wurde an drei Werkstoffen untersucht und gezeigt, dass Messfehler in Abhangigkeit der
Werkstoffeigenschaften, der Probengeometrie und der Einstellungen des DIC-Systems
auftreten. Je geringer die Kaltverfestigung des Werkstoffs ist, desto grofer ist der
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Messfehler aufgrund zu grof3er optischer Elemente. Fir den Werkstoff CP1000 wurden
Abweichungen von bis zu 25% gemessen, wahrend DCO04 bei gleicher Einstellung nur
1% Abweichung aufweist.

Um Messfehler von Messsystemen mit diskreten Messbereichen zu reduzieren oder zu
vermeiden, kdnnen aus den gewonnenen Erkenntnissen folgende Strategien abgeleitet
werden:

1. Die Dehnungsreferenzlange muss so weit reduziert werden, dass Fehler
vernachlassigbar sind. Im Kapitel 5.5 wird erldutert, dass die Auswahl der
Dehnungsreferenzldnge mit Kenntnis des Verfestigungsexponenten n moéglich ist.

2. Die Probenform muss so gestaltet sein, dass keine Lokalisierung auftritt. Fir den
ebenen Torsionsversuch wird eine solche Probenform im Kapitel 6.3.2 vorgestelit.

3. Der Fehler muss analytisch ermittelt und die gemessene Dehnung daraufhin
korrigiert werden. Hierzu mussen alle probenspezifischen, werkstoffspezifischen
und systemspezifischen Parameter genau bekannt sein. Da bei Scherversuchen die
werkstoffspezifischen Parameter quantifiziert werden sollen, stehen diese in der
Regel nicht a priori zur Verfiigung.

4. Alternative Messmethoden kdnnen verwendet werden. Diese umfassen z. B. die
Auswertung der Scherdehnung aus der Kornstruktur oder im Falle des ebenen
Torsionsversuchs die Bestimmung der Scherdehnung aus Drehmoment und
Drehwinkel (vgl. Kapitel 4.3).

5.5 Definition der Dehnungsreferenzlange anhand des n-Wertes

Unter Annahme des Verfestigungsgesetzes nach Ludwik-Hollomon
k,=C-o| (2.25)

und unter Vernachléssigung elastischer Forménderungen kann eine Abschétzung des
Messfehlers in Abhdngigkeit des Verfestigungsexponenten n hergeleitet werden.

Bild 5.12 zeigt die Messabweichung in Abhéngigkeit des linearen Parameters C, der
zwischen 0 und 1000 MPa variiert wurde. Fir die dargestellte Auswertung ist der
Verfestigungsexponent n=0,05 und die Scherdehnung y =0,5 konstant. Es kann
beobachtet werden, dass die Messabweichung ¢ fur alle untersuchten Probenformen
nahezu unabhéngig vom linearen Parameter C ist. Der Diskretisierungsfehler hangt
folglich hauptséchlich vom Verfestigungsexponenten n ab. Nachfolgend wird daher C
fur die Ermittlung des Messfehlers zur Vereinfachung der Abhéangigkeit daher
vernachlassigt.

Bild 5.13 zeigt den erwarteten Diskretisierungsfehler in Abhangigkeit des
Verfestigungsexponenten n und der Dehnungsreferenzlange lo fiir die drei im Bild 5.9
gezeigten Probentypen. Die Scherdehnung y ist 0,5 und der Parameter C ist 200 MPa
flr die dargestellten Ergebnisse.
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Bild 5.12: Diskretisierungsfehler in Abhéngigkeit des C-Parameters fir a)den
konventionellen Scherversuch, b) den ebenen Torsionsversuch ohne Nut bei
Radius r = 15,5 mm und c) den ebenen Torsionsversuch mit runder Nut

Mit den gegebenen Informationen kann bereits mit Kenntnis des n-Wertes aus dem
Zugversuch eine Abschatzung der zu erwartenden Messabweichung oder umgekehrt
eine geeignete Einstellung des DIC-Systems gewahlt werden, fiir die die Abweichung
ausreichend klein ist. Vergleichbare Diagramme konnen auch fir andere Probenformen
erzeugt werden. Bei Definition eines maximal zul&ssigen Fehlers ist auch die
tabellarische Darstellung der notwendigen Einstellungen mdglich. Fir die Auswahl der
Dehnungsreferenzlange mussen allerdings immer auch die physikalischen Grenzen der
eingesetzten Messsysteme beriicksichtigt werden, aufgrund derer nicht beliebig kleine
Dehnungsreferenzléangen realisiert werden kénnen. Das eingesetzte GOM-Aramis-5M-
System kann fur die 3D-Dehnungsmessung eine kleinstmdgliche Dehnungs-
referenzlange von 0,1 mm realisieren. Sicher und reproduzierbar wurden die Ergebnisse
je nach Versuchsaufbau und dem notwendigen Messvolumen erst ab lo = 0,15 bis
0,2 mm.
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Bild 5.13: Diskretisierungsfehler in Abhangigkeit des Verfestigungsexponenten n fur
a) den konventionellen Scherversuch, b) den ebenen Torsionsversuch ohne
Nut bei Radius r = 15,5 mm und c) den ebenen Torsionsversuch mit Nut

Einfluss des inneren Klemmradius auf den Diskretisierungsfehler im ebenen
Torsionsversuch

Zuletzt wird dargestellt, wie sich eine Verringerung des Klemmradius im ebenen
Torsionsversuch, wie es beispielsweise fir die Vermeidung von Faltenbildung bei
dinnen Blechen notwendig ist, auf den Diskretisierungsfehler ¢ auswirkt. Bild 5.14
zeigt den Diskretisierungsfehler ¢ unter Variation des inneren Klemmradius r flr
Werkstoffe mit unterschiedlichen Verfestigungsexponenten n zwischen 0,05 und 0,3.
Die Dehnungsreferenzlénge lo ist 0,1 mm, was den kleinstmdglichen Einstellungen des
eingesetzten DIC-Systems entspricht. Der Auswerteradius r ist jeweils 0,1 mm vom
inneren Klemmradius r; entfernt. Die Ergebnisse zeigen, dass der Fehler ¢ mit
Verringerung des Klemmradius r; exponentiell zunimmt. Der Diskretisierungsfehler
wird somit insbesondere bei Einsatz kleiner Stempel kritischer.
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Bild 5.14: Diskretisierungsfehler in Abhéngigkeit des Radius der inneren Klemmung r;
im  konventionellen ebenen Torsionsversuch fir unterschiedliche
Verfestigungsexponenten n

5.6 Zwischenfazit

Der Einfluss der Werkstoffeigenschaften, Probenform und der Dehnungsreferenzlange
auf den Fehler durch die Lokalisierung der Dehnung in Scherversuchen konnten
experimentell, numerisch und analytisch gezeigt werden. Die folgenden Erkenntnisse
konnten nachgewiesen werden:

e Je geringer die Verfestigung eines Werkstoffs, desto ausgepréagter ist die
Lokalisierung und desto grofRer ist der Diskretisierungsfehler.

e Je geringer die Dehnungsreferenzldnge des Messsystems, desto geringer ist der zu
erwartende Messfehler.

e In Scherzugversuchen und dem ebenen Torsionsversuch mit Nut ist die gemessene
Dehnung immer geringer als die reale Dehnung. Im ebenen Torsionsversuch ohne
Nut ist die gemessene Dehnung dagegen immer grofer als die reale Dehnung.

e Die Form der Proben hat groBen Einfluss auf den Messfehler. Je kleiner der
Nutradius, der Radius an der Scherzone oder der Radius der inneren Klemmung,
desto groRer ist der zu erwartende Messfehler.

Die vorgestellte Analytik kann verwendet werden, um den zu erwartenden Messfehler
fur jede Art von Scherversuch analytisch abzuschétzen. Die vereinfachte Abhangigkeit
vom Verfestigungsexponenten n kann zudem als Richtwert fir die Einrichtung von
optischen Dehnungsmesssystemen oder flr die Definition der maximal zuldssigen
ElementgroRe in FEM-Modellen herangezogen werden.
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Der Kklassische ebene Torsionsversuch ist gut fir die Ermittlung von FlielRkurven
geeignet, zeigt aber auch einige prozessbedingte Einschrankungen:

1. Die maximalen Dehnungen nahe der inneren Einspannung kdnnen nicht gemessen
werden.

2. Die Klemmkraft durch die innere Einspannung fiihrt zu einer Gberlagerten Spannung
nahe dem inneren Klemmradius.

3. Die Schadigung der Probenoberflache durch die Riffel der Stempel fuhrt zu einem
friihen Versagen des Werkstoffs.

4. Die mechanische Bearbeitung der Nut flihrt zu einer Beeinflussung der
Werkstoffeigenschaften.

Dies fuhrt dazu, dass die erreichbaren und messbaren Dehnungen eingeschrankt sind.
Der Einsatz von Proben mit Nut flihrt zu einer Reihe positiver Eigenschaften:

1. Die hoéchste Forméanderung findet nahe dem Grund der Nut statt. Dort (bt die innere
Einspannung keinen Einfluss aus. Dadurch steigen auch die erreichbaren
Formanderungen maRgeblich. Zudem ist dieser Bereich frei zugénglich fir die
optische Dehnungsmessung. Proben mit Nut kénnen somit auch bis zum natdirlichen
Versagen des Werkstoffs charakterisiert werden.

2. Die lokale Reduzierung der Blechdicke flhrt zu einer Reduzierung des fur die
Prufung notwendigen Drehmomentes, sodass auch hdchstfeste Werkstoffe und dicke
Bleche geprift werden konnen.

Die klassische Kontur der Nut ist kreisformig. Nachfolgend wird zunéchst die klassische
Rundnut experimentell, analytisch und numerisch analysiert, um den Einfluss der
Probenfertigung und der Form der Nut auf den Spannungs- und Dehnungszustand im
Prifbereich darzustellen. Basierend auf den Ergebnissen wird eine der jeweiligen
Prufaufgabe entsprechende verbesserte Nutkontur entwickelt. Die bei der Proben-
auslegung zu erreichenden Teilziele sind

e die Verhinderung der Dehnungslokalisierung,

e das Erreichen groRer Formanderungen,

e die Homogenitat von Spannung und Dehnung Uber die Blechdicke,
e die Reduzierung des notwendigen Drehmomentes,

o die effiziente Charakterisierung zyklischer Verfestigung und

e die Erweiterung der Anwendungsgrenzen fir die Charakterisierung.

Einige Arbeiten dieses Kapitels waren in Zusammenarbeit mit Schulz (2019).
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6.1 Einfluss des Verfahrens zur Herstellung der Nut

Die Probe mit Nut zeigt einige Vorteile gegenlber einer Probe mit konstantem
Querschnitt. Die Fertigung der Nut fuhrt allerdings zu einer zusatzlichen Bearbeitung
der Probe, welche Einfluss auf die lokalen mechanischen Eigenschaften im Randbereich
der Nut hat. In der nachfolgenden Studie wurden vier unterschiedliche Fertigungs-
verfahren mit jeweils unterschiedlicher Qualitdt der Oberflache der Nut fir die
Herstellung der Proben verglichen.

Versuchswerkstoffe

Die Untersuchungen wurden fir drei kommerzielle AHSS-Stahle mit einer Blechdicke t
von 1 mm durchgefihrt. Dies sind die zwei Dualphasenstahle DP600 und DP1000 und
der Komplexphasenstahl CP1000. Die mechanischen Eigenschaften der Werkstoffe
nach DIN EN ISO 6892-1 sind in Tabelle 6.1 dargestelit.

Tabelle 6.1: Mechanische Eigenschaften der Probenwerkstoffe

Werkstoff WR kso iIn MPa £G n r In Ar
S L 377 0,138 | 0,172 | 0892 | o -
o D 381 0133 | 0171 | 0831 | & | 98
& Q 371 0,136 | 0,172 | 1,084 | © ©
3 L 708 0,086 | 0126 | 0697 | -
S D 674 0089 | 0130 | 1,133 | 8 | ©
a Q 714 0080 | 0125 | 0,864 | © <
3 L 925 0,045 | 0,052 | 0,957 | _ ~
S D 918 0,042 | 0047 | 1076 | S | 4
3 Q 932 0,042 | 0,048 | 0931 | <

Die Werkstoffe haben eine normale Anisotropie rn von ca. 1 und zeigen damit nur eine
geringe normale Anisotropie Ar. DP600 hat, anders als die 1000 MPa-Stahlgditen, eine
positive ebene Anisotropie. Aufgrund der homogenen bainitischen und zudem auch
gehdrteten martensitischen Mikrostruktur hat der CP1000 eine hohe anfangliche
FlieBspannung und eine geringe Kaltverfestigung n. Daraus resultiert auch die geringe
Gleichmalidehnung ec im Vergleich zu den Dualphasenstéhlen.

6.1.1 Verfahren zur Fertigung der Nut

Fur die Untersuchung des Einflusses der Fertigung der Nut wurden rotations-
symmetrische Rundnuten in drei unterschiedlichen Fertigungsqualitaten hergestellt. Die
eingesetzten Methoden sind Drehen, Fréasen, Senkerodieren (EDM) und das gepulste
elektrochemische Abtragen (engl.: Pulsed Electrochemical Machining oder PECM). Die
Studie wurde fir die Werkstoffe CP1000 und DP1000 nachtraglich um das PECM-
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Verfahren mit nur einer Fertigungsqualitat erganzt. Alle Proben haben die gleiche
nominelle Geometrie. Der Nutradius rnu ist 4 mm, die Blechdicke am Nutboden tnutboden
betragt 0,5 mm bei einer nominellen Blechdicke t von 1 mm und der Nutbahnradius
I'nutbahn 1St 18 mm. Die innere Klemmung hat einen Radius von r; = 15 mm. Der Radius
maximaler Spannung ist nach Gl. (6.11) bei remex = 17,772 mm. Bild 6.1 zeigt die
charakteristische Nutoberflache nach Anwendung der verschiedenen Fertigungs-
verfahren in der Nut.

a) Fein Mittel Grob

Frasriefen

Mittel Grob

Kraterférmige
Aufwirfe

EDM

Bild 6.1: Draufsicht und Querschliff fur a) gedrehte, b) gefraste, c) erodierte (EDM)
und d) elektrochemisch (PECM) hergestellte Nuten

Die Anforderung an die Oberflache der Nut ist eine Mittenrauheit Ra =1 um fir die
feine Bearbeitung, Ra = 2 um fir die mittlere Bearbeitungsqualitat und Ra = 3-4 pum fir
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die grobe Bearbeitung. Fiir das PECM-Verfahren wurde keine Mittenrauheit definiert.
Die Fertigung erfolgte unter erfahrungsbasierten Prozessparametern des Dienstleisters.
Die Prozessparameter sind in Tabelle 6.2 dargestellt. Die Qualitatsstufen der EDM-
Bearbeitung werden durch den VDI 3400-Standard definiert. Die Oberflachenstruktur
aller Proben wurden fur alle Verfahren unter dem Lichtmikroskop untersucht. Die
gedrehten Nuten zeigen umlaufende Kerben, die durch die Schneidkante des
Drehmeil3els mit einem Schneidkantenradius von rc = 0,4 mm erzeugt wurden. Je feiner
die Oberflache, desto kleiner ist der Abstand zwischen den benachbarten Kerben und
folglich auch die Tiefe der Kerben. Bild 6.1 zeigt auch die Oberflache der gefertigten
Nuten im Querschliff durch die Nut. Die Kerben sind in Richtung der umlaufenden
Scherbelastung orientiert.

Tabelle 6.2: Prozessparameter flir die Nutbearbeitung

Drehen Frasen EDM PECM
Schnitt- Vor- Drehzahl | Vorschub | Qualitat | Rauheit
geschwindig- | schub | nin 1/min fin nach | R,inum
keit fin mm mm/min VDI
V¢ In m/min
Sehr fein - - - - - 0,12
Fein
(Ra =~ 1) 100 0,12 2800 600 VDI 20 -
Mittel 100 0.16 2800 3000 | VDI 26 i
(Ra=2)
Grob
(Ra = 3-4) 100 0,22 2800 6000 VDI 32 -

Die gefrasten Proben zeigen Frasriefen in radialer Richtung. Diese werden durch den
Vorschub und die Spanabfuhr des Kugelfrésers erzeugt. Je feiner die Bearbeitung, also
je geringer der VVorschub, desto geringer ist die Rauheit der Oberflache. Die Frasriefen
sind quer zur Belastungsrichtung angeordnet. Bild 6.1c zeigt Proben, die durch EDM
hergestellt wurden. Diese haben charakteristische kraterformige Aufwirfe im Bereich
der Nut. Der Einfluss der Prozessparameter kann im Querschliff gezeigt werden. Je
feiner die Oberflachenqualitét, desto geringer ist die Rauheit und die Tiefe der Krater.
Die durch PECM hergestellten Proben zeigen als einzige keine charakteristischen
Muster und Strukturen auf der Oberflache. Das Verfahren erzeugt eine glatte Oberflache
in der Nut. Die gemessene Mittenrauheit Ra ist nur 0,12 um und damit um eine
GroRenordnung geringer als bei der feinen Bearbeitung aller anderen Verfahren.

Jede Probe wurde durch eine taktile 3D Koordinatenmessmaschine an acht Positionen
uber den Umfang der Nut vermessen, um damit die Nutkontur zu ermitteln. Die
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gemessene Blechdicke am Nutgrund tnye und die Standardabweichung s fiir die acht
umlaufenden Positionen der Nut werden in Tabelle 6.3 gelistet.

Tabelle 6.3: Gemessene Dicke tnutboden Und Standardabweichung s fiir acht umlaufende
Positionen am Nutboden fir den ebenen Torsionsversuch von DP600,

DP1000 und CP1000
DP600 DP1000 CP1000
tNutboden S tNutboden S tNutboden S
Verfahren _ : ) : . :
In mm In mm N mm N mm N mm N mm
S Fein 0,471 0,0026 0,494 0,0039 0,485 0,0031
2 | Mittel 0,472 0,0021 0,493 0,0043 0,489 0,0050
L [Grob 0,472 0,0037 0,498 0,0060 0,502 0,0072
= Fein 0,489 0,0020 0,486 0,0045 0,510 0,0076
T | Mittel 0,477 0,0023 0,488 0,0051 0,504 0,0032
O | Grob 0,479 0,0052 0,481 0,0072 0,500 0,0071
Fein 0,491 0,0080 0,499 0,0119 0,540 0,0158
E Mittel 0,499 0,0100 0,500 0,0065 0,549 0,0046
w Grob 0,500 0,0133 0,494 0,0093 0,552 0,0056
=
8 Fein * * 0,495 0,0084 0,531 0,0101
o

*Das PECM-Verfahren wurde nur fiir DP1000 und CP1000 in einer Qualitat untersucht.

Der Messtaster der taktilen Messung hat einen Radius rm von 1,5 mm. Dieser fiihrt zu
einer Abweichung der gemessenen lokalen Blechdicke fir die durch Drehen
hergestellten Proben, da die Messkugel nur mit den Spitzen der Kerben in Kontakt ist.
Die Abweichung wird im Bild 6.2 illustriert.

\
\ \‘y

\
e
Kerben/ﬁ
—

Bild 6.2: Messabweichung fir Nuten, die durch Drehen hergestellt werden

Messkugel

Die maximale Messabweichung fir die gedrehten Nuten kann aus dem Vorschub f durch

Atmaxzrc—rm+\/rnf—£f —\/rf—if (6.1)
4 4
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berechnet werden. Unter der Annahme einer idealen Schneidkante mit rc = 0,4 mm kann
die Messabweichung bis zu 0,004 mm betragen. Daraus resultiert die Abweichung der
berechneten Scherspannung von 0,8% fir eine Blechdicke von 0,5 mm am Nutboden.

6.1.2 Experimentelle Ergebnisse

Ermittlung von FlieRkurven

Bild 6.3 zeigt den Vergleich der unterschiedlichen Herstellungsverfahren (Drehen,
Frasen, EDM und PECM) und die Sensitivitat der Ergebnisse im Hinblick auf die
unterschiedlichen Fertigungsqualitaten (Fein, Mittel und Grob). Die Fliefkurven aller
Versuche aus einem Herstellungsverfahren wurden zu diesem Zweck gemittelt. Dies
beinhaltet die drei unterschiedlichen Fertigungsqualitaten und jeweils vier Wiederhol-
versuche. Die VergroRerung der Messkurven in Bild 6.3 zeigt den Bereich der Kurve
bei einer Vergleichsdehnung ¢y von etwa 0,1 bis 0,2. Die Standardabweichung s der
FlieBspannung aller FlieBkurven eines Fertigungsverfahrens ist ein Mal fiir die prozess-
spezifische Sensitivitat bei Variation der Fertigungsqualitéat. Sie wurde ermittelt, indem
die Standardabweichungen sk bei jedem einzelnen Dehnungswert ¢x im Bereich
zwischen 0,05 und 0,3 Dehnung gemittelt werden. Die gemittelte FlieRspannung ks(¢x)
flr jeden diskreten Dehnungswert gk wird durch

1 Nieq Nqua

N 2 ki (@) (6.2)

qua =l j=1

kf((”k): N

wied

berechnet. Nwied = 4 ist die Anzahl der Wiederholversuche i und Ngua = 3 (bzw. Nqua = 1
fur PECM) ist die Anzahl der Fertigungsqualitdten j. Die Standardabweichung sk bei
jedem diskreten Dehnungswert ¢y ist

;N\/ied f(kf,ij (¢k)_ K (¢k ))2 . (6.3)

Nwied ) i=1 j=1

Sk (¢7k):

Die gemittelte Standardabweichung s ist der Mittelwert aller diskreten Standard-
abweichungen sk zwischen ¢y = 0,05 und ¢v = 0,3 Vergleichsdehnung:

Nk,max

2. sc() (6.4)

k,max k=1

S =

N

Der Abstand zwischen den diskreten Dehnungswerten ist konstant. Die relative
Standardabweichung der Flie3spannung kann verwendet werden, um die verschiedenen
Herstellungsprozesse miteinander zu vergleichen.

Die Dehnung im Zugversuch ist physikalisch durch den Beginn der Einschnirung
begrenzt und gleicht in etwa dem n-Wert, welcher fir schwach verfestigende
Werkstoffe, wie den CP1000, sehr gering ist.
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Vergleichsdehnung (Hill 48) ¢,

Bild 6.3: Einfluss der Nutfertigung auf die FlieBkurve fiir a) DP600-Stahl, b) DP1000-
Stahl und ¢) CP1000-Stahl
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Die maximale wahre Dehnung im Zugversuch ist hier ¢y =0,045. Unabhéngig vom
Fertigungsprozess konnen im ebenen Torsionsversuch deutlich héhere Dehnungen
erreicht werden. Vergleichsdehnungen bis zu ¢v=2,3 wurden fir den CP1000
gemessen. Auch fir DP600 (pv=0,73) und DP1000 (pv=0,95) ist die erreichte
Dehnung signifikant hoher als im Zugversuch. Die relative Abweichung der
FlieBspannung ist fur alle Herstellungsprozesse kleiner als 1,92% (siehe Bild 6.3). Die
groRte relative Abweichung wird beim Frasen von DP1000-Proben beobachtet. Die
kleinste relative Abweichung wird fiir das PECM-Verfahren beobachtet. Dieses wurde
aber nur in feiner Qualitat genutzt, sodass Abweichungen durch grobere Bearbeitung
nicht in dem Kennwert bericksichtigt sind und die Vergleichbarkeit mit den anderen
Verfahren nicht gegeben ist.

Der Einfluss der Fertigungsqualitét fir die durch Frésen hergestellten Nut beim DP600
ist im Bild 6.4 zu sehen. Die einzelnen FlieBkurven aller Wiederholungen und
Qualitaten flr die DP600-Proben sind dargestellt, um die Streuung zwischen Wieder-
holungen mit gleicher Fertigungsqualitat und gleichem Prozess beurteilen zu kdnnen.

12
>0 DP600; r=1,0 mm
1000 s
A q‘“ﬁnuu
o o IR I
= ﬁ\g“‘
c )
<
= 00 04
£ - {"
° 780 .00.....'.:::°'..
% ( A 0% o°°
2 e®%e
2 :
CEN [P Frasen - Fein 0
250 i :
= * *Frasen - Mittel

= <Frisen - Grob 680
Zugversuch (L) 0,1 0,13 0,16 0,19

0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 0,8
Vergleichsdehnung (Hill 48) ¢,

Bild 6.4: Einfluss der Qualitdt beim Fréasen auf die Ermittlung von FlieBkurven fur
DP600 Stahl

Da die Standardabweichung bei den durch Frasen hergestellten Proben aus DP600 fir
alle Werkstoffe am groRten ist, wird nur dieser Prozess im Detail untersucht. Die
FlieBspannung nimmt mit sinkender Oberflachenqualitat zu, wéhrend die maximal
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erreichbare Dehnung fur die grobere Bearbeitung mit hoherem Vorschub f abnimmt.
Dieses Verhalten konnte auf den Einfluss einer erhdhten Kaltverformung an der
Oberflache wéhrend des Schneidvorgangs zuriickzufiihren sein. Je feiner die
Bearbeitung und je besser die daraus resultierende Oberflachenqualitét, desto geringer
ist auch die Beeinflussung der Oberflache.

Bruchdehnung und Versagen

Das Versagensverhalten und damit die Bruchdehnung hangen stark vom Herstellungs-
prozess der Probekorper und damit von den erzeugten Oberflachenqualitdten ab
(Bild 6.5). Der Bruch beginnt in den Proben mit einer gedrehten Nut in einer der
erzeugten Kerben. Bei grober Qualitat entwickelt sich der Riss innerhalb einer Kerbe
weiter. Fur die feinen und mittleren Qualitaten initiieren und entwickeln sich Risse
stochastisch in zwei aneinandergrenzenden Kerben. Bild 6.7 zeigt die resultierenden
wahren Bruchdehnungen, welche mittels DIC bestimmt wurden. Diese Werte sind
gemittelte Werte tber einen Kreisschnitt durch die Position der maximalen Dehnung in
der Nut. Die Standardabweichung s fir N = 4 Proben wurde ebenfalls im Diagramm
eingetragen.

Der Radius des Kreisabschnitts entspricht fiir jede Probe dem aus Gl. (6.11). Die wahren
Bruchdehnungen wurden zum Zeitpunkt des maximalen Drehmomentes Mmax ermittelt,
da ein Abfallen des Drehmomentes M ein Indikator fur die Rissinitiierung ist. Die
umlaufenden Kerben durch den Fertigungsprozess Drehen fiihren zu geringeren
Bruchdehnungswerten. Die Proben mit den fein-gefrasten und fein-erodierten
Oberflachen zeigen einen Bruch in Richtung der Umfangsscherbelastung. Bei allen
anderen Fallen von Frésen und Erodieren verlauft der Bruch im ,,Zick-Zack“-Muster
entlang lokaler Herstellungsfehler wie Frasriefen oder kraterformigen Aufwirfen. Die
Bruchdehnungen fiir DP600 lagen in einem Bereich zwischen gg = 0,543 (Drehen rau)
und ¢s = 0,718 (Erodieren fein). Dies entspricht einem Unterschied von Ags = 0,175.
Bei Berucksichtigung des PECM-Verfahrens sind die Unterschiede zwischen der
minimalen gemessenen Bruchdehnung und der maximalen gemessenen Bruchdehnung
erheblich hoher. Fur den DP1000 ist die Abweichung Aps = 0,619 und fir den CP1000
ist die Abweichung sogar Ags=1,679. Die grofRe Differenz der gemessenen
Bruchdehnungen fir CP1000 l&sst den Schluss zu, dass die Bruchdehnungen von
Werkstoffen mit geringer Kaltverfestigung bei gleichzeitig hoher Dehnungs-
lokalisierung, wie z. B. CP-Typen (siehe Bild 6.6), empfindlicher auf den Herstellungs-
prozess sind als Werkstoffe mit einer hohen Kaltverfestigung. Die lokal rauere
Oberflache der feinen EDM-Proben (wie im Bild 6.1 dargestellt) fuhrt flir CP1000 im
Vergleich zu den lokal glatteren fein gefrésten und fein gedrehten Proben zu niedrigeren
Bruchdehnungswerten als die, die durch das Herstellungsverfahren EDM erzielt
werden. Neben der hoheren Empfindlichkeit gegentiber dem Herstellungsprozess erhoht
sich auch die Standardabweichung der Bruchdehnung aufgrund der Empfindlichkeit des
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optischen Dehnungsmesssystems in diesem kleinen Lokalisierungsband. Die Auflésung
des optischen Messsystems néhert sich der Breite der Lokalisierungszone und fiihrt
daher zu héheren Standardabweichungen.

Fein

EDM Frasen Drehen

PECM

1 mm
N

Bild 6.5: Bruchverhalten fir unterschiedliche Prozesse und Fertigungsqualititen
(Drehen und Frasen: DP600; EDM und PECM: CP1000)

.l DP600 '. DP1000 —. CP1000 ’ 0,3
VHﬁ §

Bild 6.6: Optisches Dehnungsfeld fir die Stahle DP600, DP1000 und CP1000 bei
einer Vergleichsdehnung von ¢y = 0,3

0
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Bild 6.7: Einfluss der Nutfertigung auf die Bruchdehnungen fur a) DP600-Stahl,
b) DP1000-Stahl und c) CP1000-Stahl
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6.1.3 Diskussion der Ergebnisse

Die Analyse der gemessenen maximalen Bruchdehnung, der Streuung in den
experimentellen Daten in Form von Spannungs-Dehnungs-Kurven sowie der Streuung
in der Bruchdehnung zeigt, dass fein gefréste Proben fir alle getesteten Werkstoffe hohe
Bruchdehnungen und geringe experimentelle Streuung ergeben. Steigt aber die Qualitat
der Fertigung weiter, wie es im PECM-Verfahren der Fall ist, so werden noch weitaus
bessere Messergebnisse erzielt. Ein wichtiges Ergebnis dieser Studie ist, dass die
Abweichung der gemessenen  Bruchdehnungen, die auf verschiedene
Herstellungsprozesse zurlickgefuhrt werden, 327% betragen kann (grobes Drehen im
Vergleich zu PECM fir CP1000). Selbst fur die feinen Qualitdten in den besser
geeigneten Prozessen Frasen und Erodieren ist der Unterschied bei CP1000 groRer als
36%. Die Unterschiede in der gemessenen Bruchdehnung bei DP600 sind kleiner, aber
auch groler als 30% (raues Drehen im Vergleich zu feinem Frasen). Obwohl DP1000
und CP1000 ahnliche maximale FlieRspannungen aufweisen, ist die maximale Differenz
in der Bruchdehnung aufgrund des Herstellungsprozesses bei DP1000 viel geringer
(200% bei DP1000 im Vergleich zu 327% bei CP1000). Des Weiteren unterscheiden
sich beide Werkstoffe in ihrer maximal erreichten Bruchdehnung. Der Komplexphasen-
stahl erreicht eine Bruchdehnung von ¢g = 2,192, wéhrend der DP1000 eine maximale
Bruchdehnung von ¢g = 0,930 erreicht. Der Grund fir dieses Werkstoffverhalten hangt
mit der Gefligezusammensetzung beider Stahle zusammen. Der CP1000 zeigt eine gute
"lokale” Formbarkeit aufgrund seiner beschédigungstoleranten feinkornigen
bainitischen Mikrostruktur, was zu hohen lokalen Bruchdehnungen, aber einer geringen
Gleichmalidehnung im einachsigen Zugversuch fuhrt. Im Gegenzug dazu weist der
DP1000 eine schlechte "lokale™ Formbarkeit auf. Die Mikrostruktur besteht aus Ferrit,
Bainit und Martensit mit groRen Unterschieden in der Harte zwischen den Phasen. Dies
flhrt einerseits zu einer duktilen Schadigungsentwicklung und in Kombination mit einer
Scherbandlokalisierung zu einer reduzierten "lokalen” Formbarkeit. Zum anderen ergibt
sich eine bessere "globale™ Umformbarkeit im Sinne einer hoheren Gleichmal’dehnung.
Wie bereits im Kapitel 6.1.2 erldutert, hat die starke Lokalisierung der Dehnungen und
damit die charakteristische Eigenschaft einer hohen "lokalen™ Formbarkeit einen starken
Einfluss auf die Beeinflussung der Oberflache bei der Herstellung. Der DP600 zeigt eine
ausgewogene "globale" und "lokale" Formbarkeit mit einer hohen GleichmaRdehnung
und einer maximal erreichten Bruchdehnung von ¢g = 0,718. Lian et al. (2012) messen
Bruchdehnungen zwischen ¢ = 0,2 und ¢g = 0,3 flir einen DP600. Sie verwendeten
eine Kombination aus einer modifizierten ASTM- und einer "Schmetterlings"-Probe.
Der Grund fur diese erheblich geringeren Werte liegt in einer anderen Werkstoffcharge,
einer grolReren Dehnungsreferenzlange und der Herstellung ihrer Probe. Peshekhodov
et al. (2016b) messen fir den DP600 eine Bruchdehnung ¢s = 0,947 mit einer
Schmetterlings-Probe und einer Dehnungsreferenzlange von 0,1 mm. Diese hohere
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Bruchdehnung kann durch eine andere Werkstoffcharge, die geringere Dehnungs-
referenzlange und eventuell durch eine nicht gemittelte Messung erreicht werden.
Basierend auf den Ergebnissen konnen zwei Schlussfolgerungen hinsichtlich der
Auswahl des Herstellungsverfahrens gezogen werden:

1.

Die reproduzierbare Bestimmung der FlieBkurve, das heilst eine geringe
Standardabweichung der FlieRBspannung, erfordert eine minimale Kaltverfestigung
aufgrund des Herstellungsprozesses auf der Oberflache der Nut. Dies wird
insbesondere durch den EDM-Prozess und den PECM-Prozess sichergestellt.

Im Gegensatz dazu werden hohe Bruchdehnungen fiir glatte Oberflachen gemessen,
das heilst fir Oberflachen mit minimaler Oberflachenrauheit und ohne
fertigungsbedingte Oberflachenstrukturen. Dies gilt insbesondere fur gering
kaltverfestigende Werkstoffe mit sehr lokaler Formanderungsverteilung. Zu diesem
Zweck wird die Bearbeitung durch Frasen oder durch PECM empfohlen.

Fazit

Es wurde gezeigt, dass die untersuchten Herstellungsverfahren erhebliche Unterschiede,
insbesondere hinsichtlich der erreichbaren Bruchdehnung, zeigen. Die folgenden
Erkenntnisse sollten hervorgehoben werden:

>

>

Die Abweichung der FlieBspannung zwischen allen getesteten Fertigungsprozessen
und Qualitaten betrégt weniger als 2%.

Die mechanische Bearbeitung durch Drehen oder Frasen fihrt zu einer
Kaltverfestigung der Probenoberflache. Das grobe Frésen hat den starksten Einfluss
auf die Oberfl&che. Eine geringere VVorschubgeschwindigkeit und damit eine feinere
Oberflache fuhren zu einer geringeren Kaltverfestigung und hoheren Bruch-
dehnungen. Die Feinbearbeitung durch Frasen zeigt fur alle getesteten Werkstoffe
gute Ergebnisse.

Durch Drehen entstehen Kerben in Lastrichtung, welche Probleme verursachen. Die
Messung der exakten Blechdicke ist nicht moglich und der Kerbeffekt in
Belastungsrichtung flhrt zu einer friihen Bruchinitiierung.

Die Qualitdt der Oberflaiche hat einen entscheidenden Einfluss auf die
Bruchdehnung. Die erzeugten Oberflachen fir Drehen, Frasen und EDM zeigen
keine Konvergenz, was bedeutet, dass noch feinere Oberflachen, wie durch den
PECM Prozess erzeugt, erforderlich sind, um ein herstellungsunabhangiges
Versagen der Werkstoffe zu charakterisieren.

Die Standardabweichung der Bruchdehnung fiir schwach verfestigende Werkstoffe
ist hoch. Dies ergibt sich aus der Lokalisierung der Dehnung in einem schmalen
Bereich der Nut.

In zukilnftigen Arbeiten ist zu prifen, ob die Ergebnisse auf andere Probentypen mit
reduzierter Dicke durch eingebrachte Nuten (ibertragbar sind.
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Aufgrund dieser Erkenntnisse eignet sich das PECM-Verfahren am besten fur die
Herstellung von Nuten. Der Aufwand und die Kosten fur die Herstellung der Proben ist
allerdings hoch. Einen Kompromiss flr die Ermittlung von FlieBkurven mit héheren
Dehnungen bietet das Frasen in feiner Qualitat. Die natirliche Bruchdehnung eines
Werkstoffs lasst sich damit aber nicht ermitteln. In zukinftigen Arbeiten sollten auch
alternative Verfahren, wie z. B. das Schleifen und Polieren, geprift und bewertet
werden. Dies konnte eine wirtschaftliche Alternative zum PECM-Prozess darstellen.

6.2 Analyse der Torsionsprobe mit Rundnut

Bild 6.8 zeigt die charakteristischen Malie fir eine kreisformige Nut im ebenen
Torsionsversuch. Die Geometrie der Rundnut wird durch den Radius der Nut rny, den
konzentrischen kreisféormigen Radius der Nutbahn rnuwann und die Blechdicke am
Nutboden tnutoden beschrieben. Die Nut kann dabei sowohl von einer Seite als auch von
beiden Seiten des Bleches eingebracht werden.

a) Einseitige Nut

rNut
v \ Detail B
Jal oo~
2
A A B
A-A C \Ii;':l 17T o ]
) Zweiseitige Nut
v M Detail B
Nz [ — f
“ B rNut
A-A C = 17T > ]

Bild 6.8: Dimensionen der ebenen Torsionsprobe a) mit einseitiger Rundnut und
b) mit beidseitiger Rundnut

Die lokale vom Radius r abhéngige Blechdicke im Bereich der Nut ist

2
tl—seitig (r) = 1:Nutboden e — \/rl\?ut _(rNutbahn - r) (65)
flr die einseitige Nut und
t ~t 2ehy =21 2 (6.6)
2-seitig (r) = UNutboden T4 - rNut & rNut _(rNutbahn - r) :

flr die zweiseitige Nut. Die Scherspannung kann weiterhin durch Gl. (2.36) analytisch
berechnet werden. Bild 6.9 zeigt die Verschiebung einer Radiallinie fir den ebenen
Torsionsversuch mit Rundnut. Der groRte lokale Scherwinkel # tritt nahe dem Grund
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der Nut auf. Von diesem Radius ausgehend gibt es einen starken abfallenden
Spannungs- und Dehnungsgradienten. Ein Grofteil der Dehnung in der Probe findet im
Bereich der Nut statt.

!
\ AN & n
r Nutbahn rl / ' /

Undeformierte | r 51, 1 Defo_rmi.erte
Radiallinie ~X__— | _________ Radiallinie
— % dr
I
| 7 N
i

Bild 6.9: Prinzip der Scherdeformation im ebenen Torsionsversuch mit Nut

6.2.1 Position des Spannungsmaximums

Die maximale Dehnung tritt nicht am Grund der Nut auf, sondern weiter in Richtung
des Probenzentrums. Dies ist dem quadratischen Einfluss des Radius auf die Spannung
geschuldet. Der Radius maximaler Spannung und Dehnung r;max wird durch

dz(r) _, (6.7)
dr
bestimmt. Gl. (6.7) ist flr die runde Nutkontur nicht geschlossen analytisch losbar. Aus
diesem Grund wird die Form der Nut im Bereich des Nutbodens zur Vereinfachung
durch eine quadratische Funktion der Form t*(r) = Ar? + Br + C approximiert. Aus den
geometrischen Randbedingungen fir die Position am Nutgrund

dt d’t 1
t(rNutbahn ) = tNutboden : E( r-Nutbahn ) = 07 F( r-Nutbahn ) =" (68)

Nut

welche die Ubereinstimmung der Blechdicke und der Kriimmung am Nutgrund
definieren, resultiert die approximierte Blechdicke fur die einseitige Nut zu

« 1 5, 1 r
— thah Nutbah
tl-seitig(r)_z.r re——ubal 4t - —toan

Nutboden
Nut rNut 2

(6.9)

" INut

und fur die zweiseitige Nut zu
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1 . 2 re

Nutbahn r+ Nutbahn +t

rNut

t>2k-seitig (r) = Nutboden * (610)

rNut IFNut

Der Radius maximaler Scherspannung wird durch Lésen von Gl. (6.7) nach r mit der
approximierten Blechdicke nach Gl. (6.9) fur die Berechnung der Scherspannung nach
Gl. (2.36) ermittelt. Der Radius maximaler Scherspannung fiir die einseitige Nut ist

. 3 1
rr,max = Z “MNutvann T \/16 l\zlutbahn - tNutboden “Tut (611)
und fur die zweiseitige Nut
. 3 1 1
rr,max = Z “Tutvann T \/E rljutbahn - E ) tNutboden Tt - (612)

Bild 6.10 zeigt die Kontur und die analytisch berechnete und auf die maximale
Spannung normierte Scherspannung der quadratisch approximierten Nut und der
einseitigen runden Nut. Ein Newton-Verfahren wurde genutzt, um die Gleichung fir die
Rundnut zu 16sen und mit der analytischen Losung zu vergleichen. Die Abweichung im
Radius maximaler Scherung ist fiir die dargestellte Nut lediglich 0,0022% und damit
vernachldssigbar gering. Fir andere Nutkonturen wurden &hnlich geringe
Abweichungen ermittelt.

1,2 1,2
Scherspannung S
1 1 ¢
"3
c g
c 08 0,8 i“/
c 13
- g
<06 06 2
— . c
2 Blechdicke S
] i
= 04 : 04 o
@ PN\ = 16,758 mm N\ G
Lt=1mm ! v\\\ g
0.2 I't =0,5mm 0.2 =
Nutboden — C fa - ~ o
Py = 4 MM —Krelsformlge Nut o >

0 P Mutbahn = 17 mm - -‘guadratlsche Appgxmatlon N

15 15,5 16 16,5 17 17,5 18 18,5 19
Radius rin mm

Bild 6.10: Vergleich der Form und der normierten Scherspannung flr eine kreisférmige
einseitige Nut und flr eine quadratisch approximierte einseitige Nut
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6.2.2 Analytische Berechnung des elastischen Drehwinkels

Nachfolgend wird analytisch der elastische Drehwinkel ae(M) in Abhangigkeit des
Drehmoments M fiir die konventionelle ebene Torsionsprobe mit runder Nut hergeleitet.
Unter der Annahme linear-elastischer Werkstoffeigenschaften

=Gy, (6.13)

wobei G der Schubmodul des Werkstoffs ist, folgt durch Einsetzen von Gl. (6.13) und
Gl. (2.36) in GI. (2.37):

da,=— M 1 g4
2-7-G r’-t(r)
(6.14)
M » g
a

o = : 5 dr.
2-7-G T -1(r)

r

Der Winkel ael wird nun durch Integration tber den Radius r zwischen den Kanten der
Nut rn; und rna berechnet. Die Blechdicke in Abhangigkeit vom Radius r ist

(n<r<r,)

tO
t(r) = 1 tutooden + Tt = \/rl\zlut _(rNutbahn - r)2 (rn,l <r< rn,A)' (6.15)
tO

(ra<r<r,)

sodass das Integral aus Gl. (6.14) fur die drei Bereiche geldst werden muss:

aeI,Nutprobe = ael,eben,l + aeI,Nut + ael,eben,A ) (616)

Fur die ebenen Bereiche wird der elastische Winkel nach GlI. (2.43) berechnet:

2 2 2 2
M Fa =1 A —Tha
ael,eben,l + ael,eben,A = 4 T G .t ) rz . rz + rz . r2 ' (617)
0 n,l | A n,A

Fur den Bereich der Nut konnte bisher keine direkte Losung des Integrals gefunden
werden. Um die elastische Dehnung fir die runde Nut zu ermitteln, kénnen zwei
alternative Methoden genutzt werden: Zum einen kann das Integral numerisch gelost
werden. Zum anderen kann die Kontur der Nut nach GI. (6.9) durch die quadratische
Funktion

r r:

t(l’) — 1 r2 __ "Nutbahn r+t + Nutbahn (69)

Nutboden
2 ) I’-Nut rNut 2 ) r-Nut

approximiert werden. Die Losung von Gl. (6.14) flr die approximierte Nutkontur nach
Gl. (6.9) wird wie folgt berechnet:

Das bestimmte Integral zur Berechnung des Drehwinkels in Abhéangigkeit des
Drehmoments aus GI. (6.14) wird analytisch flr die Blechdicke nach Gl. (6.9) gelost:
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r
M e 1
ael,NUt(M):Z G. JA 2 dr
- o, 1 r2_— Mutbahn r+t + MNutbahn
2 Nutboden 2 or
Mt Mt Nut (6.18)
A
M I ' I 1 dr
3 .
7-G Tl r ( 2rNutbahnr + 2tNutboden Nut + rNutbahn)
Durch Partialbruchzerlegung der Funktion im Integral folgt
1
r*.(r®— r+2t +rl
Nutbahn Nutboden Nut Nutbahn
(6.19)
ALA LA Ar+A
T T [Pz 2 o)
(r — 2lutbann T 1 “lyutvoden 'nut T Futbann )
mit den flnf Parametern
A = 1
(2tNutb0den rNut + rNutbahn )
1
A2 = 2 r-Nutbahn’
(ZtNutboden rNut + rNutbahn )
1 , 1
Al =4 5 3 Mutbann — 2 (620)
(ZtNutboden I’-Nut + rNutbahn) ( tNutboden r‘Nut + I’-Nutbahn)
1 . 1
AS =8 r-Nu’(bahn -4 ) 2 Iutbahn »
(ZtNutboden rNut + rNutbahn ) (ZtNutboden rNut + rNutbahn )

1 ) 1
3 "Nutbahn 2"
(ZtNutboden Nut + I’Nutbahn ) (ZtNutboden rNut + rNutbahn )

Integration der einzelnen Terme und Einsetzen der Integrationsgrenzen fiihrt zur L6sung
des elastischen Drehwinkels in Abhdngigkeit des Drehmoments M:

A4

Mt * M T | 2 2
Ay (M) = N (=t )+ = A (i -n2)
el,Nut ( ) T G A2 n,l n,A 2 AB n,l nA
A r,.—r r —r
+ ( 4" Nutbahn AS) arCtan n,A Nutbahn _ arCtan n,l Nutbahn (621)
2J[Nu'(boden rNut 21:Nutboden rNu'( 2tNu'(boden rNu'(
2
1 re, —2r + 2t +r2
+= A4 In n,A Nutbahn n A Nutboden Nut Nutbahn + A1 In
2 2rNutbahn r-n | + 2tNutboden Nut + I’-Nutbahn rn,I
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6.2.3 Auslegung der Rundnut

Die Auslegung der klassischen Rundnut geschieht nicht willkdrlich, sondern orientiert
sich an Kriterien, die direkt aus werkstofftechnischen sowie geometrischen
Bedingungen resultieren. Nachfolgend wird die Auslegung der klassischen Rundnut
erlautert und Beispiele fir die Auslegung bereitgestellt.

Auslegung der einseitigen Nut

Fur die Auslegung der einseitigen Nut nach Bild 6.8a wird angenommen, dass die
Eigenschaften der Blechwerkstoffe symmetrisch zur mittleren Ebene der Bleche sind.
Daraus folgt, dass auch flr die exakte Charakterisierung der Werkstoffe eine einseitige
Nut bis zur mittleren Ebene gefertigt werden sollte. Fiir die Blechdicke am Nutboden
folgt

t

Nutboden — - *
2

t (6.22)

Des Weiteren soll die maximale Spannung in der Nut im Verhaltnis zur Spannung an
der inneren Einspannung moglichst grol3 sein. Das Verhéltnis der maximalen Spannung
zur Spannung an der inneren Klemmung gibt Rickschluss dariber, ab welcher
Festigkeitserh6hung der Werkstoff an der inneren Klemmung anstatt in der Nut anfangt
zu flielen. Bild 6.11 zeigt die normierte Scherspannung in Abhangigkeit der lokalen
Blechdicke fur die einseitige Rundnut. Die Scherspannung ist auf die Spannung an der
inneren Klemmung ry = 15 mm normiert. Je weiter die Nut von der inneren Einspannung
entfernt ist, desto kleiner ist auch das Verhaltnis von Spannung in der Nut und an der
inneren Einspannung. Diese fallt von 60% Spannungserhdhung bei 17 mm
Nutbahnradius auf 30% Spannungserhéhung bei 19 mm Nutbahnradius ab. Die Nut
sollte demnach so nah wie mdglich an die innere Einspannung r; angrenzen. Fur den
Nutbahnradius folgt

r

1 2
Nutbann = N T \/rl\?ut - (Et - rNutj . (623)

Dieser ist von der Blechdicke t und dem Nutradius rnu abhangig.

Zuletzt muss der Nutradius rnu definiert werden. Bild 6.12 zeigt dazu die analytische
Scherspannung flr Nutradien zwischen 2 und 8 mm. Die zwei zuvor beschriebenen
Kriterien werden von allen dargestellten Nuten erfillt. Es wird Kklar, dass eine
VergrofRerung des Nutradius zu einer Vergrofierung des Nutbahnradius fuhrt, wodurch
auch die maximale Spannung sinkt. Aus diesem Aspekt ist ein mdglichst kleiner
Nutradius winschenswert. Anders herum fihrt ein sehr kleiner Nutradius zu einem
starken Spannungsgradienten sowie zu einer verstarkten Kerbwirkung. Aus diesem
Aspekt ware ein moglichst grofler Nutradius wiinschenswert.
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Blechdicketin mm

t=1mm
tNutboden = 0’5 mm
Mgt =4 Mm

1/ . ™ U
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Radius rin mm

Bild 6.11: Analytisch berechnete Spannung fiir eine Variation des Nutbahnradius
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Bild 6.12: Analytisch berechnete Spannung fiir eine Variation des Nutradius



Analyse der Torsionsprobe mit Rundnut 107

Diese Ziele widersprechen sich. Aus der Erfahrung heraus und im Hinblick auf die
erfolgreichen Versuche von Yin (2014) wurde ein Nutradius rnuee Von 4,0 mm definiert.
Tabelle 6.4 zeigt eine Ubersicht der Geometrie der Rundnut fiir gangige Blechdicken,
die der zuvor beschriebenen Auslegung entspricht, wenn der Radius der inneren
Klemmung r; = 15 mm betragt. Der Nutbahnradius wurde auf +0,1 mm aufgerundet.

Tabelle 6.4: Geometrie der Rundnut fiir gangige Blechdicken (r, = 15 mm)

Blechdicke | Min. Blechdicke | Nutradius | Nutbahnradius

tin mm tNutboden IN MM Fnut I MM I'Nutbahn IN MM
1,0 0,5 4.0 17,0
2,0 1,0 4,0 17,7
3,0 1,5 4,0 18,2

Je nach Werkstoff und Blechdicke sind nicht alle Auslegungskriterien realisierbar.
Insbesondere dann, wenn das erforderliche Drehmoment durch groRe Blechdicken oder
hohe Festigkeiten zu groR fir die Klemmungen ist, sollte die minimale Blechdicke zur
Reduktion der Kraft weiter reduziert werden. Der Nutbahnradius muss daraufhin
angepasst werden.

Auslegung der zweiseitigen Rundnut

Unter Vernachléssigung der Symmetrie zur mittleren Ebene des Bleches kann auch eine
zweiseitige Nut mit der Geometrie nach Bild 6.8b eingesetzt werden. Die Kriterien der
Auslegung der Nutkontur gleichen denen fur die einseitige Nut und kdénnen im
vorherigen Abschnitt nachgelesen werden.

Um bei der Auslegung der symmetrischen Nut die gleiche Blechdicke wie bei der
konventionellen einseitigen Nut zu erreichen, kann bei Einsatz der approximierten
Nutkontur (siehe Kapitel 6.2.1)

t:—seitig (r) = t;—seitig (r) (624)
gezeigt werden, dass der Nutradius der zweiseitigen Nut
Mot 2-seitig = 2 * Tut-seftg (6.25)

exakt doppelt so groRR wie bei der einseitigen Nut sein muss. Nutbahnradius rnutbann und
Blechdicke am Nutboden tnuthoden Sind identisch zur einseitigen Nut. Aufgrund der guten
Approximation der Rundnut kann dies nédherungsweise auch fir die Blechdicke der
Rundnut ohne Approximation angenommen werden.
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6.2.4 Analyse des Spannungs- und Dehnungszustands

Yinetal. (2015a) zeigten, dass die Spannung in der Nut nahezu idealer ebener Scherung
entspricht. Der Dehnungszustand wurde nicht beschrieben. Nachfolgend soll der
Einfluss der Form der Nut auf den Spannungszustand sowie die Homogenitat von
Spannung und Dehnung Uber die Blechdicke analysiert werden. Dazu wurden
numerische Simulationen fiir unterschiedliche Nutkonturen und zwei unterschiedliche
Materialkarten durchgefiihrt. Diese sind angelehnt an die in Kapitel 4.4 experimentell
charakterisierten Stahlwerkstoffe CP1000 (hochfest und sehr schwach verfestigend) und
DCO04 (weich und sehr stark verfestigend). Der Aufbau der numerischen Simulationen
ist im Kapitel 4.3.1 beschrieben.

Einseitige Nut

Bild 6.13 zeigt die plastische Vergleichsdehnung fir die einseitige Rundnut bei 2 mm
Blechdicke im Schnitt durch die Nut. Die Spannungstriaxialiat T ist entlang der
gesamten Blechdicke geringer als 0,02 flr beide Werkstoffe, was nahezu idealer ebener
Scherung entspricht. Trotz der nahezu idealen Triaxialitat zeigt die Dehnung einen
starken Gradienten entlang der Blechdicke.

DCO4,t=2mm 1,0 1

1,05 —' gr’ - ~— 004
g CP1000, t = 2 mm -
s
S E
> 1
§ 0,95 0,02 =
< 7 Dehnung ’ c_é
=] S
2 E
© 09 Vi 0,01 .8
Qo o =
o Triaxialitat
()
S = = CP1000,t=2mm
pzd emms DCO04,t=2 mm

0,8 -0,01

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

Schnittlange X in mm

Bild 6.13: Dehnung entlang der Blechdicke fir die klassische Rundnut fir DC04 und
CP1000 in 2 mm Dicke
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Die Abweichung zwischen minimaler und maximaler plastischer Vergleichsdehnung

(0 min
£=1-—bmn (6.26)
q)pl,max
ist ca. ¢ =12,3% fur den DC04 am Radius maximaler Dehnung und ist damit entgegen
der Annahme konstanter Dehnung tber die Blechdicke sehr grol3. Die grofite Dehnung
tritt auf Seite der Nut aus.

Es gilt zu prifen, ob dies durch den Einfluss des starken radialen Spannungsgradienten
oder durch die geometrische Kriimmung an der Oberflache herbeigefihrt wird. Zu
diesem Zweck wurde der Einfluss der Nutkontur auf die Homogenitat geprift. Bild 6.14
zeigt die plastische Vergleichsdehnung des DC04 fir Nutradien zwischen 2 mm und
16 mm. Auf Seite der Nut treten bei allen Proben héhere Dehnungen auf als auf der
ebenen Seite. Aus dem Verlauf der plastischen Vergleichsdehnung im Bild 6.15 wird
deutlich, dass die Inhomogenitat der Dehnung Uber die Blechdicke mit steigendem
Nutradius abnimmt. Fur den Nutradius rngt Von 16 mm konnte die Abweichung ¢& bereits
auf 3,7% reduziert werden.

DCO4, t=2 mm, ry,,=2 mm 0,5 1
> -
c -
<
()] -
DCO4, t= 2 mm, ry, =4 mm B -
ﬁ i
D] -
1 g ]
DCO4, t=2 mm, ry, =8 mm 0 -

Bild 6.14: Vergleichsdehnung in der Nut fiir unterschiedliche Nutradien

Zweiseitige / Symmetrische Nut

Zur Erhéhung der Homogenitat der Dehnung entlang der Blechdicke wird der Einsatz
symmetrisch eingebrachter Nuten untersucht. Die Blechdicke der symmetrischen Nuten
entsprechen denen der einseitigen Nuten. Dazu sind die minimale Blechdicke tnutboden
sowie der Nutbahnradius rnuwann gleich. Die Nutradien ryu zwischen 4 mm und 32 mm
entsprechen dem doppelten Nutradius der einseitigen Nuten.
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Bild 6.15: Vergleichsdehnung entlang der Blechdicke fur unterschiedliche Nutradien

Bereits der 3D-Konturplot im Bild 6.16 zeigt, dass die Unterschiede der Dehnung
entlang der Blechdicke am Radius maximaler Spannung geringer sind als bei den
einseitigen Nuten.

DCO04, t=2 mm, ry,, =4 mm

DCO04, t=2 mm, ry, =8 mm

2 mm, ry, =16 mm 0 ]

2 mm, ry, =32 mm

o
Ul
'l

Vergleichsdehnung

O O
O 0O
o o
» »

Bild 6.16: Vergleichsdehnung in der Nut flr unterschiedliche Nutradien
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Bild 6.17 zeigt die plastische Vergleichsdehnung entlang der Schnittlange x fir die im
Bild 6.16 dargestellten Proben. Alle Proben weisen in der Mitte des Bleches die
geringste Dehnung auf. Zur Oberflache hin steigt die Dehnung an. Die Abweichung
zwischen maximaler und minimaler Dehnung innerhalb eines Schnittes ist nur etwa ein
Viertel der Abweichung bei den einseitigen Nuten. Trotz gleicher Blechdicke und
daraus resultierend gleichem Spannungsgradienten sind symmetrische Nuten
malgeblich homogener. Die Krimmung der Probe an der Oberflache des Bleches
scheint malRgeblich die Ergebnisse zu beeinflussen. Der Nachteil beidseitiger Nuten ist,
dass die Annahme symmetrischer Eigenschaften (ber die Blechdicke nicht mehr
angewendet werden kann.

1,02
DCO04, t=2 mm
Myt = 32 mm
(£=0,9%)
Mot = 16 mm
1 (£=1,5%)

0,98

Norm. Vergleichsdehnung ¢,/ max

0,96
Mot = 4 mm
(¢ =5,5%)
0,94
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

Schnittlange X in mm

Bild 6.17: Vergleichsdehnung entlang der Blechdicke fur unterschiedliche Nutradien

6.3 Nutprobe zur Charakterisierung von Flielkurven und Bruchdehnung

Die klassische Rundnut zeigt zwar n&herungsweise ideale Scherung, aber keine
homogene Dehnung entlang der Blechdicke. Unterschiedliche konkurrierende
Anforderungen sorgen dafur, dass es keine ideale Rundnut geben kann. Das Ziel der
nachfolgenden Probenauslegung ist es, eine Nut zu entwickeln, die die folgenden
Anforderungen erfillt:

1. Maoglichst groRe maximale Spannung

2. Homogene Dehnung entlang der Blechdicke
3. ldeale ebene Scherung

4. Vermeidung von Dehnungslokalisierung
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6.3.1 Lokale Anpassung der Nutradien

Aus der Analyse der Rundnut konnten die folgenden konkurrierenden Anforderungen
abgeleitet werden: Der Nutradius sollte moglichst grof3 sein, um homogene Dehnungen
entlang der Blechdicke zu erzeugen, aber gleichzeitig auch mdglichst klein, um die
maximale Spannung zu erhéhen.

Durch lokale Anpassung der Radien kann die Nut im Hinblick auf beide Ziele
modifiziert werden. Bild 6.18 zeigt die Konturen von Nuten, die an den seitlichen
Ubergangen einen kleineren Radius R1 und R3 von 2 mm und am Grund gréRere Radien
R2 von 8 und 25 mm haben. Zusétzlich wurde eine konventionelle Rundnut mit Radius
rnut = 4 mm dargestellt. Die aus der Blechdicke resultierende normierte Scherspannung
kann ebenfalls dem Bild entnommen werden.

4 2
== == Rundnutr,,=4

@
>0 Scherspannung Mod. NutR, =8 1.8 a
3,2 eeeeee Mod. Nut R2 =25 16
£ 28 14 &
c w®
= 24 12 ©
F 5
S @
< 16 08 o
§ o
m 1.2 ' 06 2
00\'. D
08 04 ¢
Blechdicke =
04 0z 5
R, =8 mm/25 mm
0 0

Radius rin mm

Bild 6.18: Nutkontur und analytisch berechnete Spannung fir Nuten mit lokal
angepassten Radien

Die gesamte Breite und auch die GrolRe der maximalen Scherspannung der modifizierten
Nuten ist vergleichbar mit der klassischen Rundnut. Der Spannungsgradient um das
Maximum herum ist geringer, je groRer der Radius Rz im Zentrum ist.

Bild 6.19 zeigt die plastische Vergleichsdehnung im Querschnitt und entlang der
Schnittlange x fir die modifizierten Proben mit unterschiedlichem Radius R2 sowie die
konventionelle Rundnut. Die Ergebnisse zeigen, dass die Abweichung der Dehnung
entlang der Blechdicke mit steigendem Radius R> abnimmt. Fir die Nut mit Radius
R2 = 25 mm betragt die Abweichung & nur noch 2,2%. Die Spannungstriaxialitat T aller
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Proben ist unter 0,02. Folglich ist es durch lokale Variation der Nutkontur méglich,
sowohl groRRe Spannungen als auch homogenere Dehnungen Uber die Blechdicke zu

realisieren.
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Bild 6.19: Spannungs- und Dehnungszustand fiir Nuten mit lokal angepassten Radien

6.3.2 Spannungsangepasste Nutkontur

Der Spannungsverlauf und die Homogenitdt der Dehnung Uber die Blechdicke
resultieren aus der Form der Nut. Diese Abhangigkeit kann auch umgekehrt betrachtet
werden. Nachfolgend wird flir die Auslegung einer neuen Probe zunédchst der
gewunschte Spannungsverlauf definiert und daraus analytisch eine Nutkontur
abgeleitet. Bild 6.20 zeigt das Prinzip der Auslegung einer spannungsangepassten
Nutkontur im Vergleich zum Spannungsverlauf der ebenen Probe und der
konventionellen Rundnut. Der dargestellte Spannungsverlauf erflllt die folgenden

Anforderungen:

1. Die Spannung im Prifbereich der Nut z(r) (Bereich I11) soll entlang eines radialen
Bereichs konstant sein. Die resultierende Dehnung sollte in diesem Bereich ebenfalls
konstant sein. Dadurch kann der Einfluss der Dehnungsreferenzldnge auf die
Dehnungsmessung vermieden werden. Die Dehnung innerhalb der DIC-Elemente
sind konstant, sodass die Diskretisierung nicht zu Fehlern fihrt.



114 Analyse und Weiterentwicklung der Torsionsproben mit Nut

2. Innen (Bereich I1) und aulRen (Bereich 1) vom Prufbereich sollte der Gradient der
Spannung gering sein, um eine Lokalisierung der Dehnung an den Ubergangen der
Bereiche zu vermeiden.

3. Anden Ubergéangen zur Oberflache der Bleche ist ein starker Gradient der Spannung
winschenswert, um die Breite der Nut zu minimieren. Je breiter die Nut, desto
geringer ist die maximale Spannung.

4. Der Spannungsverlauf entlang der Nutkontur muss stetig sein.

Die lokale Blechdicke in der Nut kann darauf basierend direkt abgeleitet werden. Die
detaillierte Analyse der einzelnen Bereiche wird nachfolgend beschrieben.

Bereich Il Bereich Ill Bereich 1V
Geringer Spannungs—\ Konstante Sc\herspannung GerinMungs-
gradient AN//.}-.—-\—.\/ gradient
1S R |
Bereich | / v, A Bereich V
Starker Spannungs- & Hd : i * Starker Spannungs-
gradient 2r 4 E A gradient
G| 1.‘\ i : v
= REP. AR : Vo Spannungsverlauf
! e ! .
o) / VS so ¥ der neuen Nutprobe
A A PO
Spannungsverlauf “» | 1| ; i Sko S \auf
der ebenen Probe ¥ : ! ¥ pannungsveriau
% ! : ¥ _der klassischen Nut
i R Radius 7 !!
Aus Spannung w 1,(r) f4Rs:'
abgeleitete Nutkontur ' ; vy t

Bild 6.20: Prinzip der spannungsangepassten Nutform

Konstante Spannung zur Verhinderung der Dehnungslokalisierung

Im zentralen zu prifenden Bereich 111 sollte durch lokale Variation der Blechdicke eine
konstante Scherspannung z(r) = konst erzeugt werden, sodass die Lokalisierung der
Dehnung verhindert und die optische Dehnungsmessung fehlerfrei ermdglicht wird. Die
vom Radius abhangige Blechdicke t(r) kann analytisch in Anlehnung an GlI. (2.36) aus
(r) = LZ = konst (6.27)
2-7-t(r)-r

berechnet werden. Daraus resultierend sollte die Dehnung in einem definierten radialen
Bereich der Probe ebenfalls konstant sein. Die lokale Blechdicke resultiert zu

1
v

t(r)=A (6.28)
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wobei A zunéchst eine beliebige Konstante ist und durch zusétzliche Randbedingungen
ermittelt werden muss. Bild 6.21 zeigt das Prinzip einer Nut mit einem Bereich
konstanter Spannung und kreisformigen Ubergangen auRen. Die Breite des Bereiches
konstanter Spannung Arkonst ISt beliebig und sollte mindestens die GroRe der
Dehnungsreferenzlédnge der optischen Dehnungsmessung haben. Auf beiden Seiten
schlieBt ein kreisférmiger Ubergang die Nut ab. Als Randbedingung fiir die Auslegung
der Nut wird angenommen, dass die Blechdicke im mittleren Radius des konstanten
Bereichs rmite die mittlere Blechdicke tmite haben soll. Daraus resultiert fur A:

A(r = rmit'(e) = tmitte ) rmit'(ez' (629)
Die lokale Blechdicke im homogenen Bereich resultiert damit zu
2
t(rmitte _ Arkonst <r<r..o+ Arkonst j — tmitte 'Zrmitte ) (630)
2 2 r

Die kreisformigen Ubergange haben konstante Radien, die kriimmungsstetig in den
zentralen Bereich (bergehen. Der Radius in dem dargestellten Beispiel ist 2 mm.
Bild 6.21 zeigt die analytisch berechnete Scherspannung fur die Blechdicke t =1 mm
und einen homogenen Prifbereich mit der Breite Arkonst =1 mm.

2 2
7(r) = konstant
1,8 1,8
Scherspannung

1,6 16 =
v
E 1,4 1,4 ;’
£ 12 Blechdicke | 1,2 5
@ t(r) nach @
x 1 1 o
2 Gl. (6.30) ®
2 ()
5 0.8 0.8 <
8 0
) .
0,6 0,6 §
@)
pa

|
0.4 |riiwe =16,7mm 0,4
| 5 trite = 0,5 MM
012 |(Arkonst =1mm O’Z
0 ' 0

15 15,5 16 16,5 17 17,5 18 18,5 19
Radius rin mm

Bild 6.21: Prinzip und Dimensionen der spannungsangepassten Nut

Um die Nut so nah wie moglich an die innere Klemmung zu positionieren, ist eine
iterative Auslegung der Probe notwendig, bei der der mittlere Radius rmite SO lange
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variiert wird, bis die innere Kante der Nut so nah wie mdglich an der inneren
Einspannung anliegt.

Bild 6.22 zeigt die plastische Vergleichsdehnung fir einen Schnitt durch die Nut mit
einem Bereich konstanter Spannung. Die Geometrie entspricht der Nut im Bild 6.21.
Wahrend die Dehnung im Zentrum konstant und nahezu homogen ist, gibt es auf Seite
der Nut an den Ubergangen zu den Radien Bereiche mit hoherer Dehnung. Da die
Maoglichkeit besteht, dass die Proben in diesen Bereichen friihzeitig versagen kdnnten,
sollte innen und auBen ein Bereich mit nur geringem Spannungsgradienten erzeugt
werden (siehe Bild 6.20). Erst nach diesem ,,sanften Ubergang der Spannung kénnen
kleinere Radien fiir einen starken Abfall der Spannung sorgen.

CP1000 FEI\‘ t=2mm
0,2-

Dehnungsspltzen '
i O,‘I:I
O -

DC04 (FEM), r = 2 mm

PI. Vergleichsdehnung
|

Bild 6.22: Numerische Simulation der Nut mit konstanter Spannung

Ubergéange mit groRen Radien zur Vermeidung von Dehnungsspitzen

Bild 6.23 zeigt eine einseitige Nut fir Bleche mit t =1 mm Dicke, die allen Kriterien
fur die Auslegung entspricht. Die analytisch berechnete Spannung im Priifbereich ist
konstant. Die Ubergéange innen und auRen sind sanft und die maximale Spannung ist
ahnlich hoch wie bei einer konventionellen Rundnut mit Nutradius 4 mm. Bild 6.24
zeigt die Ergebnisse der numerischen Analyse der einseitig und zweiseitig gefertigten
spannungsangepassten Nutform fir Bleche mit 2 mm Blechdicke. Die Abweichung &
der Dehnung entlang der Blechdicke fur die einseitige Nut betragt nur noch 1,3%.
Dehnungsspitzen an den Ubergéangen sind nicht vorhanden. Die Triaxialitat T ist unter
0,012 entlang des gesamten Querschnitts. Eine weitere Verbesserung der Homogenitéat
im Prufbereich wird durch Einsatz einer beidseitigen Nut realisiert. Die Abweichung
der Dehnung ist ca. 0,6% und die Triaxialitdt T nahezu ideal. Allerdings ist dies mit
erhohtem Fertigungsaufwand verbunden.
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Bild 6.23: Nutkontur und Spannungsverteilung fiir Nuten mit konstanter Spannung fur
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Bild 6.24: Spannungs- und Dehnungszustand fir die einseitige und zweiseitige

spannungsangepasste Nutkontur fir DC04 in 2 mm Blechdicke



118 Analyse und Weiterentwicklung der Torsionsproben mit Nut

Experimentelle Ergebnisse

Bild 6.25 zeigt experimentell ermittelte Dehnungsfelder fiir den ebenen Torsions-
versuch mit der neuen Nutkontur nach Bild 6.23. Die untersuchten Werkstoffe DC04,
CP1000 und DP1000 wurden bereits im Kapitel 5.1 im Zusammenhang mit der
Dehnungslokalisierung in Scherversuchen beschrieben und hier auf gleiche Weise
ausgewertet. Jede Probe wurde mit unterschiedlicher Dehnungsreferenzlédnge lo
zwischen 0,2 und 0,5 mm ausgewertet und die gemittelte Dehnung entlang einer
umlaufenden kreisférmigen Linie bei dem mittleren Radius rmitte gemessen.

a) DCO04,r=2,0mm b)CP1000 t=1,0mm C)DP1000 =1 Omm

Dehnungsreferenzlénge /,

Bild 6.25: Experimentell ermitteltes Dehnungsfeld fir a) DC04, b) CP1000 und
c) DP1000 fur die spannungsangepasste Nut bei unterschiedlicher
Dehnungsreferenzlange lo mit einer Vergleichsdehnung ¢y von ca. 0,2

Fur CP1000 ist die Abweichung der gemessenen Dehnung bei einer Vergleichsdehnung
ov von 0,2 und bei lo=0,5mm Dehnungsreferenzlange nur noch etwa 4,6%
(Bild 6.25b). Die konventionelle kreisformige Nut zeigte zuvor noch Abweichungen
von 25% (Bild 5.5b). Bei einer Vergleichsdehnung ¢y von 0,5 ist die Abweichung sogar
auf 1,4% reduziert worden. Fur DC04 und DP1000 ist die Abweichung auch bei grof3er
Dehnungsreferenzlénge unter 0,7%. Der verbleibende Unterschied kann auf fertigungs-
bedingte Abweichungen von der nominellen lokalen Blechdicke zurtickgefthrt werden.
Jede Abweichung von der analytisch ermittelten idealen Kontur fuhrt zu einer
Abweichung vom idealen radialen Spannungs- bzw. Dehnungsverlauf.
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6.4 Nutprobe zur Charakterisierung der kinematischen Verfestigung

Die vollflachige Auswertung des gesamten Spannungs- und Dehnungsfeldes durch die
optische Dehnungsmessung ermdglicht es, eine Vielzahl zyklischer FlieBkurven an nur
einer ebenen Probe zu ermitteln (Yin et al., 2015b). Dazu tragt der radial abfallende
Spannungs- und Dehnungsgradient bei. Bei einer monotonen Belastung féllt die
Scherdehnung in Abhéngigkeit des radialen Abstandes r ab. Wenn anschlieBend die
Lastrichtung umgekehrt wird und die Auswertung der Kurve an unterschiedlichen
Radien fortgefihrt wird, haben die resultierenden zyklischen Flielkurven
unterschiedliche Vordehnungen (Bild 6.26c). Bild 6.26b zeigt, dass die gleiche
Methode auch bei der Torsionsprobe mit Nut, in einem kleinen Bereich nahe dem Grund
der Nut, nutzbar ist.

a) Zyklische Torsion b) Zyklische Torsion

Unterschiedliche
Radien

Bild 6.26: Prinzip der Ermittlung mehrerer zyklischer Scherspannungs-Scherdehnungs-
kurven an einer Probe a) fur den konventionellen ebenen Torsionsversuch
(Yin et al., 2015b) und b) fur den ebenen Torsionsversuch mit Nut;
c) Zyklische Kurven mit unterschiedlicher VVordehnung fir unterschiedliche
Radien

Sowohl bei der ebenen Probe als auch bei der Nutprobe gibt es charakteristische
Einschrankungen fir die erreichbaren zyklischen Flielkurven innerhalb einer Probe.
Bild 6.27 zeigt die Ergebnisse beider Probentypen fiir den hochfesten Dualphasenstahl
DP600 mit 2 mm Blechdicke. Alle 40 dargestellten zyklischen Kurven wurden an nur
einer ebenen Probe und zwei Nutproben ermittelt. Die ebene Probe wurde an 18 Radien
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ausgewertet. Aufgrund des Einflusses der inneren Klemmung ist die maximale
Vordehnung fur die ebene Probe begrenzt. Fir den DP600 ist der Bereich der Scher-
Vordehnung yvor daher zwischen 0 und 0,35 (v = 0,2) limitiert.

1000
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800 |r,=1,01 / :
© -\"----
o 600 i
=
%_ 400
'S
@ 200
>
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% O ----------
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LSS
-800 -jf
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-1000
-0,2 -0,1 0 o1 ©062 03 04 05 06 O,7 08

Vergleichsdehnung (Hill 48) ¢,

Bild 6.27: 40 zyklische Scherspannungs-Scherdehnungs-Kurven, charakterisiert an nur
einer ebenen Probe und zwei Nutproben fiir DP600

Kurven mit nennenswert hoherer Vordehnung koénnen mit der Nutprobe ermittelt
werden. Fur den hochfesten DP600-Stahl wurde eine Vergleichsdehnung von ca.
ov = 0,7 als Vordehnung erreicht. Im Gegensatz zur ebenen Probe kann nur ein kleiner
Bereich der Nut fir die Auswertung genutzt werden, da die Spannung und Dehnung an
der Wand der Nut nicht mehr homogen ist und keine ideale ebene Scherung herrscht.
Fir die Ermittlung geringerer Vordehnungen mit der Nutprobe missen demnach
zusatzliche Versuche mit geringerem Drehwinkel durchgefihrt werden. Die Last wurde
bei zwei unterschiedlichen Drehwinkeln umgekehrt. Mit jeder Nutprobe wurden 11
zyklische FlieRkurven ermittelt.

Kombination aus ebener Probe und Nutprobe

Um die Vorteile beider Proben zu verknipfen und auch bei Nutproben mit hoher
Vordehnung noch zyklische Kurven mit deutlich geringerer Vordehnung an der gleichen
Probe ermitteln zu kénnen, soll die Form der Nut angepasst werden und mit der Form
der ebenen Probe verknipft werden. Bild 6.28 zeigt die Kontur einer Nut, bei der der
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Grund der Nut verlangert wurde. Ein radialer Bereich von 5 mm ist eben bearbeitet. Die
Scherspannung im ebenen Bereich fallt wie bei der ebenen Probe nach auf3en hin ab.

1,8 1,8
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1,6 \ Mod. Nut ebener Boden | 1,6 I
== «= Mod. Nut 1° Neigung =
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— 0,6 0,6
@ S
- 2
0,4 . 04 &
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Bild 6.28: Kontur und Scherspannung fir eine Nut mit verlangertem ebenem Boden

Modifizierung der Nutkontur

Um auch die Erkenntnisse fur die Charakterisierung der monotonen FlieBkurve mit zu
berticksichtigen, werden unterschiedliche kleine und groRe Ubergangsradien genutzt,
bevor die Blechdicke am Grund der Nut wieder konstant wird. Bild 6.29 zeigt die
plastische Vergleichsdehnung aus numerischen Simulationen fiir DC04 und CP1000 mit
1 mm und 2 mm Blechdicke.

DCO4 (FEM) CP1000 (FEM) 0,5 :H
| xe -m. » J -
Spannungsangepasste 7]

Nutform nach Bild 6.23 Ebener Bereich

Bild 6.29: Numerische Analyse der Dehnungsverteilung

Plast. Vergleichsdehnung
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Die Proben haben im Bereich der gréfiten Dehnung eine spannungsangepasste
Nutkontur nach Bild 6.23 bzw. Bild 6.24 und auflen einen verlangerten ebenen
Nutboden. Der breite ebene Nutboden fiihrt zu einer Erweiterung des auswertbaren
Probenbereichs fir die Nutprobe. Somit kdnnen die dargestellten Proben sowohl
zyklische Scherspannungs-Scherdehnungskurven mit hohen als auch mit niedrigen
Vordehnungen (bis Vordehnung 0) an derselben Probe ermittelt werden. Ein Vorteil der
im Bild 6.29 dargestellten Probe ist, dass diese auch die Anforderungen der Nut zur
Charakterisierung der FlieRkurve erfullt und somit sowohl fur zyklische als auch fiir
monotone Charakterisierung geeignet ist. Ein Nachteil konnte sein, dass der breite
dinnwandige Grund die Faltenbildung bei der Prifung beginstigt. Dies sollte in
klinftigen Arbeiten gepruft werden.

Experimentelle Ergebnisse

Bild 6.30 zeigt erste experimentelle Ergebnisse der im Bild 6.29 dargestellten Nutform
fur den hochfesten Dualphasenstahl DP600 in 2 mm Blechdicke, der zuvor bereits mit
ebener Probe und konventioneller Rundnut charakterisiert wurde (Bild 6.27).

1000
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400
200
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Bild 6.30: Zyklische Spannungs-Dehnungskurven fir DP600, charakterisiert an nur
einer Nutprobe nach Bild 6.29

Die Proben wurden durch Frasen hergestellt. Die dargestellten zyklischen Kurven
wurden an nur einer einzigen Probe ermittelt. Zusatzlich ist die FlieBkurve des
Zugversuchs langs zur Walzrichtung und die Kurve aus der monotonen
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Charakterisierung im ebenen Torsionsversuch dargestellt. Zyklische FlieRkurven
kdnnen nahezu bis zur Bruchdehnung im monotonen Versuch ermittelt werden.

6.5 Nutprobe zur Charakterisierung der Scherung in #-z-Ebene

Alle bisher dargestellten Formen der Nut sind dazu ausgelegt, die Scherung in der r-6-
Ebene des Bleches zu realisieren und zu verfeinern. Dazu wird entweder eine einseitige
Nut oder eine zweiseitige Nut mit symmetrischer Kontur genutzt. Bei asymmetrischer
Anordnung einer beidseitigen Nut ist aber auch die gezielte Variation der zu scherenden
Ebene mdglich. Bild 6.31 zeigt das Prinzip einer Torsionsprobe, mit der ein Blech in
der 6-z Ebene, also in einer Ebene bei konstanter Position in z-Richtung, scheren kann.

Detail B
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Bild 6.31: Form und MaRe einer beidseitigen Nut zur Scherung in der Blechebene

Von oben und von unten werden radial versetzte Nuten so angeordnet, dass ein schmaler
zylindrischer Steg im Blech entsteht. Die Messung der Dehnung mittels DIC kann von
der Aulenseite der Nut durch die schrédg auslaufende Nutkante stattfinden. Fir die
Berechnung der Spannung aus dem Drehmoment wird eine ringformige Scherflache
angenommen:

L 2M
" _(ra+ri)'7z-'(ra2_ri2).

Bild 6.32 zeigt die Ergebnisse der numerischen Simulation fir Blechdicken t zwischen
1 mm und 3 mm. Der Bereich maximaler Scherung hat jeweils eine Breite von 0,3 mm.
Je geringer die Blechdicke, desto geringer miissen auch die zu fertigenden Radien sein.
Zudem sind bei geringeren Blechdicken sekundére Scherzonen an den jeweiligen Bdden
der Nuten zu erkennen. Diese missen geometrisch so ausgelegt werden, dass die
maximale Spannung immer im priméren Scherbereich auftritt.

(6.31)
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Bild 6.32: Numerische Simulation der Scherung in der Blechebene fiir drei Blechdicken

Experimentelle Ergebnisse

Fir eine Machbarkeitsanalyse wurden erste Proben aus DCO04 in 2 mm Blechdicke mit
der Nutgeometrie aus Bild 6.32 durch Senkerodieren hergestellt und im ebenen
Torsionsversuch gepruft. Bild 6.33 zeigt das optische Dehnungsfeld in der Nut wéhrend
des Versuchs. Die DIC-Kameras haben eine Neigung von ca. 30° zur horizontalen
Ebene. Die Dehnungsreferenzlange ist 0,2 mm. Die maximale Dehnung tritt im axialen
Abstand von 1,1 mm der sichtbaren Oberflache des Bleches auf. Das Dehnungsfeld
wirkt homogen entlang des Umfangs der Nut.

DIC-Dehnungsfeld
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| .

Innere Klemmung

v. Mises Dehnung
|
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Bild 6.33: Experimentelles Dehnungsfeld der Scherung in der Blechebene fir DC04 in
2 mm Blechdicke

Bild 6.34a zeigt die Ergebnisse der Vermessung der Nut an einer taktilen Koordinaten-
messmaschine. Die Vermessung wurde an vier Positionen am Umfang der Nut
durchgefiihrt. Die Gegenuberstellung mit der zu fertigenden Soll-Kontur zeigt nur
geringe Abweichungen der Probengeometrie im primaren Scherbereich der Probe. Die
uber vier Schnitte gemittelte Breite des primdren Prifbereichs s; ist 0,317 mm. Die
ermittelte FlieRkurve wird im Bild 6.34b mit der FlieBkurve an dem Zugversuch und
der FlieBkurve aus dem ebenen Torsionsversuch mit Rundnut verglichen. Insbesondere
zu Beginn des Prozesses ist eine Erhohung der FlieBspannung im Vergleich zu den
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anderen Kurven zu erkennen. Ob dies bereits eine anisotrope Eigenschaft des
Werkstoffs ist oder ob lediglich eine Sensitivitat auf die Probenfertigung und Proben-
vermessung vorliegt, gilt es in kunftigen Arbeiten zu prufen.

a) 2,5 b) 600
== Soll-Kontur| @ DCO4, t = 2,0 mm
E 2 | - -y Position 1 < 500 ~
S Positon2 | ¢ - -
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2 1 S 300
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g o % 100 = = ETV mit Rundnut
DCO04,t=2,0 mm T = ETV aus Bild 6.33
-0,5 0
15 16 17 18 19 20 21 22 O 02 04 06 08 1
Koordinate rin mm Vergleichsdehnung (Hill 48) ¢,

Bild 6.34: a) Gegeniiberstellung der Soll-Nutkontur mit den gemessenen Koordinaten-
punkten fir vier Positionen am Umfang der Probe und b) die ermittelte
FlieRkurve fur DC04 in 2 mm Blechdicke

6.6 Zwischenfazit

Zunachst wurde gezeigt, dass der Prozess zur Fertigung der Nut groRen Einfluss auf die
erreichbare Formanderung hat. Die Ermittlung von Fliekurven wird dagegen nicht
stark beeinflusst. Fur die Ermittlung der Bruchdehnung ist ein prazises Verfahren ohne
Randzonenbeeinflussung, wie das PECM-Verfahren, unabdingbar. Fir die Ermittlung
von FlieBkurven geniligt dagegen auch das Frasen bei moglichst feiner Qualitéat.
Zukunftig sollten auch Verfahren zur Nachbearbeitung gefréster Nuten, wie Schleifen
und Polieren, Gleitschleifen oder elektrochemisches Polieren, zur Vermeidung
fruhzeitiger Bruchinitiierung gepruft werden.

Die klassische Rundnut ist weit verbreitet fur die Prifung der Fliekurve bei sehr hoher
Dehnung. Die Form und Position der Nut nimmt dabei maf3geblichen Einfluss auf die
Qualitat der Prufergebnisse. Eine ideale konventionelle Rundnut gibt es nicht. Durch
eine neue Strategie zur Auslegung von Nuten koénnen der Prifaufgabe angepasste
Nutkonturen realisiert werden. Dazu wird der Spannungsverlauf definiert und die
Nutkontur daraus abgeleitet.

Fir die Ermittlung von Fliekurven und Bruchdehnung wurde eine Probe entwickelt,
mit der Bleche bis zum Versagen unter idealer ebener Scherung mit sowohl radial als
auch axial homogener Spannungs- und Dehnungsverteilung geprift werden konnen.
Messfehler werden zudem reduziert. Da die Auslegung der Nut an den Verlauf der
Spannung und nicht der Dehnung gekoppelt ist, ist die Form der Nut nicht
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werkstoffabhéngig, sondern nur von der Blechdicke abhéngig. Aus diesem Grund ist
auch keine inverse Probenauslegung wie bei anderen Scherversuchen zur Ermittlung der
Bruchdehnung unter Scherung notwendig.

Eine weitere Nut zur Charakterisierung des Bauschinger-Effektes wurde entwickelt.
Diese verkniipft die Vorteile der ebenen Probe mit den Vorteilen der Probe mit Nut,
indem die Nut um einen breiten ebenen Boden verlangert wird. Der Aufwand fir die
Charakterisierung der zyklischen Verfestigung sinkt damit stark. Zu prufen bleibt, wie
sich der dinne breite Nutgrund auf die Stabilitat fir Faltenbildung auswirkt. Zudem ist
auch eine Anpassung der Steigung basierend auf dem Verfestigungsexponenten n des
Werkstoffs denkbar.

Durch den Versatz von unterer und oberer Nut kénnen auch andere Ebenen im Blech
unter Scherung charakterisiert werden. Der Priifbereich und die MaRe der Nutkontur
sind dabei aber sehr gering. Die Fertigung und Messung solcher Proben ist
anspruchsvoll, aber die Machbarkeit konnte belegt werden.
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Die innere und die duflere Klemmung sind die einzigen mechanischen Komponenten
der Prifvorrichtung, die im Kontakt mit den Torsionsproben sind, und damit die
einzigen Komponenten, die Einfluss auf die Ergebnisse des ebenen Torsionsversuchs
haben. Prozessgrenzen, wie das Durchrutschen der Probe bei Uberschreitung eines
maximalen Drehmomentes oder die friihe Bruchinitiierung durch das Einbringen von
Kerben und Asymmetrien aufgrund von Eindricken der Stempelstruktur, limitieren den
Einsatz des Versuches. Eine Spannungstberlagerung durch die Anpresskraft des
Stempels und damit einhergehend die Querkontraktion des Werkstoffs fiihren zudem zu
einer Beeinflussung des idealen Spannungszustandes. Nur durch die akkurate
geometrische Auslegung und durch die geeignete Wahl der Klemmstrategie und
Klemmkraft kann der Versuch erfolgreich durchgefuhrt werden. Das Ziel ist es,
Torsionsversuche bis zum Bruch ohne Erreichen der Prozessgrenzen Faltenbildung und
Durchrutschen (vgl. Bild 2.12) durchzufuhren und zudem den Einfluss der Uiberlagerten
Druckkraft durch die Klemmung so stark wie mdglich zu reduzieren. Bauer (1989)
analysierte bereits die Prozessgrenze Faltenbildung. Fir die Prifung von Werkstoffen
mit immer hoher werdender Festigkeit oder grolRer Blechdicke ist aber insbesondere das
Durchrutschen der Probe unter dem Stempel ein Problem, das den Prifablauf vorzeitig
beendet (Yin, 2014). Daher wird in diesem Kapitel die Prozessgrenze Durchrutschen
und der werkzeugseitige Einfluss auf den ebenen Torsionsversuch betrachtetet. Der
Fokus liegt dabei auf der inneren Klemmung, da die duf3ere Klemmung in Bezug auf die
zu Ubertragenden Krafte als unkritisch einzustufen ist. Teile dieser Arbeiten wurden in
Zusammenarbeit mit Maschlanka (2017) durchgefiihrt. Zuletzt werden Sonderformen
der &uReren und inneren Klemmung vorgestellt, welche von dem klassischen Versuchs-
aufbau nach Yin (2014) abweichen und je nach Anwendungsfall notwendig sein kdnnen.

7.1 Analyse der Form der inneren Klemmung

Hochfeste Werkstoffe mit gleichzeitig hoher Blechdicke stellen eine Herausforderung
an die Charakterisierung dar. Im ebenen Torsionsversuch zeigt sich dies durch das
Durchrutschen der Probe unter der inneren Einspannung, da das durch die Klemmung
ubertragbare Drehmoment begrenzt ist. Maschinenbedingt ist die Klemmkraft des
Stempels begrenzt, sodass der Kontaktdruck lediglich durch die Kontaktflache, also
GroRe und Form des Stempels, beeinflusst werden kann. In erster N&dherung kann der
Zusammenhang zwischen Kontaktflaiche des Stempels und des Ubertragbaren
Drehmomentes durch Annahme einer Reibbedingung zwischen der Oberflache des
Stempels und der Probe analysiert werden. Diese qualitative Analyse ermdoglicht die
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Beschreibung der grundlegenden Zusammenhange, aber nicht der korrekten Ermittlung
des Ubertragbaren absoluten Drehmomentes. Bild 7.1 zeigt ein infinitesimales Element
einer Torsionsprobe, an dem die durch die Klemmung erzeugte Normalspannung o; und
die Tangentialspannung os eingetragen sind. Die innere Klemmfl&che ist ringférmig
zwischen dem duf3eren Radius der inneren Klemmung r; und dem inneren Radius Fmin.

Freier Prifbereich

—_ ~ o~
- ~

Klemmflache

Bild 7.1: Darstellung der Spannung und Geometrie eines infinitesimalen Elementes
der ebenen Torsionsprobe
Die Normalspannung wird aus der Stempelkraft Fk und der Kontaktflache A durch
I:K I:K
O-Z e ———
A ﬂ__(rlz_rz ) (7.2)

min

berechnet. Fir die Tangentialspannung resultiert durch Annahme Coulomb’scher
Reibung zwischen Stempel und Probe

o, = u-o, =konst. (7.2)

Die Oberflache des infinitesimalen Elementes ist

dA:de-(r-dH%drzjzr-de-dr, (7.3)
sodass die resultierende Tangentialkraft durch
dF, =0, -dA
=0, -r-d@-dr (7.4)

berechnet wird. Resultierend aus der tangentialen Kraft dF, und radialem Abstand r
folgt fur das Inkrement des Drehmomentes

dM =dF,-r=c,-r*-dé@-dr (7.5)

und durch Integration tber die Flache zwischen einem inneren Radius rmin und dem
aulleren Radius der inneren Klemmung r; das Drehmoment
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2 I'|

M :de :I _[ og-rz-dﬁ-dr:2?77-(r|3—r3 )0, (7.6)

min
6=0 r=ry;,

Durch Einsetzen von Gl. (7.1) und GI. (7.2) in Gl. (7.6) und unter Ber{cksichtigung von
zwei Kontaktflachen folgt fur das tGbertragbare Drehmoment

_4 (rls_rn?;in)
M _E.—(rlz_rz )'#‘FK- (7.7)

min

Fur eine vollstandige Klemmflache (rmin = 0) folgt
4
MVollzg'rl'/u'FK' (7.8)

Bild 7.2 zeigt das Verhaltnis

Mgy _ (1~ (7.9)

Myar 1, -(I’|2 - rn21in) |
des Ubertragbaren Drehmomentes zwischen ringférmigem und vollem Stempel bei
Variation des minimalen Klemmradius.

1,6
Grenzwert

L -\ ==\

=
o

=
~

=
N

Drehmomentsteigerung Mgino/My
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= w
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Innerer Ringradius r,;, in mm

Bild 7.2: Steigerung des Ubertragbaren Drehmoments bei ringférmigen Stempeln
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Aus der Grenzwertbetrachtung fur rmin — i unter Anwendung der Bernoulli und
de I’Hospitalschen Regel

. (r _rmln) -

min

(rl3 - r-rr?;ln )I

!

. —3r2
= lim | —mn_ | =15 7.10
r.min_)rl( er j ( )

1"'min

folgt, dass ein ringformiger Stempel bei gleicher Stempelkraft Fstemper Und gleichem
Stempelradius ry bis zu 50% mehr Drehmoment Ubertrégt als ein voller Stempel. Diese
theoretische obere Grenze kann aber praktisch nicht erreicht werden, da die
Querschnittsabnahme der ringférmigen Kontaktflache des Stempels dazu fuhren wird,
dass das Werkzeug durch die hohen Spannungen versagt. Ist die Klemmkraft nicht
technologisch limitiert, so fihrt der Einsatz voller Stempel zur Ubertragung héherer
Drehmomente. Die maximal prufbare Scherspannung in der Probe am Radius der
inneren Einspannung ergibt sich durch Einsetzen von GI. (7.7) in GI. (2.36) zu

2 (f¥-m) weF
T max _g'(rz r2 ).rz' i = (711)

I~ "min |

Theoretische maximale Klemmkraft fir ebene Klemmflachen

Die Klemmung der Stempel darf lediglich zu einer elastischen Deformation des
Werkstoffs unter den Klemmflachen fuhren. Eine plastische Umformung muss
vermieden werden. Damit gilt fiir die maximale Klemmkraft

F = ﬁ'(rlz — T ) Ko - (7.12)

Durch Einsetzen von Gl. (7.12) in Gl. (7.7) folgt das maximal (Ubertragbare
Drehmoment zu

dr

I\/lmax :?'(rls mm) M- ka’ (713)

wobei davon ausgegangen wird, dass die maximale Stempelkraft Fk max technologisch
auch erreicht werden kann. Das maximal Ubertragbare Drehmoment ist durch die
FlieRspannung des zu prufenden Werkstoffs begrenzt. Durch Einsetzen von Gl. (2.36)
flr Mmax in GI. (7.13) lassen sich unterschiedliche Grenzwerte ermitteln. Beispielhaft
lasst sich der minimal notwendige Haftreibungskoeffizient durch

t |(fmax
/u_ 2\/_ ( mln) .0 (714)

berechnen. Fir einen vollen Stempel (rmin =0) mit Radius r =15 mm und einem
Blechwerkstoff mit t = 1 mm Dicke sowie der Anfangsflie’spannung kro von 600 MPa
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und einer maximalen FlieRspannung kfmax bei Bruch von 1200 MPa (in Anlehnung an
einen DP1200-Werkstoff) ergibt sich ein notwendiger Reibwert x von 0,12. Dies ist fur
die Haftreibung von Stahl auf Stahl durchaus realistisch. Die notwendige Klemmkraft
Fik ist allerdings 424 kN, was die maximale Stempelkraft der vorhandenen
Prifmaschine von 100 kN um ein Vielfaches tberschreitet. Zudem gibt es eine
Uberlagerung von Druckspannungen in gleicher GréRenordnung wie die umlaufenden
Scherspannungen, was den Spannungszustand beeinflusst. Nach Gleichung (7.11) muss
der Reibwert x daher bei technologisch maximaler Klemmkraft Fxmax von 100 kN
mindestens u« = 0,49 betragen. Dies ist selbst bei trockener Reibung nicht erreichbar. Der
teilflissige Lack auf der Probe verringert den Reibwert zusétzlich. Eine Priifung dieses
Werkstoffs ist somit ohne weitere Erh6hung der Ubertragbaren Kréfte nicht mdglich.
Die Oberflache der Klemmflachen muss demnach zwingend angeraut oder strukturiert
werden, um eine zusatzliche formschlissige Kraftibertragung zu realisieren und die
notwendigen Klemmkrafte zu reduzieren. Beispielrechnungen mit anderen
Dimensionen, Werkstoffen und ringférmigen Stempeln bestétigen dieses Ergebnis.

7.2 Analyse unterschiedlicher Strukturen fur die Kontaktflache des inneren
Stempels

Im Kapitel 7.1 wurde gezeigt, dass fir die erfolgreiche Prifung von Blechen eine rein
reibschlissige Kraftlibertragung der inneren Klemmungen meist nicht ausreicht. Eine
starke Erhohung der Oberflachenreibung oder eine formschliissige Ubertragung der
Krafte durch Strukturierung der Klemmfl&chen ist notwendig. In der Literatur werden
unterschiedliche Strukturen zum Klemmen der Proben im ebenen Torsionsversuch
eingesetzt. Marciniak (1966) nutzt radiale Riffel, wahrend Bauer (1989) und Yin (2014)
Kreuzriffel einsetzen (vgl. Bild 7.3). Zudem untersucht Yin (2014) den Einsatz
zusatzlicher Stifte durch das Blech, die sich aber als nachteilig herausstellten. Die
Auslegung, Vor- und Nachteile sowie die Einflusse des Musters der Oberflachenstruktur
sollen in diesem Kapitel untersucht werden. Die Form des Stempels wird vernachlassigt.

Die im Bild 7.3 dargestellten Strukturen wurden fir die Analyse herangezogen. Die
Nachteile der glatten Oberflache wurden bereits im Kapitel 7.1 dargestellt. Mit
Kreuzriffeln und radialen Riffeln kénnen dagegen erfolgreich Prifungen durchgefuhrt
werden. Insbesondere die Kreuzriffel zeigen aber Nachteile gegenuber den radialen
Riffeln. Bild 7.4 zeigt dazu das Experiment sowie die numerische Simulation einer
Probe, bei der Kreuzriffel zur Klemmung verwendet wurden. Durch die kartesische
Anordnung der Riffel ergeben sich an der Kante des Stempels umlaufend
unterschiedliche Muster, da einzelne Pyramiden je nach umlaufender Position
unterschiedlich abgeschnitten werden. Dies fuhrt auch zu einer umlaufend
asymmetrischen Verteilung der Belastung und eine ungleiche Belastung der einzelnen
Riffel. Daraus resultiert auch ein friiheres Rutschen des Stempels, sodass die
ubertragbaren Krafte geringer sind als bei radial verlaufenden Riffeln.
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Glatt Kreuzriffel Radiale Riffel

A
EPEDT
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Bild 7.3: Formen und Strukturen der Oberflache der inneren Klemmung

Sowohl im Experiment als auch in der Simulation ist ein Rutschen des Stempels direkt
an der Kante der Einspannung zu erkennen, welches durch die ungleiche Kraftverteilung
initiiert wird. Der Einsatz radialer ringformiger Riffel, die umlaufend symmetrisch sind
und deren Flanken direkt in umlaufende Belastungsrichtung zeigen, wird daher
bevorzugt. Die tbertragbaren Kréfte sind groRer und der Spannungs- sowie Dehnungs-
zustand homogen am Umfang.

Inhomogene Deformation
am Umfang

bl
o

------

Umformgrad

o

Bild 7.4: a) Klemmflache nach dem Experiment und b) numerische Simulation der
Klemmung und Torsion fir eine Kreuzriffel-Strukturierung der inneren
Klemmung

7.3 Analytische Analyse der radialen linienformigen Oberflachenstruktur

Es wurde gezeigt, dass radiale Riffel im Vergleich zu kreuzférmigen Riffeln signifikante
Vorteile haben. Diese werden nachfolgend ausgelegt und analysiert. Die Ubertragung
der Last durch die innere Klemmung unterteilt sich in zwei Schritte, die Klemmung und
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die Ubertragung der Torsionskraft. Bei der Klemmung wird die Struktur des Stempels
in den Werkstoff gedriickt, um anschlieBend durch den Eindruck eine formschlissige
Kraftibertragung zu ermdglichen. Hierzu ist die Kenntnis der Abhéngigkeit der
Eindringtiefe i in Abhangigkeit der Klemmkraft Fx wichtig. Bei der anschlieRenden
Torsion greifen die Flanken der Oberfl&che tangential an den Werkstoff an, um die Kraft
zu Ubertragen. Das Ubertragbare Drehmoment in Abhéngigkeit der Geometrie und
Eindringtiefe ist hierbei die zentrale Fragestellung. Beide Schritte sollen nachfolgend
analysiert werden.

7.3.1 Geometrie und Auslegung radialer Riffel

Bild 7.5 zeigt die charakteristischen Mal3e von Klemmungen mit radialen Riffeln.

n-Ao

Bild 7.5: Geometrie und Mal3e von inneren Klemmungen mit radialen Riffeln

Uber den Umfang des Stempels sind eine zu definierende Anzahl Riffel n im
regelméaRigen Winkelabstand

_2z

A 7.15
a=" (7.15)
angeordnet. Der vom Radius abhangige Abstand der Spitzen as(r) ist

(r)= 27;' T (7.16)

Ublicherweise wird der Abstand der Spitzen an der inneren Einspannung as(r)
néherungsweise definiert und daraus die Anzahl der Riffel abgeleitet. Da die Anzahl
immer ganzzahlig sein muss, kann der Riffelabstand nicht exakt definiert werden,
sondern resultiert immer aus der gerundeten Anzahl. Die Steigung der Flanken der
einzelnen Riffel ist a. FUr die Fertigung der Riffel (z. B. durch Frdsen) muss das
Fréaswerkzeug mit der Zustellung g von der Oberflache an der Rotationsachse (r = 0 und
z=0) radial abfallend verfahren. Dies kompensiert den radial groRer werdenden
Umfang, sodass dadurch eine ebene Oberflache aller Spitzen resultiert. Aus einfachen
geometrischen Beziehungen resultiert der Zustellwinkel 5 zu
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T
tan(a)-nj (7.17)
und ist nur von der Anzahl der Riffel n und dem Winkel der Flanken der Riffel a
abhangig. Bild 7.6 zeigt die Geometrie einzelner Riffel und die am Riffel wirkenden
Krafte fur ein infinitesimales Element schematisch. Die axiale Kraft F, auf den Riffel
resultiert in einem Druck an den Flanken, welcher zur plastischen Umformung des
Werkstoffs fuhrt.

ﬁ(a,n):arctan(

Krafte

Bild 7.6: Geometrie und Kréafte einer radialen Riffel fur ein infinitesimales Element

7.3.2 Berechnung der Eindringtiefe radialer Riffel mittels Gleitlinientheorie

Fir die Berechnung der Eindringtiefe wird angenommen, dass die Riffel unendlich lang
sind bzw. bei der Eindringung in den Werkstoff nur ein ebener Spanungs- und
Forménderungszustand auftritt. Dies ermdglicht die Anwendung der Gleitlinientheorie
zur Berechnung der Eindringtiefe i in Abhangigkeit der Klemmkraft Fk. Eine &hnliche
Berechnung nutzen Sieczkarek et al. (2016), um die Eindringkraft bei der Zahnformung
an Blechkanten zu berechnen. Das Gleitlinienfeld fir drei Stadien der Eindringung ist
im Bild 7.7 dargestellt. Fir die Analyse wird angenommen, dass die Spitze der Riffel
nicht ideal spitz ist, sondern eine Abflachung mit der Breite bs hat. In der ersten Stufe
hat nur die flache Spitze des Riffels Kontakt mit der Probe. In Stufe 2 dringt auch die
Flanke des Riffels in den Werkstoff und in der dritten Stufe ist der Deformationsbereich
so weit ausgepragt, dass bereits der Einflussbereich des folgenden Riffels durch die
Gleitlinien erreicht wird. Aus dem dargestellten Poldiagramm lassen sich die
Flachenpressung an der Spitze und der Flanke berechnen:

Py =—2k(1+a) und p,,, =—2k[1+%} (7.18)
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Bild 7.7: Gleitlinien fir den Eindruck der radialen Riffel fur drei Stufen der
Eindringung in den Basiswerkstoff

Die Kraft fur einen einzelnen Riffel
F —_K (7.19)

in Abhdngigkeit der Eindringtiefe i wird durch Addition der Kraftanteile in z-Richtung
ermittelt:

I:n = pl,IV 'bs '(r m|n)+2plll ( mln) tan( ) (720)
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Durch Auflésen nach i ergibt sich die Eindringtiefe in Abhangigkeit der Klemmkraft Fk
zu
1 F (1+%)

()= Gy n(oro (@) K 2{ra)-tn(a) > (7:21)

Bild 7.8 zeigt die Eindringtiefei in Abhangigkeit der Klemmkraft bei gegebener
Geometrie. Fur die SchubflieRgrenze k des Blechwerkstoffs wurde nachfolgend
578 MPa (ks = 1000 MPa) angenommen, da der Fokus dieses Kapitels auf der Prufung
hochfester Werkstoffe liegt.

0,15
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=
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Bild 7.8: Eindringtiefe der radialen Riffel in Abhangigkeit der Stempelkraft

Durch die flache Spitze der Riffel muss zundchst eine minimale Kraft Fk min
uberschritten werden, bevor ein Eindruck des Riffels stattfindet. Der Anstieg der
Eindringtiefe i ist proportional zu einem Anstieg der Klemmkraft Fk.

7.3.3 Berechnung der Belastungsgrenze furs Durchrutschen

Nachdem die reine Klemmkraft aufgebracht und ein Eindruck der Riffel in den
Blechwerkstoff analysiert wurde, werden nachfolgend zwei unterschiedliche
Klemmstrategien wahrend der Torsionsbelastung betrachtet.

Belastungsfall 1: Die  Klemmkraft Fx wird wahrend des Torsionsversuchs
nachgeregelt, sodass die maximale Klemmkraft zu jeder Zeit wirkt
(Fk = konstant).

Belastungsfall 2: Die Klemmkraft Fx wird nicht nachgeregelt. Die Position des
Stempels wird stattdessen fixiert. Dies ist z. B. der Fall, wenn die
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Klemmkraft durch Schrauben aufgebracht wird. Ein Verlust oder eine
Erhohung der Vorspannkraft im Verlaufe des Prozesses wird nicht
nachgeregelt (i = konstant).

Belastungsfall 1

Bild 7.9 zeigt das Gleitlinienfeld fur die Belastung mit Kraftregelung. Nur eine Flanke
der Riffel hat Kontakt mit dem Werkstoff. Als Folge ist die Flachenpressung an der
zweiten Flanke doppelt so grof? und die Spannung an der Oberflache steigt. Der Stempel
dringt daraufhin tiefer in den Werkstoff ein.

[ g, »|
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A I = » i
e i
i i
| i
[} 11 '
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111
11V
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Bild 7.9: Gleitlinienfeld flr Belastungsfall 1 der Torsion mit radialen Riffeln

Aus dem Gleichgewicht in axialer Richtung folgt in Anlehnung an GlI. (7.20) fur eine
Kontaktflache

Fn = P 'bs '(rl - rmin)+ Pui 4 '(rl - rmin)'tan (Ol), (7-22)
sodass fir die Eindringtiefe i

1 Fe (1+3)

()= ey n(n—ro) (@) Kk (ra)-tn(a) (7.23)

folgt. Die daraus resultierende Belastungskurve wurde im Bild 7.8 ergénzt.

Belastungsfall 2

Fur den Belastungsfall 2 gilt das Gleitlinienfeld aus Bild 7.10. Dazu wird angenommen,
dass der Druck nur auf einer Flanke des Riffels wirkt und der Boden des Riffels keine
Kraft auf den Werkstoff Ubertragt. Die Eindringtiefe i bleibt daher wéhrend der Torsion
unverandert.
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Bild 7.10: Gleitlinienfeld fir Belastungsfall 2 der Torsion mit radialen Riffeln

Gleichgewicht in tangentialer Richtung

Fur beide Klemmstrategien resultiert der Kontaktdruck an der Flanke aus dem
Gleitlinienfeld und ist

Py =—2k-(1+a). (7.24)

Das Gleichgewicht der Krafte in tangentialer Richtung 6 ist

Foo =cos(a)-(plv,, -m-(n - )J 7.25)
=2k-(1+a)-i-(r-r,).
Fur die gesamte Kraft aller Riffel folgt anschlie3end:
F,=2k-(1+a)-i-n-(r,-r.), (7.26)
oder fur ein radiales Inkrement dr
dF, =2k-(1+a)-i-n-dr. (7.27)

Unter der Annahme einer konstanten radialen Verteilung der Kraft dF = konst folgt fir
das resultierende maximale Drehmoment und zwei Kontaktflachen:

M o =2 jl r-dF,(r)
(7.28)

=2k-(1+a)-i-n-(r?=rl ).

Fur konstante Klemmkraft (Belastungsfall 1) mit der Eindringtiefe i aus Gl. (7.23) folgt
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M - (7 = 12n) E 2 5) (7 ) -k-n-b,. (7.29)

e (r, mln)tan() : tan ()

Fur viele Werkstoffe ist das maximale Drehmoment aber nicht notwendig, sodass auch
geringere Krafte ausreichend sind. Die minimal notwendige Klemmkraft Fk min resultiert
mit Gl. (2.36) und (7.29) zu
2'72-'( mm) tan( )'rrzmax
K,min = Y ‘T Tmax
(r*-rZ) (7.30)

+2-(1+5)-k-n-b-(r —ry,).

r.max iSt der Radius maximaler Scherspannung, welcher sich fir die ebene Probe und
Nutprobe unterscheidet. zmax ist die maximal auftretende Scherflielspannung im
Werkstoff. Fir eine konstante Eindringtiefe (Belastungsfall 2) mit der Eindringtiefe i
aus Gl. (7.21) folgt

- (r'z B r”%:i”) (1+%>'(r|2 - rriin)
MmaX_Z-(r, mm) — ).FK— tan () -k-n-b,,

mit der minimalen Klemmkraft
4.7-(r tan(a)-r?
K,min = ( ";'n) 2 ( ) Sl ’t'Tmax
(rl - rmin ) (732)
+2-(1+5)-k-n-b-(r —ry,).

Der rechte Teil der Gleichungen (7.29) und (7.31) ist eine Art Verlustleistung fur
stumpfe Riffel. Fir ideal spitze Riffel (bs=0) ist das Ubertragbare Drehmoment
unabhéngig von der Scherflielspannung k des Werkstoffs und nur abhangig von der
Geometrie des Stempels und der Klemmkraft Fk.

F

(7.31)

F

7.3.4 Numerische Verifizierung der Analytik fur radiale Riffel

Simulationsmodell

Bild 7.11 zeigt das numerische Modell fiir den Eindruck und die Torsion eines einzelnen
Riffels in ein t =1 mm dickes Blech im ebenen Torsionsversuch. Das Blech wurde mit
Volumenelementen und nur einer einzigen Elementlage in radialer Richtungr
modelliert, sodass ein 2D-Modell entsteht, indem an der Vorder- und Hinterseite
spiegelsymmetrische Randbedingungen definiert wurden. Die Elementkantenlange Ie
nimmt mit zunehmendem Abstand vom Kontaktbereich des Riffels zu. Die grofRte
Kantenldnge Ie ist 0,01 mm und die kleinste Kantenldnge direkt am Riffel ist
0,0002 mm. Um die mittlere Blechebene (an der Unterseite) herum wird Spiegel-
symmetrie angenommen. Rechts und links wurde eine zyklische Symmetrie umgesetzt.
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Diese ist geeignet, um die periodisch wiederkehrenden benachbarten Riffel zu
simulieren. Die Breite des Blechausschnitts von 0,5 mm entspricht dem Abstand zweier
benachbarter Riffel as und stimmt mit den exemplarischen Berechnungen aus Bild 7.8
uberein. Der Riffel hat analog dazu einen Winkel 2a von 60° und eine flache Spitze mit
einer Breite bs von 0,01 mm. In Ubereinstimmung mit den Annahmen der analytischen
Berechnungen wurde ein linear-elastisches, ideal-plastisches Werkstoffverhalten
modelliert. Der Riffel ist starr.

0,01 mm

Zyklische
Symmetrie

/

. /. =0,0002 mm

Spiegelsymmetrie
z

Feineres Netz

0 [;=0,01 mm

Bild 7.11: Geometrie und FEM-Modell fir die Eindringung eines einzelnen radialen
Riffels in ein Blech

Ergebnisse der Simulation

Bild 7.12 zeigt die Ergebnisse der numerischen Simulation. Die FlieBspannung ks des
Blechwerkstoffs ist 1000 MPa. Bild 7.13 zeigt zudem die Klemmkraft, die Axialkraft
und die Eindringtiefe wahrend des Prozesses. Fir die ermittelten Krafte wurde eine
Stempelgeometrie wie im Bild 7.8 angenommen (157 Riffel und 5 mm Ringbreite der
Klemmflédche). Mit dem Eindringen des Riffels bilden sich an den Seiten
Werkstoffaufwirfe, sodass die Oberflache nicht mehr eben ist. Die Eindringtiefe i nach
dem Erreichen der maximalen Klemmkraft (ohne Torsion) ist 0,054 mm. Diese wird
von der Oberkante des Aufwurfs bis zur Spitze des Riffels gemessen und ist damit
groRer als die axiale Zustellung der Riffel. Bei tangentialer Belastung und gleichzeitig
axialer konstanter Kraft (Belastungsfall 1) dringt der Riffel tiefer in den Werkstoff ein.
Die Eindringtiefe wird etwa verdoppelt, da nur eine Flanke des Riffels Kontakt mit dem
Werkstoff hat. Die tangentiale Kraft wurde in der Simulation linear erhoht. Am Ende
der normierten Prozesszeit beginnt in der Simulation ein Abscheren des Werkstoffs, was
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als Durchrutschen des Stempels interpretiert wurde. Die Ergebnisse dieses Belastungs-
falles spiegeln die aus der Analytik ermittelten Erkenntnisse sehr gut wider.

Start des Eindrucks Eindruck Torsion mit
konstanter Klemmkraft
in,max

v

o
o
o

o, in MPa

IHI‘IIIH

Vergleichsspannung _,

o

Bild 7.12: Numerische Analyse des Eindrucks und der anschlieBenden Torsion bei
konstanter Klemmkraft (Belastungsfall 1) fir einen einzelnen radialen Riffel
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140 : Eindringtiefe 0,07 E
< 120 : 0,06 .=
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©
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40 Tangentialkraft 0,02

20 0,01
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0 0,2 0,4 0,6 0,8 1
Normierte Prozesszeit

Bild 7.13: Numerische Analyse des Eindrucks und der anschlieBenden Torsion bei
konstanter Klemmkraft (Belastungsfall 1)
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Bild 7.14 zeigt Krafte und Eindringtiefe fur eine Simulation, bei der die Position des
Riffels nach der Klemmung nicht veréandert wird (Belastungsfall 2). Diese weichen nach
Beginn der Torsion stark von den analytischen Erwartungen ab. Mit steigender
tangentialer Kraft sinkt zunéchst die Klemmkraft und die Eindringtiefe andert sich nicht.
Nach dem Uberschreiten einer Belastungsschwelle beginnt der Werkstoff vor dem
Riffel zu flieBen und staut sich vor dem Riffel auf. Dies fuhrt zu einer gréieren
Kontakttiefe des Riffels, wodurch auch die resultierende Klemmkraft wieder ansteigt.
Die Klemmkraft berschreitet sogar die anfangliche Klemmkraft, was im Experiment
zu einem Versagen der Klemmvorrichtung fiihren kdnnte.

200 0,1
Klemmung Torsion
180 |« > <€ >»| 0,09
| Plastifizierung des I Aufstauen von
160 1 Werkstoffs . Werkstoff am Riffe| | 0,08
<€ <€ >

140 ! I 0,07 €
pd : Eindringtiefe ! £
x 120 | / ! 0,06 £
£ . ] =
L 100 : 0,05 ‘g
S 80 i 004 €
% | =
©
60 ! \ 0,03 £
' Klemmkraft w

40 \ 7 0,02

I
20 Tangentialkraft-— 0,01
I
0 L 0

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1
Normierte Prozesszeit

Bild 7.14: Krafte und Eindringtiefe flr die Torsion bei konstanter axialer Zustellung
(Belastungsfall 2)

Durch das Aufstauen des Werkstoffs und die daraus resultierende grof3ere Kontaktflache
am Werkstoff ist die erreichbare Tangentialkraft der Simulation groRer als in der
Abschétzung der Analytik. Ein Abscheren des Werkstoffs tritt trotzdem friher als im
Belastungsfall 1 auf.

7.3.5 Belastungsgrenze der Riffel

Gesucht ist das maximale Drehmoment, fir das die Spannung 7,9 im Querschnitt der
Riffel Ao noch unter der SchubflieRgrenze der Riffel worifrel liegt. Die Spannung z,¢ ist
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T, = Fo (7.33)
re Ang ! .
mit der Querschnittsflache
Ay =(2-i-tan(a)+b,)-(r,—r,)-n (7.34)

fur insgesamt n Riffel. Gesucht ist nun die aus dem Drehmoment resultierende
Tangentialkraft Fg(M). Die Kraft folgt aus Gl. (7.26). Durch Einsetzen von Gl. (7.26)
und GI. (7.34) in GI. (7.33) folgt

2k-(1+ )i

T = .
Tf,lefeI = Trp (2 .i-tan (CZ)-F bs) (735)
Durch Einsetzen von i aus Gl. (7.21) folgt
I:K
—k(1+%)-b
2:n-(1 =) (1+5)b,
Tt Riffel = Tro = = .
7K_2k(1+%)'bs'(rl _rmin) (736)
tan(e)-| " +b,
2k(1+a)-(r—ry,)
Fur ideal spitze Riffel (bs = 0) reduziert sich die Gleichung zu
l+ o
Tt Riftel = Tro = Ean (a)) k. (7.37)

Fur a = 30° sollte die AnfangsflieBspannung der Riffel beispielsweise mindestens 2,64
Mal so grol3 wie die Endfestigkeit des Blechwerkstoffs sein. Dies ist notwendig, um das
maximal Ubertragbare Drehmoment auszunutzen. Ist ein geringeres Drehmoment zu
erwarten, so ist auch eine geringere Festigkeit des Werkzeugs erforderlich.

7.3.6 Diskussion der Ergebnisse

Fur die Berechnung der Riffel-Eindringtiefe i und der minimalen Klemmkraft Fk min
wurden unterschiedliche Annahmen und Vereinfachungen getroffen, welche die
Genauigkeit der Berechnung beeinflussen. Die genutzten Gleitlinienfelder sind zum
einen nur so lange giltig, wie sie nicht ein Gleitlinienfeld des nachsten Riffels
tiberlappen, zum anderen wird die Anderung der Form der Oberflache durch die
Verdrangung des Werkstoffs nach auflen hin nicht in die Berechnungen einbezogen.
Nicht ebene Aufwélbungen an den Flanken der Riffel wurden numerisch gezeigt. Des
Weiteren wird eine ideale Plastizitdt angenommen, welche keine Verfestigung des
Werkstoffs beriicksichtigt. Fur die Auslegung an realen Werkstoffen muss daher eine
mittlere FlieBspannung fiir die Berechnungen angenommen werden. Wie genau die
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Mittelung der FlieRkurve stattfinden kann, ist zudem unklar. Diese und weitere
Einflisse (z. B. der ebene Forménderungszustand) fiihren zu einer Unscharfe der
Ergebnisse. Eine Abschdtzung der notwendigen Priifkrafte sowie die Wechsel-
wirkungen der Werkzeugdimensionen und Eigenschaften auf das Durchrutschen der
Proben konnte aber umgesetzt werden.

7.4 Sonderformen der Klemmung

Nachfolgend werden unterschiedliche Konzepte vorgestellt, die alternativ zu den
konventionellen Klemmkonzepten im ebenen Torsionsversuch angewendet werden
kdnnen. Die Motivation der alternativen Konzepte sind vor allem die Vereinfachung der
Versuchsdurchfiihrung, aber auch die Verbesserung der Zugénglichkeit fir Sonder-
aufbauten sowie fir die optische Dehnungsmessung.

7.4.1 Reduzierung der inneren Einspannung — Verzicht auf den Lastrahmen

Bei der klassischen inneren Klemmung wird die Klemmkraft von auRen durch einen
Lastrahmen auf die innere Kontaktflache der Probe ubertragen (vgl. Bild 7.15a). Eine
direkte Verbindung zwischen oberer und unterer Klemmung ist innen nicht moglich, da
die Probe im Weg ist.

a) Klemmung b) Klemmung
mit Lastrahmen ohne Lastrahmen
[__1-3D-DIC-System \<> 0
Lastrahmen
@/ 1 Direkte

| i -_— Verbindung
| Auldere Klemmu\ng

N\
Innere Probe mit Innere
Klemmung zentralem Klemmung
Durchgang

Bild 7.15: a) Klassisches Klemmkonzept mit Lastrahmen und b) Klemmkonzept ohne
Lastrahmen im ebenen Torsionsversuch

Yin (2014) nutzt daher zur Klemmung der Probe eine Universalprifmaschine, die
aufgrund der préazisen Fuhrungen eine exakte Positionierung der Stempel zueinander
ermoglicht. Dies ist eine aufwendige und teure Lésung fur die vergleichsweise einfache
Aufgabe der Aufbringung der Klemmkraft.
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Der Einsatz ringformiger Stempelkontaktflichen ermoglicht es, ein zentrales
Durchgangsloch in die Proben zu fertigen, da das Probenzentrum weder durch die
Klemmung noch durch die Torsion belastet wird. Bild 7.16 zeigt ein Werkzeugkonzept,
bei dem das zentrale Loch in der Probe genutzt wird, um die obere Klemmfléche direkt
mit der unteren Klemmflache zu verbinden. Ein Lastrahmen um die Probe wird nicht
benotigt. Ein formschlissiges Inlay verhindert die relative Verdrehung zwischen oberer
und unterer Klemmung. Dies ermdglicht die Ubertragung des Drehmomentes beider
Kontaktflachen durch die zentrale Welle.

Klemmung Kontaktﬂéche}/

der Klemmung

Formschlussiger
Einsatz

Bild 7.16: Werkzeug und Proben fur die innere Klemmung ohne Lastrahmen

Ein Vorteil des Aufbaus ist, dass das Drehmoment somit auch in der inneren Welle
gemessen werden kann. Im klassischen Aufbau mit Lastrahmen war dies aufgrund der
Aufteilung des Drehmomentes auf den oberen und unteren Stempel nicht direkt
moglich. Das formschlussige Inlay ermdglicht zudem die exakte Zentrierung des oberen
und unteren Stempels. Eine zuséatzliche Fuhrung ist nicht notwendig. Die Klemmkraft
wird in diesem Beispiel durch eine Schraube erzeugt. Fir eine Schraube der GroRe M12
mit Festigkeitsklasse 12.9 kann eine Vorspannkraft von 70kN realisiert werden. Eine
Nachregelung der Klemmkraft wéhrend der Torsion findet nicht statt, sodass geringere
Drehmomente als bei der konventionellen kraftgeregelten Klemmung in einer
Prufmaschine tbertragbar sind (vgl. Kapitel 7.3.3). Der rahmenlose Aufbau ermdglicht
die Dehnungsmessung am gesamten Umfang der Probe, um beispielsweise die
Anisotropie des Dehnungsfeldes zu ermitteln (Grolleau et al., 2019). Hierbei muss aber
insbesondere die Abhangigkeit der Dehnungsmessung von der Dehnungsreferenzléange
beachtet werden (vgl. Kapitel 5). Je groRer das Messfeld, desto groRer ist auch der
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Messfehler. Zu diesem Zweck wird daher der Einsatz spezieller Probenformen
empfohlen (vgl. Kapitel 6.3.2).

7.4.2 Formschlissige Kraftiubertragung der auReren Klemmung

Yin (2014) zeigte fiir die innere Klemmung, dass die Ubertragung des Drehmomentes
mit formschlussigen Stiften zu einer Verschlechterung der tibertragbaren Kraft fiihrt und
nicht empfehlenswert ist. Zudem sollte der innere Stempel kreisrund und symmetrisch
sein, um ein homogenes Deformationsfeld an der inneren Klemmung zu gewahrleisten.
An der dulReren Klemmung herrschen dagegen geringere Kréafte und die Forménderung
ist um ein Vielfaches geringer. Dort kénnen problemlos unterschiedliche alternative
Konzepte fur die Kraftiibertragung angewendet werden, solange dadurch nicht die
Stabilitdt gegen Faltenbildung beeinflusst wird. Fir einige Anwendungen,
beispielsweise fiir die Torsion gekriimmter Bleche und Bauteile (vgl. Kapitel 8.2) oder
die Warmtorsion, wie von Dardaei Joghan et al. (2019) vorgestellt, ist eine
konventionelle Klemmung zudem nicht praktikabel. Bei der Warmtorsion fihrt der
grol¥flachige Kontakt mit der dulReren Klemmung beispielsweise zu einer starken
lokalen Warmeabfuhr. Fir die Torsion ebener Bleche kann eine formschlissige
Klemmung zu einer Reduzierung des Aufwands fiir den Probenwechsel flhren.
Bild 7.17 zeigt zwei Beispiele fir eine formschlissige Ubertragung der Krafte der
aulleren Klemmung.

b)  Formschlussige
Halterung

a) zylinderstifte

Bild 7.17: Unterschiedliche Methoden zur formschlissigen duf3eren Kraftiibertragung:
a) durch Zylinderstifte und b) durch formschlussige Halterung

Bild 7.17a zeigt die Kraftiibertragung durch Zylinderstifte oder Schrauben, wie sie
beispielsweise fur die Torsion gekrimmter Bleche verwendet wird (vgl. Kapitel 8.2).
Bild 7.17b zeigt den Vorschlag fur eine formschlissige &uRere Kraftlibertragung
quadratischer Bleche, sodass die Probenpraparation beispielsweise an einer Blechschere
stattfinden kann.
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7.5 Zwischenfazit

Durch die analytische, numerische und experimentelle Analyse der Form und Struktur
der Klemmungen im ebenen Torsionsversuch konnten die folgenden Erkenntnisse
gewonnen werden:

1.

Ringférmige Klemmflachen kdnnen bei gleicher Klemmkraft ein bis zu 50% héheres
Drehmoment bertragen als vollflachige Klemmfl&chen.

Ist die Klemmkraft nicht technologisch limitiert, so fuhrt der Einsatz voller Stempel
zur Ubertragung héherer maximaler Drehmomente.

Eine rein reibschlissige Ubertragung der Krafte an der inneren Klemmung ist nicht
ausreichend. Eine Strukturierung der Klemmflache ist in den meisten Féllen
notwendig.

Die Struktur auf der Oberflache der Klemmungen (Riffel) sollte der Belastungs-
richtung angepasst sein. Aus diesem Grund sind radiale Riffel gut geeignet.

Fir radiale Riffel kann die notwendige Klemmkraft analytisch in Abhéangigkeit der
Stempelgeometrie und der Werkstoffeigenschaften abgeschéatzt werden.

Fur ideal spitze Riffel ist das (bertragbare Drehmoment unabhangig von den
Eigenschaften des Blechwerkstoffs. Stumpfe Riffel fiihren zu einer Verringerung des
Ubertragbaren Drehmomentes, die umso starker ausgeprégt ist, desto fester der
Blechwerkstoff ist.

Die Regelung der Klemmkraft wéahrend der Torsion fiihrt zur Ubertragung hoherer
Drehmomente und verhindert somit das Rutschen der Klemmung. Eine Reduzierung
der Klemmkraft, wie von Bauer (1989) vorgeschlagen, fiihrt demgegentber zu einer
Verringerung des (ibertragbaren Drehmomentes und ist demnach nicht zielfuhrend.

Durch den Einsatz alternativer Klemmvorrichtungen konnen zudem die fir die
Prufvorrichtung notwendigen Komponenten (z. B. der Lastrahmen oder die dul3ere
Klemmung) verringert werden und die Zuganglichkeit fir die optische Dehnungs-
messung verbessert werden.






8 Neue Anwendungsfelder

8.1 Charakterisierung von Feinstblechen

Der (ibliche Anwendungsbereich des ebenen Torsionsversuchs ist die Charakterisierung
von Feinblechen mit einer Blechdicke t zwischen 0,5 mm und 3 mm. Durch Einsatz der
Probe mit Nut lassen sich Grobbleche mit Dicken gréfier 3 mm leicht durch Fertigung
tiefer Nuten prifen. Feinstbleche unter 0,5 mm sind dagegen aufwendiger zu prufen.
Tekkaya et al. (1982b) zeigten bereits das Arbeitsdiagramm des ebenen Torsions-
versuchs, welches fur die Prifung dinner Bleche vor allem die Prozessgrenze der
Faltenbildung aufzeigt. Bauer (1989) zeigt den Zusammenhang zwischen Klemmung
und Blechdicke zur Verhinderung der Faltenbildung zudem analytisch. Um
Faltenbildung zu verhindern und die Prifung im sicheren Bereich des Prozessfensters
durchzufihren, lassen sich folglich zwei Methoden ableiten:

1. Der Durchmesser der Klemmungen muss in Abhdngigkeit der Blechdicke
herunterskaliert werden.
2. Die Probendicke muss erhoht werden.

Bei Reduzierung des Durchmessers der Klemmung wird die Faltenbildung zwar
theoretisch verhindert, aber die folgenden Probleme verhindern die Reduktion der
StempelgroRe in der vorliegenden Priifmaschine:

e Der Drehmomentsensor ist nicht auf die geringen nominellen Drehmomente
ausgelegt. Die Messung des Drehmomentes zeigt starkes Messrauschen aufgrund
des grofRen nominellen maximalen Drehmomentes des Sensors (vgl. Anhang A).

e Die Rundlauf- und Ebenheitsabweichung, die Grol3e der Struktur der Klemmflachen
und die geometrischen Toleranzen der Komponenten der Klemmvorrichtung sind
nicht ausreichend gut, um eine faltenfreie Torsion umzusetzen.

e Zudem ist der Fehler durch die Lokalisierung der Dehnung stérker ausgepragt, je
Kleiner die innere Klemmung ist (vgl. Kapitel 5.5). Demnach sind grol3e
Lokalisierungsfehler bei der Dehnungsmessung zu erwarten.

Der Bau einer spezialisierten Priifmaschine, die an die Anforderungen dinner Bleche
ausgelegt ist, ist daher fur zukunftige Arbeiten notwendig und nicht mehr Bestandteil
der vorliegenden Arbeit. Nachfolgend wird entsprechend dem zweiten Ansatz
beschrieben, wie Feinstbleche durch die Erh6éhung der Blechdicke im ebenen
Torsionsversuch auch ohne spezialisierte Priifmaschine charakterisiert werden kénnen.
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8.1.1 Ebene Torsion mehrlagiger Bleche

Die Stabilitdt gegen Faltenbildung der Torsionsproben wird durch eine hohere
Blechdicke verbessert, da diese eine gréfiere Stabilitat gegen axiale Verschiebungen des
Bleches bieten. Fir die Prifung dunner Bleche kdnnen aber nicht ,,einfach“ dickere
Bleche gleicher Legierung genutzt werden, da diese haufig andere mechanische
Eigenschaften aufweisen. Die VergroRerung der Prifdicke muss daher mit demselben
Werkstoff durchgefihrt werden. Zu diesem Zweck wurden Bleche zwischent = 0,1 mm
und 0,5 mm Blechdicke, wie im Bild 8.1 dargestellt, zu Stapeln verklebt und als
Probenstapel zwischen 1,0 und 2,0 mm Blechdicke gepriift. Der Kleber dient dabei nicht
der Ubertragung der wirkenden Drehmomente, sondern der Aufnahme axialer Kréfte,
die bei diinnen Blechen zu Instabilitat und Faltenbildung fiihren. Unter der Annahme,
dass die Kraft normal zur Blechoberflache gering ist, soll der Probenstapel zu einer
Stabilisierung der einzelnen Bleche fuhren, sodass Faltenbildung unterbunden wird. Die
Prifung der Bleche findet analog zum konventionellen ebenen Torsionsversuch statt.

Kleber

————— SBlechronden

Bild 8.1: Prinzip der Priifung geklebter Bleche

8.1.2 Experimentelle Ergebnisse

Die experimentellen Arbeiten dieses Kapitels sind zusammen mit der Firma
ThyssenKrupp Rasselstein und Fabian Stiebert (2020), der die Werkstoffe im Rahmen
seiner Masterarbeit untersucht hat, entstanden. Nachfolgend wird die Ermittlung der
FlieBkurven von Verpackungsstdhlen (Feinstblechen) mit Blechdickent zwischen
0,1 mm und 0,6 mm durch Erhohung der Blechdicke untersucht. Dazu wurden die
FlieBkurven der klassischen Verfahren wie Zugversuch und Bulge-Versuch mit den
Ergebnissen des ebenen Torsionsversuchs verglichen. Fur den ebenen Torsionsversuch
werden neben der ebenen Probe auch Proben mit umlaufender Nut gepriift, um die
erreichbaren Formanderungen zu erhéhen.

Versuchswerkstoffe

In der vorliegenden Arbeit werden der duktile unlegierte Verpackungsstahl TS230
(Bezeichnung nach DIN EN 10202) in 0,17 mm, 0,32 mm und 0,6 mm Blechdicke und
der hochfeste niedriglegierte Verpackungsstahl TH620 in 0,2 mm, 0,32 mmund 0,5 mm
Blechdicke untersucht. Diese Werkstoffe werden beispielsweise fir die Verpackung von
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Nahrungsmitteln, Getranken oder Aerosolen verwendet (N. N., 2019). Tabelle 8.1 listet
eine Auswahl mechanischer Kennwerte aus dem Zugversuch nach DIN EN 1SO 6892
auf, und Bild 8.2 zeigt die FlieRkurven aus dem Zugversuch in drei Orientierungen zur
Walzrichtung sowie die Ergebnisse des Bulge-Versuchs fir die untersuchten
Werkstoffe.

Tabelle 8.1: Mechanische Eigenschaften der Versuchswerkstoffe aus dem Zugversuch

Werkstoff rtn'r?l WR ‘R;IOP'Q £c n r I Ar
L | 190 | 0,212 | 0,202 | 1,650
017 | D | 192 | 0,210 | 0,191 | 2,049 | 1,996 | -0,106
Q | 190 | 0,277 | 0,189 | 2,237
L | 173 | 0,249 | 0,224 | 1,934
TS230 | 0,32 | D | 181 | 0,237 | 0,220 | 1,865 | 2,055 | 0,379
Q | 181 | 0,221 | 0,212 | 2,554
L | 161 | 0,264 | 0,236 | 2,152
060 | D | 169 | 0,241 | 0,233 | 1,752 | 2,009 | 0,514
Q | 167 | 0,246 | 0,227 | 2,380
L | 588 | 0,048 | 0,043 *
020 | D | 585 | 0,049 | 0,071 * * *
Q | 614 | 0,046 | 0,072 *
L | 592 | 0,054 | 0,068 *
TH620 | 0,32 | D | 58 | 0,050 | 0,064 * * *
Q | 592 | 0,050 | 0,070 *
L | 579 | 0,051 | 0,053 | 1,044
050 | D | 599 | 0,045 | 0,064 | 0,840 | 1,078 | 0,476
Q | 605 | 0,043 | 0,064 | 1,587

* Die Versuche wurden zum Schutz der Messmittel ohne Breitendnderungs-
aufnehmer durchgefunhrt.

Zur statistischen Absicherung wurden drei Wiederholversuche pro Versuchsvariante
durchgefiihrt. Sowohl die gelisteten Kennwerte als auch die Flielkurven entsprechen
dem arithmetischen Mittel der drei Versuche. TS230 ist eine duktile und starker
verfestigende (n=0,19 bis 0,24) Stahlgiite. Der Werkstoff zeigt eine mélige ebene
Anisotropie (Ar=-0,11 bis 0,51) und einen hohen senkrechten Anisotropie-
Koeffizienten (r»=2,00 bis 2,05). TH620 ist ein hochfester Stahl mit geringer
Verfestigung (n = 0,043 bis 0,072) und entsprechend geringer GleichmaRdehnung Ag.
Die ebene Anisotropie fiir die Bleche mit 0,5 mm Dicke ist hoch (Ar =0,476). Die
senkrechte Anisotropie r, ist 1,08. Fur dinnere Bleche des TH620 wurde auf den
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Breitenanderungsaufnehmer verzichtet, um den feinmechanischen Sensor zu schonen.
Durch den friihen und schnellen Bruch der Proben kann der Sensor nicht rechtzeitig vor
Bruch von Blech abheben.
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Bild 8.2: Ergebnisse des Zugversuchs (ZV) und des Bulge-Versuchs fiir TS230 und
TH620, jeweils in drei Blechdicken
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Es wird daher nachfolgend angenommen, dass die Kennwerte des Werkstoffs in
t = 0,5 mmauch fur die anderen Dicken gltig sind. Die gestrichelten Linien im Bild 8.2
zeigen die Extrapolation der FlieRkurve aus dem Zugversuch mit der FlieRkurve des
Bulge-Versuchs nach ISO 16808. Diese bildet den Verlauf der Verfestigung bei htheren
Dehnungen gut ab und wird nachfolgend als Vergleich mit dem ebenen Torsionsversuch
herangezogen.

Probenpréparation

Laserstrahlgeschnittene Blechronden werden entgratet und in einer Klemmvorrichtung
ubereinandergestapelt. Durch einen Zentrierstift und Zentrierbohrungen in den Ronden
konnen die Blechstapel positioniert und zentriert werden. Zwischen den einzelnen
Probenlagen wird Zweikomponenten-Epoxidkleber (Loctite 9466) dunn aufgetragen
und unter Druck zwischen der Klemmvorrichtung aushérten gelassen. Der Kleber
besitzt eine Zug- und Scherfestigkeit von 32 MPa und eine Schélfestigkeit von 8 MPa.
Der tberflissige Kleber wird durch den Anpressdruck von ca. 20 MPa nach auf3en aus
den Proben herausgepresst, sodass eine gleichmélige dinne Klebstoffschicht entsteht.
Zwei bis zehn Blechlagen ns werden in Abhangigkeit der Blechdicke t und der
gewinschten Stapelhthe ts miteinander verklebt. Fiir den inneren Klemmradius r; von
10 mm ist die gewtinschte Stapelh6he ts zwischen 0,6 mm und 2 mm.

Voruntersuchung zu Delamination und Anzahl der Blechlagen

In Vorversuchen wurde zunéchst die zuldssige Anzahl der Lagen ermittelt. Zundchst
wurde erwartet, dass eine groRe Stapelhdhe ts zu einer stabilen und faltenfreien Torsion
fhrt, wahrend die Prozessgrenze Durchrutschen aufgrund des gréReren Drehmomentes
immer relevanter wird. Eine zu geringe Stapelhohe fuhrt wiederum zu Faltenbildung. In
weiten Teilen hat sich diese Annahme auch bestatigt. Keine der gepriiften mehrlagigen
Proben hat die Prozessgrenze Faltenbildung erreicht. Es gab zudem keine von aufRen
sichtbare Delamination der Bleche im Prufbereich. In den Voruntersuchungen zeigte
sich aber ein neues Problem, welches mit einer zu grofen Anzahl der Blechlagen ns
entsteht. Bild 8.3 zeigt die ermittelten Scherspannungs-Scherdehnungskurven fir
TH620 in 0,2 mm Blechdicke, welche vierlagig und sechslagig gepruft wurde. Die
Ergebnisse der vierlagigen Versuche zeigen keine Besonderheiten oder Einschrén-
kungen. Die Ergebnisse der sechslagigen Versuche zeigen dagegen einen Abfall der
berechneten Scherspannung zu Beginn der Versuche. AuRerlich zeigen die gepriften
Proben keinen Unterschied. Der Abfall der Spannung (bzw. des Drehmomentes)
resultiert aus der geringen Eindrucktiefe i der Riffel in den hochfesten Werkstoff
TH620. Je groler die Anzahl der Blechlagen ist, desto geringer ist der formschlussige
Eindruck der Riffel auf die inneren Lagen, da nur die duf3eren Lagen plastisch deformiert
werden. Die inneren Blechlagen haben somit lediglich eine reibschliissige Verbindung
zu den dulReren Blechlagen. Im Kapitel 7.1 wurde aber gezeigt, dass eine formschlissige
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Kraftiibertragung zwingend notwendig ist. Die inneren Bleche delaminieren folglich
von den duflReren Blechen. Fir den TH620-Werkstoff ist unter den verwendeten Pruf-
kraften und Klemmwerkzeugen maximal die Prifung von ns = 4 Lagen mdglich. Die
Prifung dickerer Probenstapel mit mehr Lagen erfordert eine entsprechend groRere
Klemmkraft oder den Einsatz von Stempeln mit weniger Riffeln, die daftr bei gleicher
Prufkraft tiefer in den Werkstoff eindringen. Mit diesem Vorgehen kdnnten auch tiefere
Blechlagen plastisch umgeformt werden und eine formschlissige Kraftubertragung
erfolgen. Fir den weicheren TS230 in 0,17 mm Blechdicke ist auch die Prifung von
sechslagigen Proben problemlos mdglich, da die Riffel bei gleicher Klemmkraft Fx
tiefer in den weicheren Werkstoff eindringen konnen. Eine differenziertere Analyse der
Abhéngigkeit von Klemmkraft, Form der Klemmungen und dem zu prifenden
Werkstoff auf die Prifbarkeit von geklebten Blechstapeln ist Bestandteil zukinftiger
Arbeiten.
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Bild 8.3: Einfluss der Anzahl der Blechlagen fir TH620 in 0,2 mm Blechdicke

Ergebnisse flr ebene Proben

Bild 8.4 zeigt die Flielkurven aus dem ebenen Torsionsversuch an zweilagigen und
vierlagigen Blechstapeln fir die Versuchswerkstoffe TH620 und TS230 in jeweils drei
unterschiedlichen Blechdicken in Gegenuberstellung mit den FlieRkurven aus dem
Zugversuch langs zur Walzrichtung und dem Bulge-Versuch. Fur den ebenen
Torsionsversuch wurden jeweils drei Wiederholversuche durchgefiinrt und die
gemittelte FlieBkurve verwendet. Einzelne der drei Proben erreichten auch hohere
Dehnungen, als die dargestellten Ergebnisse. Fur die Mittelung der Kurven konnte aber
nur der Bereich der Dehnung berlcksichtigt werden, der in allen drei Wiederhol-
versuchen erreicht wurde. Die Standardabweichungs der einzelnen Kurven
untereinander, wurde wie im Kapitel 6.1.2 beschrieben, zwischen ¢ = 0,05 und ¢ = 0,3
ermittelt.
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Bild 8.4: Ergebnisse des ebenen Torsionsversuchs mit geklebten Blechstapeln sowie
die Extrapolation des Zugversuchs mit den Ergebnissen des Zugversuchs
nach 1SO 16808 (gestrichelte Linie) im Vergleich mit dem Zugversuch und
dem Bulge-Versuch fiir TS230 und TH620
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Die gestrichelten Linien stellen die Extrapolation des Zugversuchs mit den
experimentellen Daten aus Bulge- bzw. ebenen Torsionsversuch dar. Jeder Werkstoff
zeigt eine gute Ubereinstimmung des Verfestigungsverhaltens mit den Ergebnissen des
Zugversuchs und des Bulge-Versuchs. Die experimentell ermittelten Kurven weichen
zudem nicht stark von der Extrapolation ab, sodass im Gegensatz zum Bulge-Versuch
auch der direkte Einsatz der experimentellen Daten mdglich ware. Die erreichbare
Vergleichsforménderung ist mindestens 0,5 und erreicht je nach Werkstoff und Dicke
Werte bis ca. 1. Die Ermittlung von FlieRkurven an geklebten Blechstapeln ist somit
erfolgreich moéglich gewesen.

8.1.3 Ebene Torsion mehrlagiger Bleche mit Nut

Die Fertigung einer Nut in einen geklebten Probenstapel ist keine triviale Modifikation.
Durch die Torsionslast delaminieren die Schichten in friihem Stadium der Prifung und
die nicht durchtrennten Proben scheren wieder nahe der inneren Einspannung am
starksten. Bild 8.5 zeigt eine geklebte Probe mit konventioneller gefraster Rundnut, die
wahrend des Versuchs am Ubergang der geklebten Flachen versagt hat.

a) AL Delamination

/ e e i

< Kleber
4

~NBlechronden TH620; ¢ = 0,2 mm:; 5-lagig

Bild 8.5: a) Prinzip einer 5-lagigen geklebten Torsionsprobe mit anschliel3ender
Fertigung einer Rundnut und b) Probe mit Nut nach der Prufung

Fur die erfolgreiche Priifung von diinnen geklebten Proben mit Nut soll daher in jede
einzelne Schicht eine Nut gefertigt werden und die genuteten Proben anschlieRend
tordiert werden.

Bild 8.6 zeigt das Prinzip der geklebten Nutproben im Schnitt durch die Probe fur eine
wechselnde Orientierung der Probenorientierung. Eine Delamination der Schichten soll
damit unterbunden werden. Auch Faltenbildung kann durch die stlitzende Wirkung der
dickeren Stapel verzdgert werden. Erste Nutproben des hochfesten TH620 in 0,32 mm
Blechdicke  wurden mittels EDM gefertigt und im Rahmen eines
Machbarkeitsnachweises erfolgreich zweilagig geklebt und gepruft. Die Prifung konnte
faltenfrei bis zum Bruch der Probe durchgefihrt werden. Aufgrund einer
fertigungsbedingten Exzentrizitat der Nut zur Zentrierbohrung wurde allerdings keine
belastbare FlieBkurve ermittelt. In kiinftigen Untersuchungen wird die Zentrierbohrung
daher in einem Fertigungsschritt zusammen mit der Nut gefertigt, um eine Exzentrizitat
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durch Umspannen der Proben zu vermeiden. Gleichzeitig soll die Nut auch auf die
dinneren Bleche und fir mehr als zwei Blechlagen angewendet werden. Die
erreichbaren und messbaren Forménderungen, insbesondere fir den schwach
verfestigenden TH620, sollen dadurch erhéht werden.

Kﬁ = Kleber

/
4
W

Blechronden

\

Bild 8.6: Prinzip der Prifung geklebter Nutproben zur Charakterisierung hoher
Dehnungen sehr diinner Bleche

8.2 Charakterisierung von Festigkeit und Verfestigung an nicht ebenen
Blechbauteilen

Der klassische ebene Torsionsversuch wurde bisher nur fir die mechanische
Charakterisierung ebener Bleche verwendet. Die Charakterisierung gekrimmter Bleche
und Bauteile ist Inhalt dieses Kapitels. Fur die Umsetzung werden zwei Ansatze
verfolgt: Im ersten Ansatz wird die Oberflache der Klemmungen der Kriimmung des zu
prifenden Bauteils angepasst. Ein Fokus liegt dazu auf der Prifung rotations-
symmetrischer Teile und der Prifung von Rohrwénden. Fur den zweiten Ansatz wird
die GroRe der inneren Klemmung so stark reduziert, dass die Krimmung des Bauteils
vernachléssigbar gering wird. Teile dieses Kapitels wurden in Zusammenarbeit mit
Sajjad (2015), Han (2017) und Hijazi (2017) entwickelt.

8.2.1 Prufung rotationssymmetrischer Proben mit gekrimmten Klemmungen

In der nachfolgenden Studie werden zwei rotationssymmetrische Probenformen
untersucht. Dies sind eine konische und eine kugelférmige Geometrie (Bild 8.7). Um
den Spannungszustand sowie die Methodik der experimentellen Auswertung fiir diese
nicht ebenen Proben zu untersuchen, wurden FEM-Simulationen mit implizitem Solver
in LS-DYNA durchgefiihrt. Ein 5°-Ausschnitt der kegel- und kugelférmigen Proben
wurde unter Verwendung von Volumenelementen mit 10 Elementen entlang der
Blechdicke unter Verwendung zyklischer Symmetrie modelliert. Ein isotropes elasto-
plastisches Materialmodell wird verwendet. Die Werkstoffeigenschaften basieren auf
dem im Kapitel 4.4 charakterisierten Stahlwerkstoff DC04. Der Kegelwinkel § variiert
zwischen 10° und 25°. Der Kugelradius R fur die Kugelgeometrie wurde zwischen
40 mm und 100 mm variiert. Die Radien der inneren und &ufReren Klemmung betragen
r =10 mm bzw. ra = 30 mm.
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Bild 8.7: Basisgeometrien und FEM-Analyse fir die Torsion der rotations-
symmetrischen Proben

Wahrend die Scherspannung sowie die resultierende Scherdehnung fiir isotrope
Werkstoffe und ebene Bleche entlang des Umfangs und (ber die Blechdicke konstant
sind, ist dies bei nicht ebenen Blechen nicht der Fall. Bild 8.8a zeigt die Verteilung der
Scherspannung = Uber die Blechdicke zu Beginn des Versuchs. Bild 8.8b zeigt die
Triaxialitat T und den Lode-Winkelparameter L fiir eine konische Probe mit # = 25° an
drei Positionen der Probe. Die Vergleichsforménderung ¢v an der ausgewerteten
Position ist ca. 0,1. Triaxialitdt und Lode-Winkelparameter sind fir alle getesteten
rotationssymmetrischen Geometrien wéhrend der gesamten Umformung geringer als
0,02. Es herrscht daher ein nahezu idealer Scherspannungszustand.

Die Scherdehnung kann analog zu ebenen Blechen auf der Oberflache der Bleche lokal
mittels DIC gemessen werden. Im Gegensatz zu ebenen Proben weicht die
Scherspannung fir einen definierten radialen Abstand r in Abhangigkeit der axialen
Position z ab. Die berechnete mittlere Spannung fur den Radius r ist demnach nicht
représentativ fir die gemessene Dehnung am Radiusr. Bild 8.9 zeigt, dass die
Spannungen orthogonal zur Oberflache der Probe n&dherungsweise konstant sind. Dies
konnte fir alle untersuchten Proben unabhangig von der Geometrie festgestellt werden.
Die Bestimmung von FlieRkurven fir nicht ebene Proben erfordert daher eine
Modifikation von GlI. (2.36) zur Berechnung der Scherspannung. Die mittlere
Scherspannung 7 fur einen effektiven Radius refr wird mit

(r)= M 5

2. 712,

€

(8.1)

berechnet.
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Bild 8.8: a) Scherspannung im Querschnitt der FEM-Simulation, b) Lode-Winkel-
Parameter und c) Triaxialitat wahrend des Torsionsversuchs fir Kegel mit
S = 25° Neigung
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Bild 8.9: Berechnung des effektiven Radius refr am Beispiel konischer Proben

Der effektive Radius ress und die Blechdicke parallel zur Rotationsachse (z-Achse) t;
werden durch
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t
cos( )

reﬁzr—%-t-sin(ﬂ) und t = (8.2)

berechnet.

Bild 8.10 zeigt die Gegenuberstellung der ReferenzflieRkurve aus dem eingesetzten
Materialmodell mit Kurven, die, wie zuvor beschrieben, flr einen effektiven Radius
nach Gl. (8.1) ausgewertet wurden. Flr die Gegenuberstellung wurde zudem die
konventionelle Auswertung der Spannung nach Gl. (2.36) verwendet. Die dargestellten
Ergebnisse wurden fur die konische Probenform mit g = 25° Neigungswinkel, die am
Radius r=10,3 mm ausgewertet wurde, ermittelt. Die Ubereinstimmung der
modifizierten Auswertung mit der ReferenzflieRkurve ist gut, wahrend die
konventionelle Auswertung eine Abweichung des Kurvenverlaufs zeigt.
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Bild 8.10: Vergleich unterschiedlicher Methoden zur Berechnung der FlieBkurve fir
eine konische Probe mit g = 25°

Bild 8.11 zeigt die Auswertung der kugelférmigen Probe mit einem Kugelradius R von
40 mm, die ebenfalls am Radius r=10,3mm ausgewertet wurde. Bei den
kugelférmigen Proben wird die lokale Neigung der Messstelle zur Rotationsachse f(r)
zur Analyse der FlieRkurve herangezogen. Auch fur die kugelférmige Probe hat die
modifizierte Auswertung eine groRere Ubereinstimmung mit der ReferenzflieRkurve als
die konventionelle Auswertung. Je geringer die Krimmung, desto geringer ist auch die
Abweichung der ermittelten FlieBkurve. Die im Bild 8.10 und Bild 8.11 dargestellten
Ergebnisse sind jeweils fiir die Geometrien mit der starksten Krimmung dieser Studie.
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Fur die anderen Geometrien stimmen die Ergebnisse der konventionellen und der
modifizierten Auswertung noch besser mit der ReferenzflieRkurve tberein.
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Bild 8.11: Berechnung der Flielkurve fir eine kugelférmige Probe mit einem Radius
von R =40 mm

Experimentelle Verifizierung

Fir experimentelle Versuche an kugelférmigen Proben wurden modifizierte innere und
aullere Klemmungen hergestellt (Bild 8.12), die der Kriimmung des zu priifenden
Bleches angepasst sind. Kugelférmige Proben aus DC04-Stahl mit einer Blechdicke von
2 mm wurden hergestellt, indem hydraulische Tiefungsversuche bei einer Polhéhe von
50 mm abgebrochen wurden. Durch eine etwa einstindige Warmebehandlung der
kugelformigen Bulge-Probe bei 730°C wurde die Verfestigung aufgrund des
vorgeschalteten Tiefungsversuchs beseitigt. Bild 8.12 zeigt den experimentellen
Versuchsaufbau und das Dehnungsfeld der optischen Dehnungsmessung flir den ebenen
Torsionsversuch mit einer kugelformigen Probe. Das Dehnungsfeld zeigt gleichméalig
verteilte Dehnungen, die bei konstanter radialer Position umlaufend konstant sind. Die
Blechdicke t der kugelférmigen Probe ist 1,55 mm. Der Radius R am Pol ist 80 mm.
Bild 8.13 zeigt die experimentell ermittelte wahre Spannungs-Dehnungs-Kurve nach
Hill 48, die gut mit den Spannungs-Dehnungs-Kurven aus dem einachsigen Zugversuch
und aus dem ebenen Torsionsversuch fur das ebene Blech ubereinstimmt. Die
verbleibende Abweichung zwischen der FlieRkurve aus dem ebenen Torsionsversuch an
ebenen Blechen und der kugelférmigen Probe stammt vermutlich aus der
Warmebehandlung nach dem Bulge-Versuch, durch welche die Eigenschaften nach der



162 Neue Anwendungsfelder

Warmebehandlung nicht exakt den initialen Eigenschaften des Bleches entsprechen.
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Bild 8.12: Versuchsaufbau und Dehnungsfeld fiir den ebenen Torsionsversuch einer
kugelformigen Probe aus DC04-Stahl
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Bild 8.13: FlieBkurven flr den ebenen Torsionsversuch einer kugelférmigen Probe aus
DCO04-Stahl im Vergleich mit dem Zugversuch und dem konventionellen
ebenen Torsionsversuch
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8.2.2 Prufung rohrformiger Proben mit gekrimmten Klemmungen

Zur Charakterisierung nicht rotationssymmetrischer Bauteile wurde zusammen mit Han
(2017) die Bestimmung von FlieBkurven an Rohren analysiert, da diese bei Torsion in
der Blechebene die grofte Anderung der Kriimmung entlang des Umfangs aufweisen.
Das Prinzip der ebenen Torsion an Rohren und das verwendete FEM-Modell sind im
Bild 8.14 dargestellt.

Rohrférmige
Probe

Zyklische
Symmetrie

Scherspannung ¢
in MPa

250 ]

200~
150 7
100 -

Bild 8.14: Prinzip und FE-Modell des ebenen Torsionsversuchs an Rohrausschnitten

Die Rohrgeometrie wurde unter Verwendung eines Halbmodells der Geometrie
modelliert. Entlang des Umfangs 6 &ndert sich sowohl die Neigung £ der Proben relativ
zur Rotationsachse als auch die Blechdicke t; in der z-Richtung. Fur die dimensionslose
Beschreibung der Neigung in der N&he der inneren Klemmung ist das
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Krimmungsverhaltnis ap zwischen dem Durchmesser der Klemmung Dk und dem
Durchmesser des Rohres Dr definiert als

ap =—K. (8.3)

Fir ap =0 (Dr — o) entspricht der Versuch einer ebenen Probe. Bei a» =1 wird das
gesamte Halbrohr vom Stempel abgedeckt. Bild 8.15 zeigt die Analyse des
Spannungszustands fur Krimmungsverhéltnisse ar zwischen 0,065 und 0,5. Fur alle
untersuchten Geometrien gibt es einen radialen Bereich in der N&he der inneren
Klemmung, in dem sowohl die Spannungstriaxialitdt T als auch die Lode-Winkel-
Parameter L ungefahr O sind. Je kleiner das Durchmesserverhaltnis ao ist, desto breiter
ist dieser Bereich in radialer Richtung nahe der Einspannung. Daher kann bei einem
ausreichend niedrigen Kriimmungsverhaltnis ao ein Zustand der ebenen Scherung nahe
der inneren Klemmung beobachtet werden. a» =0,25 wird in dieser Studie als
ausreichend kleines Durchmesserverhaltnis identifiziert. Die Verteilung der Triaxialitat
und des Lode-Winkelparameters fur a»=0,5 ist zu inhomogen. Mit zunehmendem
Drehwinkel und zunehmendem radialen Abstand r wird die Spannungs- und
Dehnungsverteilung zunehmend inhomogen.
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Triaxialitat T
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Parameter L _.
o

IHIIIIIIH

N
o

Bild 8.15: Numerische Analyse der Triaxialitat und des Lode-Winkel-Parameters fur
ebene Torsionsversuche an einer rohrférmigen Probe

Bild 8.16 zeigt die Gegenuberstellung der Referenzflielkurve mit den Ergebnissen der
modifizierten Auswertung nach GlI. (8.1). Fir die Berechnung der Spannung wurden
uber den Umfang gemittelte Werte fir g und t, verwendet (f=0,5/fmax und
t; = 0,5-(t;max + t)). Die ermittelte FlieBkurve in der N&he der inneren Klemmung zeigt
eine gute Ubereinstimmung mit der ReferenzflieRkurve fiir den Kriimmungsradius ap
von 0,25. Die Abweichung nimmt mit zunehmendem Abstand zur Klemmung zu, da
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weiter aullen die Annahmen der Rotationssymmetrie und des einfachen Scher-
spannungszustands nicht mehr giltig sind.
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Bild 8.16: Berechnung der Fliel3kurve fir eine rohrférmige Probe mit dem Kriimmungs-
verhaltnis ap von 0,25 an unterschiedlichen radialen Positionen r

Experimentelle Verifizierung

Zur experimentellen Uberpriifung der Methodik wurden Rohre aus kaltgezogenem
E295-Stahl (Dt =60 mm, t =1 mm), die entlang der Langsrichtung halbiert wurden,
gepruft (Bild 8.17). Fur die innere Klemmung wurden Stempel mit gewdlbten
Klemmfléachen verwendet, mit denen das Rohr in der Kontaktzone form- und
kraftschlissig geklemmt wird. Der Durchmesser des Stempels von Dk = 20 mm ergibt
ein Krimmungsverhaltnis von ap = 0,33. Auf der Aullenseite ist das Rohr mit 6
Schrauben mit &quidistanten Umfangsabstanden befestigt.

Die rohrformige Probe zeigt bereits nach kleinen Drehwinkeln eine inhomogene
Dehnungsverteilung auf der Messflache. Die erreichbaren Dehnungen im ebenen
Torsionsversuch sind hoher als die Dehnungen im Zugversuch fiir Rohre (Bild 8.18).
Die berechneten Vergleichsspannungen liegen jedoch um ca. 4% niedriger. Fur die
Begriindung der Abweichung der Ergebnisse und der Inhomogenitdt sollen drei
Einflisse besonders hervorgehoben werden:

1. Das kaltgezogene Rohr weist eine starke ebene Anisotropie auf, die zu einer
inhomogenen Dehnungsverteilung um die Klemmung herum fihrt.
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Bild 8.17: Versuchsaufbau und optisches Dehnungsfeld fiir den ebenen
Torsionsversuch einer rohrformigen Probe aus S235-Stahl
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Bild 8.18: FlieRkurven aus dem ebenen Torsionsversuch einer rohrférmigen Probe aus
S235-Stahl
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2. Aufgrund der geringen Verfestigung des Werkstoffs kommt es zu einer starken
Lokalisierung der Dehnung nahe der inneren Klemmung.

3. Das Durchmesserverhaltnis ap kénnte mit 0,33 bereits zu groR sein. Ein kleinerer
Stempel kdnnte zu besseren Ergebnissen fuhren. Eine Verbesserung der Genauigkeit
aufgrund der Inhomogenitat wird durch eine Verringerung des Durchmessers der
inneren Klemmung erwartet.

Die Verbesserung der Genauigkeit des Versuchs sowie die Analyse der genannten
Fehler ist Bestandteil zukunftiger Arbeiten.

8.2.3 Prifung gekrimmter Proben mit umlaufender Nut

Fur die Prifung ebener Bleche im ebenen Torsionsversuch ist der Einsatz einer
umlaufenden Nut aufgrund der zahlreichen Vorteile in vielen Fallen empfehlenswert.
Das Konzept lasst sich aber auch auf die Prifung gekrimmter Bleche und Bauteile
ubertragen. Insbesondere fir die Prifung von Rohren und gekriimmten Bauteilen kann
der Einsatz umlaufender Nuten zu weiteren Vorteilen gegeniiber unbearbeiteten Proben
flhren. Neben der Erreichbarkeit hoherer Dehnungen und der geringeren Beeinflussung
durch die innere Klemmung kann auch der Spannungs- und Dehnungszustand am
Umfang der Klemmung beeinflusst werden. Am Beispiel der Priifung von Rohren sollen
das Konzept und die Vorteile kurz dargestellt werden. Die experimentelle Umsetzung
und weitere Analysen werden Bestandteil zuktinftiger Arbeiten.

Bild 8.19 zeigt zwei Strategien, anhand derer die Nut in gekrimmten Blechen gefertigt
werden kann. Fir die erste Variante folgt die Nut der Krimmung des Bleches, sodass
am gesamten Umfang der gleiche Materialabtrag stattfindet (Bild 8.19a und c). Dies ist
sowohl einseitig als auch beidseitig moglich und entspricht dem Prinzip, wie es auch fur
die ebene Probe genutzt wird. Durch die unterschiedliche Zustellung entsteht dabei
allerdings ein axialer Versatz Az der Nutbahn, der zu einer Abweichung des idealen
Spannungs- und Dehnungszustands fiihren kann. Fir den zweiten Ansatz wird die Nut
beidseitig so gefertigt, dass die Krimmung der Probe kompensiert wird und der
Nutgrund entlang des gesamten Umfangs der Nut in einer Ebene liegt (Bild 8.19b und
d). Die geometrischen Verhéltnisse am Grund der Nut entsprechen dann an jeder
Position des Umfangs denen der ebenen Probe mit Rundnut. Dies hat den Vorteil, dass
die Spannungs- und Dehnungsverteilung homogen um den Umfang ist. Bild 8.20a zeigt
die numerische Simulation eines konventionellen Rohrausschnitts, wie er auch in
Kapitel 8.2.2 vorgestellt wurde, und eines Rohrausschnitts mit beidseitig eingebrachter
Rundnut nach der zweiten Variante. Bild 8.20b zeigt dazu jeweils die auf die maximale
Spannung normierte Scherspannung um den Umfang der inneren Klemmung herum. Fir
die Probe ohne Nut wurde die Spannung nahe der Klemmung und fiir die Probe mit Nut
die Spannung am Grund der Nut ausgewertet. Wahrend die Probe ohne Nut einen
ausgepragt innomogenen Verlauf der Spannung zeigt, hat die Probe mit beidseitiger Nut
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eine nahezu homogene Spannungsverteilung am gesamten Grund der Nut. Proben mit
umlaufender Nut kdnnen demnach den inhomogenen Spannungsverlauf nicht rotations-
symmetrischer Probenformen korrigieren.

a) Variante 1 b) Variante 2

Einseitige Nut Beidseitige Nut
>

o o
<& 0 <& 0
Lyt -
'@_@ R
g e
c) T [ Juibstn Variante 1 *

d) | Variante 2

/

_— N, = ———

A-A

Bild 8.19: Prinzip und Geometrie fur zwei Varianten der Fertigung von Nuten in
gekrimmte Proben am Beispiel eines Rohrausschnittes

Anwendungsgrenze der zweiten Methode

Die Fertigung von Nuten nach der zweiten Methode l&sst sich nicht fur beliebig
gekrimmte Bleche anwenden, da eine Mindestmenge an Werkstoff entlang des
gesamten Umfangs der Probe erforderlich ist. Allgemein gilt, dass die maximale
Differenz der axialen Hohe Azmax den maximalen Materialabtrag nicht tiberschreiten
darf:
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AZmax <t _tNutboden : (84)

Fir Rohre ist die axiale H6hendifferenz durch

D |[DY
Az = ? - \/(?j - r-l\?utbahn (8.5)

beschrieben. Nach Gleichsetzen von Gl. (8.4) und Gl. (8.5) folgt fur den Nutbahnradius:

DY (D ?
Mutbahn < \/(Ej - (? -t+ tNutboden j . (86)

Bei Uberschreitung des zulassigen Nutbahnradius ist die Blechdicke am Umfang der
Nut nicht mehr konstant, da lokal kein ausreichender Materialabtrag méglich ist.

a) Rohr ohne Nut b) 1,02 ——
§ 750 Rohr mit be|d7e|t|ger Nut
= I E 1 W
£ w / \
S 5 098 Y i
= < 0,96 [} ' ] \
=1
g ] S ) \ ] \
AN @ 0,94 ! \ ! A
S Rohr mit 3 ! \ / !
& beidseit < (] \ ! \
E)I eidseitiger Nut 2 0,92 /] \ ! \
o 5 [} ! \
> T 09 o N \
= N\ 7/ \
§ 0,88 [ /= >
< Rohr ohne Nut
0,86
0 90 180 270 360

Umlaufende Position @ in grad

Bild 8.20: Vergleich der Spannungsverteilung flr den ebenen Torsionsversuch ohne
Nut und mit Nut fur Rohre

8.2.4 Prifung der Anisotropie von Rohren mit dem Doppelsteg-Torsionsversuch

Kalt gezogene oder gewalzte Rohre zeigen eine ausgepragte Anisotropie der
richtungsabhéngigen Werkstoffeigenschaften. Die Prifung der Eigenschaften in
unterschiedlichen Materialorientierungen ist aber aufgrund der gekrimmten Form der
Rohre nicht vergleichbar mit der Prifung von ebenen Blechen. Nachfolgend wird
dargestellt, wie der Doppelsteg-Torsionsversuch, der die Kinematik des ebenen
Torsionsversuchs nutzt, fiir die Charakterisierung der Anisotropie unter Scherung an
Rohren verwendet werden kann.
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Versuchswerkstoffe

Geschweilte Rohre aus einem ferritischen Edelstahl 1.4509 und einem austenitischen
Edelstahl 1.4301 wurden untersucht. Beide Werkstoffe sind nicht gegluht. Bild 8.21a
zeigt die Geometrie der Rohre und die relevanten Positionen am Umfang des Rohres.
Der AuRendurchmesser D ist 40 mm und die Wandstarke t ist 1 mm. Die Ergebnisse fur
die Ermittlung von FielRkurven gegentiber der Schweilinaht wird nachfolgend
dargestellt. Der Fokus dieser Arbeit liegt im Doppelsteg-Torsionsversuch. Hijazi et al.
(2017) zeigen auch Ergebnisse fir andere Positionen am Umfang des Rohres sowie
Ergebnisse aus weiteren Versuchen zur Ermittlung der FLC/FFL an Rohren.
Zugversuche an Rohrausschnitten mit einer parallelen Probenldnge von 50 mm wurden
nach (DIN EN ISO 6892-1, 2017) zur Ermittlung der FlieRkurve in axialer Richtung des
Rohres durchgefiihrt.

a) b) 1200
. Austenitischer Edelstahl
Q. 1000 1.4301; n=0,292
- \
c
Schwe\ifSnaht '~ 800 O
A2
| = 600
Q| = 400
Il £
]2 200 | Ferritischer Edelstahl 1.45009;
Rohr/\\ v T erritisc er_ elstahl 1. ;
n=20,139 N
/. 0
Charakterisierung 0 0.1 0,2 0,3 0,4 0,5

Umformgrad ¢

Bild 8.21: a) Querschnitt der gepriften Rohre mit charakteristischen MaRen und
b) FlieRkurven aus dem Zugversuch an Rohrausschnitten gegenuber der
Schweillnaht fur den ferritischen Edelstahl 1.4509 und den austenitischen
Edelstahl 1.4301

Bild 8.21b zeigt die FlieRkurven und die Verfestigungsexponenten beider Werkstoffe.
Der ferritische Stahl hat eine geringere Verfestigung und GleichmalRdehnung bel
vergleichbarer AnfangsflieRspannung wie der austenitische Stahl.

Einschrankungen konventioneller Scherzugversuche

Die Anwendung klassischer Scherzugversuche an Rohren ist mit Problemen der
Stabilitat verbunden. Klassische Scherversuche mit nur einer Scherzone verkippen
durch die anféngliche Kriimmung der Probe und scheren nicht. Bild 8.22 zeigt daher
den Einsatz symmetrischer Scherzugversuche an Rohren. Die im Bild 8.22a
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dargestellten Proben wurden durch Laserstrahlbeschnitt aus den Versuchswerkstoffen
herausgetrennt und anschlieBend in einer Universalprifmaschine geprift. Bild 8.22b
zeigt das optische Dehnungsfeld sowie ein Foto nach Versagen flr den austenitischen
und den ferritischen Stahl. Der symmetrische Scherzugversuch am ferritischen Stahl
1.4509 konnte erfolgreich bis zum Bruch der Probe im Prufbereich durchgefihrt
werden. Die Probe des duktileren und starker verfestigenden austenitischen Stahls
1.4301 beginnt dagegen bereits zu Beginn des Versuches, sich aus der Ebene des
Bleches heraus zu verkippen. Zuletzt reil3t die Probe an einer génzlich anderen Position
der Probe. Dieser Werkstoff konnte folglich nicht erfolgreich geprift werden.

a)O b) Ferritischer Stahl 1.4509
Versagen durch Scherung 0.3

1
_
T Scherzonen I l l

1 Austenitischer Stahl 1.4301

B L / Versagen unter Zug
’ l |

> ¢ Instabllltat/Verklppung

|V Versuchsdauer

Bild 8.22: a) Geometrie und b) Vergleichsdehnung nach wvon Mises fir den
symmetrischen konventionellen Scherversuch der Versuchswerkstoffe

Der Grund dafir ist die starke Kaltverfestigung des austenitischen Stahls 1.4301. Der
Verfestigungskoeffizient n ist etwa doppelt so hoch wie der des 1.4509. Wahrend der
anfanglichen Plastifizierung der Scherstege verfestigt das Material in diesem Bereich
und um diesen Bereich herum so stark, dass eine Instabilitat der Struktur auftritt und die
gekrimmte Probe statt zu scheren verkippt. Die Anwendung von Scherzugversuchen an
gekrimmten Proben ist aufgrund der langen freien Priflange, welche nicht durch
Klemmungen stabilisiert wird, problematisch. Durch eine stabilere Klemmung naher an
der Scherzone, wie es beim Doppelsteg-Torsionsversuch erreicht wird, soll nachfolgend
die Stabilitat wahrend des konventionellen Scherversuchs an Rohren erhoht werden.

Modifizierter Doppelsteg-Torsionsversuch fur Rohre

Bild 8.23a das Prinzip des Doppelsteg-Torsionsversuchs von Yin et al. (2012). Dieses
wurde, wie im Bild 8.23b dargestellt, fur die Prifung von Rohren modifiziert. Zur
Untersuchung der ebenen Anisotropie der Rohre werden zunéchst zwei Orientierungen
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der Scherstege untersucht. Dies sind die Scherung parallel zur axialen Richtung des
Rohres, welche vergleichbar ist mit zuvor dargestellten symmetrischen Scherproben,
und die Scherung in umlaufender Richtung des Rohres, fiir die bisher kein alternativer
Scherversuch bekannt ist. Die Scherspannungz wird aus dem gemessenen
Drehmoment M analytisch berechnet:

M M
T= > = .
2.t-9-r7 2-t-L-r

t fir die Wandstarke des Rohrs, Ls ist die Lange der Scherzone und rm der mittlere
Abstand der Scherzone vom Torsionszentrum.

(8.7)

a) b)  Axiale Scherung am
Klemmkraft /. g.hweirnaht Scherung Umfang

Innere Klemmung

N

Drehmoment M
Drehwinkel a

Aulere
Klemmun

Bild 8.23: a) Prinzip des modifizierten Doppelsteg-Torsionsversuchs fir Rohre und
b) Proben zur Prifung der axialen und umlaufenden Eigenschaften unter
Scherung

Der mittlere Abstand der Scherstege zum Rotationszentrum rm ist 6,5 mm, sodass der
radiale Abstand zur inneren Klemmung mit einem Klemmradius r; von 5 mm nicht zu
groB ist, um Faltenbildung zu vermeiden, und nicht zu gering, um Einflisse der durch
den Stempel ausgetibten Klemmkraft zu vermeiden. Der Radius Rs an den Scherstegen
ist 0,5 mm und die Lange der Scherstege Ls ist 4 mm. Die Geometrie wurde in einer
zweidimensionalen horizontalen Ebene angegeben und vertikal auf die gekriimmte
Oberflache des Rohrs projiziert. Dies stellte eine Geometrie sicher, die mit der
Kreisbewegung der Probe wéhrend der angewendeten Torsion harmoniert. Genau wie
die Zugproben wurden auch die Proben fiir den Doppelsteg-Torsionsversuch aus den
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Rohren mittels Laserstrahlschneiden herausgetrennt. Um die relevanten Bereiche des
Rohrs wéhrend der Experimente fixieren zu konnen, wurden die Rohre entlang der
axialen Richtung in zwei Hélften geschnitten. Wahrend der Experimente wurden die
Rohre in der Mitte der Geometrie durch einen Satz zylindrischer oberer und unterer
nicht rotierender Stempel mit einem Durchmesser von 10 mm festgeklemmt, die mit
einer gekrimmten Oberflache hergestellt wurden, um dem AuRen- und Innen-
durchmesser des Rohrs zu entsprechen. Beide Enden des Rohrs sind mechanisch an
einer dufleren Klemmvorrichtung befestigt, durch deren Rotation die Scherung an den
Scherbriicken induziert wird. Der Versuchsaufbau und das optische Dehnungsfeld eines
Schersteges wéhrend des Versuchs ist im Bild 8.24 dargestellt.

DIC-System

Innere Klemmung Schersteg

A
ehnu

AuRere Klemmung

Bild 8.24: Versuchsaufbau und optisches Dehnungsfeld des Doppelsteg-Torsions-
versuchs flr Rohre

Die Scherdehnung y wird mittels DIC an zwei Punkten im zentralen Bereich der
Scherstege gemessen, an denen der Spannung- und Dehnungszustand am ehesten
einfacher Scherung entsprechen. Es wird angenommen, dass die Abweichung der
Blechdicke t aufgrund der Kriimmung fur die getestete Geometrie vernachlassigbar ist.
Die Dehnungsreferenzlénge lo ist 0,15 mm.

Experimentelle Ergebnisse

Bild 8.25 zeigt die Gegenuberstellung der FlieBkurven aus dem symmetrischen
Scherzugversuch (der nur fir den 1.4509 erfolgreich durchgefiihrt werden konnte) und
dem Doppelsteg-Torsionsversuch (DS) in axialer und umlaufender Richtung. Zusatzlich
wird die FlieBkurve aus dem Zugversuch in axialer Richtung dargestellt.
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Bild 8.25: Flielkurven fur a) den ferritischen Stahl 1.4509 und b) den austenitischen
Stahl 1.4301, gepruft im Zugversuch, im Scherzugversuch (fir 1.4509) und
im Doppelsteg-Torsionsversuch (DS) fur Rohre in Umfangs- und radialer
Scherrichtung

Die FlieRkurven der axialen Doppelsteg-Torsionsversuche zeigen fur beide Werkstoffe
eine ca. 10% hohere Festigkeit als die der Scherung in umlaufender Richtung. Die Daten
zeigen damit eine signifikante Anisotropie des Werkstoffs in axialer und
Umfangsrichtung. Diese zu vernachléssigen kann zu grolRen Abweichungen
numerischer Simulationen fuhren. Fir den ferritischen 1.4509-Stahl stimmt die
FlieRkurve des symmetrischen Scherzugversuchs zu Beginn des Versuchs gut mit der
FlieRkurve des Doppelsteg-Torsionsversuchs in axialer Richtung (berein. Mit
steigender Dehnung ist die Festigkeit des Scherzugversuchs zunehmend geringer. Dies
ist auf die zunehmende Uberlagerung von Zugkraften und die daraus resultierende
Verdrehung der Scherzone zurtickzufuhren. Durch die unterschiedliche Klemmung der
Proben ist die Stabilitat gegen dieses Verdrehen auch unterschiedlich. Der Doppelsteg-
Torsionsversuch hat aufgrund der kurzen Einspannlénge eine gréfiere Stabilitat gegen
ungewiinschte Werkstoffoewegungen. Dies ist auch der Grund, weswegen der
Doppelsteg-Torsionsversuch erfolgreich am austenitischen 1.4301 durchgefihrt werden
konnte, der Scherzugversuch aber nicht. In weiteren Versuchen kann zukiinftig auch die
Festigkeit in weiteren Orientierungen (z. B. 45° zur axialen Richtung) und auch die
FlieBkurve an unterschiedlichen Positionen des Rohres (z. B. der SchweiRnaht)
charakterisiert werden.

8.3 Zwischenfazit

Im Rahmen dieses Kapitels wurde die Anwendung des ebenen Torsionsversuchs auf die
Charakterisierung von Feinstblechen durch mehrlagige Probenstapel und die
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Charakterisierung gekrimmter Bleche und Bauteile beschrieben und erfolgreich
angewendet.

Feinstbleche

Durch den Einsatz geklebter Probenstapel kann die Prozessgrenze Faltenbildung
erfolgreich verhindert werden. Dunne Bleche konnen auf diese Weise im
konventionellen Versuchsaufbau geprift werden. Probleme bei der Versuchs-
durchfuhrung, wie dem Messfehler durch Dehnungslokalisierung bei kleinen
Klemmradien, und messtechnische Auflosungsprobleme werden zudem umgangen. Die
Anzahl der Probenlagen wird aber durch die Klemmkraft und die Festigkeit der
Werkstoffe begrenzt. Die Ubertragbare Analyse der Abhédngigkeit von Klemmkraft,
Werkzeugauslegung, Werkstoffeigenschaften und der zul&ssigen sowie notwendigen
Anzahl an Blechlagen auf eine erfolgreiche Priifung steht noch aus. Ein neues Konzept
gestapelter Nutproben wurde beschrieben und die Machbarkeit fiir die Anwendung auf
Feinstbleche nachgewiesen. Die Ermittlung von FlieBkurven mit genuteten Proben ist
Bestandteil zukunftiger Arbeiten.

Gekrimmte Bleche

Der ebene Torsionsversuch ist gut fir die Priifung gekrimmter Bleche und Bauteile
geeignet. Bei Einsatz ausreichend kleiner Kriimmungsverhdltnisse sind auch nicht
rotationssymmetrische Teile wie Rohre in der Ebene prifbar. Der Spannungszustand
nahe der inneren Klemmung ist nahezu ideale ebene Scherung. Fir die Auswertung
gekrimmter Bleche muss lediglich die analytische Bestimmung der Spannung an die
Krimmung der Bleche angepasst werden. Durch den Einsatz von Nuten in die
gekrimmten Proben kann die Homogenitat der Dehnung um die Klemmung herum noch
verbessert werden. Dies wird zukunftig auch experimentell untersucht. Durch Einsatz
des Doppelsteg-Torsionsversuchs ist auch die Anisotropie unter Scherung unabhéngig
von der Form des Bauteils prifbar. Dieser zeigt allerdings auch die Nachteile
konventioneller Scherversuche. Die Erkenntnisse aus der Charakterisierung
rotationssymmetrischer Bauteile sowie Rohren kénnen auf nahezu beliebige gekrimmte
Bauteile tibertragen werden.






9 Zusammenfassung und Ausblick

Zusammenfassung

Die vorliegende Arbeit befasste sich mit offenen Fragen und Weiterentwicklungen im
Zusammenhang mit dem ebenen Torsionsversuch. Dies umfasst unter anderem die
folgenden Arbeiten:

Einschréankungen bei der Messung sehr hoher Scherdehnungen mittels DIC wurden
gezeigt und zwei neue Auswertungsmethoden vorgestellt, mit denen die bekannten
Probleme geltst werden. Dies sind die Erneuerung des optischen Musters mit
kumulativer FlieBkurvenermittlung und eine neue analytische Methode, mit der
FlieBkurven auch fir beliebige Proben mit Nut, basierend auf Drehmoment und
Drehwinkel, ermittelt werden kénnen.

Die Lokalisierung der Dehnung in Scherversuchen wurde numerisch, experimentell
und analytisch untersucht. Durch eine neue analytische VVorgehensweise kann der
Messfehler fir beliebige Scherversuche in Abhangigkeit der Dehnungsreferenzlange
abgeschatzt werden. Mit wenigen Vereinfachungen konnen die gewonnenen
Erkenntnisse genutzt werden, um die notwendige Einstellung von DIC-Systemen,
allein basierend auf dem Verfestigungsexponenten der zu priifenden Werkstoffe, zu
definieren.

Torsionsproben mit runder Nut wurden im Hinblick auf Homogenitét von Spannung
und Dehnung sowie den Einfluss der Nutfertigung auf die Priifergebnisse analysiert.
Mit den gewonnenen Erkenntnissen wurden neue Proben zur Ermittlung von
FlieBkurven bis zum Bruch ohne den Einfluss der Dehnungslokalisierung, zur
effizienten Charakterisierung der kinematischen Verfestigung bei sehr hohen
Dehnungen und zur Ermittlung von Eigenschaften unter Scherung parallel zur
Oberflache der Bleche entwickelt.

Die Struktur und Form der inneren Klemmung wurde untersucht und die
Prozessgrenze Durchrutschen, welche das Ubertragbare Drehmoment limitiert,
analysiert. Es konnte analytisch gezeigt werden, dass eine formschlissige
Strukturierung der Kontaktflachen der Klemmungen zwingend notwendig ist.
Ringformige Kontaktflaichen mit radialen Riffeln (bertragen das grofite
Drehmoment. Fir ideal spitze Riffel spielt die GroRe und Anzahl der Riffel keine
Rolle. Zudem wurde gezeigt, dass eine Reduzierung der Klemmkraft nach Eindruck
der Riffel nachteilig in Bezug auf das tbertragbare Drehmoment ist.

Zum ersten Mal wurden Feinstbleche im ebenen Torsionsversuch geprift, indem die
Blechdicke durch geklebte Probenstapel erhoht wurde. Der Kleber dient nicht zum
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Ubertragen des Drenmoments, sondern zur Aufnahme kleiner axialer Krafte, die zur
Initilerung von Faltenbildung fiihren. Anlagen- und messsystemspezifische
Probleme konnen durch dieses VVorgehen tbergangen werden, da der klassische
Versuchs- und Messaufbau genutzt wird.

e Zuletzt wurde die Anwendung des ebenen Torsionsversuchs fir die
Charakterisierung gekrimmter Bleche und Bauteile beschrieben. Es konnte gezeigt
werden, dass selbst stark geneigte und umlaufend asymmetrische Proben, wie z. B.
Rohre, auf diese Weise geprift werden kénnen. Durch Verwendung des Doppelsteg-
Torsionsversuchs an Rohren oder anderen gekriimmten Bauteilen kann zudem auch
die Anisotropie unter Scherung ohne prufrichtungsabhangigen Spezialaufbau
gepruft werden.

e Eine Analyse der Fehlerquellen, welche im Rahmen dieser Arbeit fir den ebenen
Torsionsversuch identifiziert werden konnten, befindet sich im Anhang dieser
Arbeit.

Die gewonnenen Erkenntnisse zeigen, dass das Ziel dieser Arbeit, die Prozess- und
Anwendungsgrenzen des ebenen Torsionsversuchs zu erweitern, erreicht wurde.

Ausblick

Aus den durchgeflhrten Arbeiten und den gewonnenen Erkenntnissen resultieren neue
offene Fragen und kiinftiger Handlungsbedarf, welche nachfolgend genannt werden:

e Fur die Auswertung des ebenen Torsionsversuchs wird die Annahme getroffen, dass
sich die Blechdicke zu keiner Zeit &ndert. Insbesondere in den Randbereichen der
Nutprobe, an denen stark inhomogene Spannungen und Dehnungen Gber die Dicke
beobachtet werden, sollte diese Annahme gepriift werden.

e Die Prozessgrenze Faltenbildung wurde in der Literatur bisher nur fir die ebene
Probe untersucht. Kiinftig sollte dies auch flr die Probe mit Nut analysiert werden.

e Die Durchfiihrung von ebenen Torsionsversuchen bei erhdhter Temperatur und
Dehnrate wurde bisher nie betrachtet.

e Die lokale Bauteilpriifung mit miniaturisierten Stempeln sollte untersucht werden.
Hierzu muss insbesondere ein Sensor zur Drehwinkel- oder Dehnungsmessung
entwickelt werden, der trotz der starken Dehnungslokalisierung nahe der Klemmung
prazise Messergebnisse liefert.

e Dieim Kapitel 6.5 entwickelte neue Probe sollte zuklinftig zur Charakterisierung der
Eigenschaften in unterschiedlichen Scherebenen modifiziert und untersucht werden.

e Nach dem Bau einer spezialisierten Prifvorrichtung fir die Charakterisierung von
Feinstblechen sollten auch die Prozessgrenzen und messtechnischen Grenzen bei der
Charakterisierung von sehr diinnen Blechen untersucht werden.
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Anhang A — Fehleranalyse

Bei der Durchfuhrung und Auswertung von ebenen Torsionsversuchen fliellen
Annahmen, gemessene und berechnete Parameter, sowie Einflisse aller bei der
Probenvorbereitung beteiligten Verfahren mit in die Ermittlung der FlieRkurve und
erreichbaren Forménderungen ein. Die folgenden Gruppen von Fehlerquellen kdnnen
benannt werden:

1. Fehler durch Annahmen der Theorie

2. Messfehler

3. Fehler, die aus dem Werkstoffverhalten resultieren
4. Fehler, die aus dem Versuchsaufbau resultieren

5. Fehler, die aus der Probenherstellung resultieren

Nachfolgend werden die Fehler jeder Gruppe bestimmt, analysiert und nach
Maoglichkeit quantifiziert. Nicht alle Fehlerquellen wurden im Rahmen dieser Arbeit
vollstdndig analysiert. Die nicht betrachteten Einfliisse sind Bestandteil kinftiger
Forschung.

A.1 Fehler durch Annahmen der Theorie

Im ebenen Torsionsversuch wird hdufig mit dem idealen ebenen Scherspannungs- und
Scherdehnungszustand geworben. Nachfolgend werden Einflisse gelistet, aufgrund
derer die Gultigkeit der Annahme gepruft werden muss.

Uberlagerung von Druckspannungen durch die innere Klemmung

Bauer (1989) und Yin (2014) zeigten bereits, dass der tberlagerte Druck durch die
innere Klemmung den idealen Scherspannungszustand nahe der inneren Klemmung
beeinflusst. Bei ausreichend grofiem Abstand von der inneren Klemmung ist dieser
Einfluss vernachl&ssigbar. Yin (2014) zeigt, dass bereits ab 0,5 mm Abstand von der
Klemmung kein Einfluss der Uberlagerten Druckspannung mehr sichtbar ist. Direkt an
der inneren Einspannung wird die maximale Abweichung der Vergleichsspannung von
der reinen Torsion von ca. 3% ermittelt. Bei einem Abstand von 0,2 mm betragt die
Abweichung nur noch ca. 0,4%. Der Fehler sinkt mit steigendem Drehmoment, da der
Anteil der Schubspannung grofer wird.

Radiale und tangentiale Spannungen und Dehnungen

Fur den einfachsten Fall eines idealen Elementes, das mit einer idealen Scherspannung
belastet wird, kann gezeigt werden, dass es immer auch zusatzliche Hauptdehnungs-
komponenten im Dehnungstensor geben wird. Die Kombination aus idealem einfachem
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Scherspannungszustand und idealem einfachem Scherdehnungszustand gibt es daher
nicht, auch wenn der Betrag der zusétzlichen Dehnungskomponenten gering ist.

Cwiekala (2018) zeigt analytisch und experimentell, dass auch der ebene
Torsionsversuch radiale und tangentiale Spannungen und Dehnungen zeigt. Die
Abweichung der Vergleichsspannung ist fur alle untersuchten Falle kleiner als 0,078%,
sodass der Einfluss radialer Spannungen und Dehnungen vernachlassigbar ist.

Homogenitat von Spannung und Dehnung entlang der Blechdicke

Fur die ebene Probe wurde in der Literatur bereits mehrfach gezeigt, dass sowohl
Spannung als auch Dehnung homogen entlang der Blechdicke sind. Fir die Proben mit
Nut ist diese Annahme nicht mehr ohne Weiteres zuldssig. Die Form der Nut nimmt
groRen Einfluss auf die Homogenitat der Dehnung entlang der Blechdicke. Die
detaillierte Analyse der Homogenitat der Spannung und Dehnung in der Nut kann
Kapitel 6.1 und 6.3 im Zusammenhang mit der Auslegung der Nut entnommen werden.
Je nach Nutform weicht die Dehnung am Grund der Nut zwischen 0,6% und mehr als
20% entlang der Blechdicke ab.

Blechdicke bleibt konstant

Eine Annahme der einfachen ebenen Scherung ist, dass es keine axiale Dehnung bzw.
Verschiebungen in axialer Richtung gibt. Insbesondere bei Verwendung der Probe mit
Nut, die je nach Probenform eine inhomogene Dehnung entlang der Blechdicke
aufweisen kann und gleichzeitig sehr groRe Formanderungen erreicht, wére aber auch
eine Abweichung von dieser Annahme denkbar. Aus diesem Grund sollte die Annahme
in zukiinftigen Arbeiten untersucht werden. Dies ist nicht Bestandteil der vorliegenden
Arbeit.

Anisotropie des Werkstoffs

Fir die Auswertung des ebenen Torsionsversuchs wird angenommen, dass es keine
richtungsabhéngigen Eigenschaften der Werkstoffe gibt. Praktisch ist dies nattrlich der
Fall. Der Einfluss der Anisotropie des Werkstoffs auf die Ergebnisse des ebenen
Torsionsversuchs ist bislang nicht tiefergehend untersucht worden und Bestandteil
zukUnftiger Forschung.

A.2 Messfehler

A.2.1 Fehler der Drehnmomentmessung

Bei der Drehmomentmessung gibt es unterschiedliche Fehlerquellen, die sich je nach zu
prifender Probe unterschiedlich stark auf die aus dem Drehmoment berechnete
Scherspannung auswirkt.
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Sensorbedingte Einfltisse

Die sensorbedingte Messabweichung wird prozentual vom nominell messbaren
Drehmoment Mnom angegeben. Der in dieser Arbeit eingesetzte Drehmomentsensor hat
ein nominelles Drehmoment Mnom von 5000 Nm bei einer Genauigkeitsklasse & von
0,1%. Dies entspricht einer Abweichung von AM =5 Nm Die Abweichung der
ermittelten Scherspannung ¢ ist definiert als

T . MM, &
—1—ZMess mit ¢ — nom SM
ér T Mess 2. 1. l’.2 .t (Al)

Es folgt nach Vereinfachung der Gleichung

l\/Inom '§M .
2.7-r7t-r

g =4 (A.2)
Der Fehler der ermittelten Scherspannung ist demnach von der Klemmung, der Dicke
und Festigkeit der Probe und von dem Sensor abhéngig. Folgende zwei extreme
Zahlenbeispiele sollen den Einfluss von Probe und Sensor auf die Bestimmung der
Scherspannung verdeutlichen:

Beispiel 1: Fur ein hochfestes Blech mit t=2mm Dicke und z=500 MPa
Scherfestigkeit wird ein innerer Klemmradius r von 15 mm verwendet.
Dies fihrt bei sensorbedingter Abweichung ¢&w von 0,1% bei
Mnom = 5000 Nm nominellem Drehmoment zu einem Fehler & von 0,35%

Beispiel 2:  Fur ein Blech mitt = 0,2 mm Dicke und z = 100 MPa Scherfestigkeit wird
ein Klemmradius r; von 5 mm verwendet. Dies fuhrt bei Einsatz des
gleichen Sensors zu einer Abweichung der Scherspannung von 159%. Das
bedeutet, dass das Messrauschen groRer ist als die zu messende
Scherspannung. Der Sensor ist fir diese Messaufgabe folglich nicht
geeignet.

Bei allen Angaben handelt es sich um den maximal zul&ssigen Fehler entsprechend der
Genauigkeitsklasse des Sensors. Der tatsdchliche Fehler, insbesondere bei geringen
Drehmomenten, ist deutlich geringer. Aus der Erfahrung kann ein Messrauschen von
ca. AM =+-0,5Nm um das mittlere Drehmoment herum beobachtet werden. Dies
entspricht einer Messabweichung ¢w von 0,01% und ist somit um eine GroRenordnung
geringer als die nominellen Grenzwerte.

Konstruktive Einfllsse

Auch konstruktionsbedingt kann es zu Abweichungen des gemessenen Drehmoments
kommen. Dies ist z. B. der Fall, wenn ein Lager zwischen Sensor und Probe angeordnet
ist. Die Reibung im Lager wird dann mitgemessen und muss ggf. bei der
Spannungsberechnung berticksichtigt werden.
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Bei innerer Klemmung mit Lastrahmen muss die Messung des Drehmomentes immer in
der &ulReren Klemmung stattfinden, da die innere Klemmung das Drehmoment zu Teilen
nach oben in den Lastrahmen flhrt und nur zu Teilen im Sensor gemessen wirden. Erst
ein zweiter Sensor (oben und unten) und die Addition des Drehmomentes wiirde das
Problem beheben. Wird, wie im Kapitel 7.4.1 beschrieben, auf einen Lastrahmen
verzichtet, so ist auch die Drehnmomentmessung in der inneren Klemmung maoglich.

A.2.2 Fehler der Probenvermessung

Fur die Ermittlung von Spannungen ist die exakte Vermessung der lokalen Blechdicke
notwendig. Aus Gl. (2.36) geht hervor, dass Abweichungen der gemessenen Blechdicke
direkt proportional zur berechneten Spannung sind. Der Fehler der berechneten
Scherspannung &+ in Abhingigkeit der Abweichung bei der gemessenen Dicke At ist

Cr(trAr) ot
r(t)  t+At

St =1 (A.3)
Fur ebene Proben wird die Blechdicke als konstant angenommen und mittels einer
digitalen Bigelmessschraube mit der Genauigkeit von At=0,001 mm an drei
Positionen der Blechronde gemessen und eine gemittelte Blechdicke berechnet.
Bild A.1 zeigt den daraus resultierenden Messfehler in Abhé&ngigkeit der Blechdicke fur
At=0,01 mm und At=0,001 mm Genauigkeitsklasse der Bligelmessschraube. Je
geringer die zu messende Blechdicke, desto groRer ist der Fehler in der ermittelten
Scherspannung.

~

(o2}
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At =0,01 mm

4

Messfehler &, in %
N

3
At = 0,001 mm
2
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0
0 0,5 1 1,5 2 2,5 3
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Bild A.1: Fehler fiir die Berechnung der Scherspannung in Abhdangigkeit der
gemessenen Blechdicke und der Messgenauigkeit
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Gl. (A.3) ist auch flr die Probe mit Nut glltig. Die Blechdicke in der Nut wird ermittelt,
indem die Tiefe der Nut von der Oberflache des Bleches mit einem taktilen 3D-
Koordinatenmessgerdt der Firma Zeiss an acht Positionen am Umfang der Probe
vermessen wird. Die vermessene lokale Nuttiefe wird anschlieBend von der mittels
Bilgelmessschraube gemessenen Blechdicke abgezogen. Die Genauigkeit der
Koordinatenmessmaschine ist ca. 1um. Diese entspricht einer vergleichbaren
Genauigkeit der Bugelmessschraube, sodass der Einfluss von Messfehlern vergleichbar
ist. Eine direkte Messung der Blechdicke mittels Koordinatenmessmaschine ist
schwierig, da die Probe dazu beidseitig zugéanglich aufgespannt werden mdisste. Bei der
hohen erforderlichen Messgenauigkeit kdnnen bereits geringe Tastkrafte zu einer
Verkippung des frei aufrechtstehenden Bleches flihren, wodurch die Messung fehlerhaft
wird. Ein steifer Messaufbau ist zu bevorzugen.

A.2.3 Fehler durch Abweichungen der Position auf der Probe

Im ebenen Torsionsversuch wird die Scherspannung fiir jede Position r der Probe
analytisch aus dem Drehmoment M berechnet. Fiir die exakte Berechnung der Spannung
muss demnach auch die exakte Position des auszuwertenden Messpunktes auf der Probe
bekannt sein. Jede Abweichung der Position flhrt zu einem Fehler bei der berechneten
Spannung. Der maximale Fehler der Scherspannung &, in Abhangigkeit der
Abweichung der radialen Position Ar ist

£ =1—%- (A4)
Es folgt nach Vereinfachung:

‘. :1_(riA:2:t((r;iAr)_ AS5)
Fur konventionelle ebene Proben folgt

ff,r=i2.r.A2r+Ar2- (A6)

r

Eine radiale Abweichung der Positionierung Ar von 0,1 mm fuhrt bei dem
auszuwertenden Radius r von 15mm zu einer maximalen Abweichung fir die
berechnete Scherspannung &, von 1,34%.

A.2.4 Fehler der lokalen Dehnungsmessung mittels DIC

Die lokale Dehnungsmessung birgt im Kontext der Messabweichungen das groRte
Fehlerpotenzial. Das Ziel der Messung ist die exakte vom Radius abhéngige Ermittlung
des lokalen Scherwinkels. Dieser wird aus den Hauptforménderungen ermittelt.
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Messfehler

Die Genauigkeit der optischen Dehnungsmessung ist nicht exakt vorhersagbar, da viele
Einflusse darauf einwirken. Dies sind beispielsweise die Qualitat der Kalibrierung, die
Oberflachenbeschaffenheit und Beschichtung der Bleche, die Qualitat des Musters, das
Messvolumen, die Ausrichtung und Neigung der Kameras zum Messobjekt, die
Einstellungen der Auswertesoftware oder auch veranderte Umweltbedingungen, wie
z. B. Temperaturschwankungen und verénderte Lichtverhé&ltnisse.

Diskretisierungsfehler

Der Fehler durch die Lokalisierung der Dehnung aufgrund der Diskretisierung des
Messfeldes durch optische Facetten hat erheblichen Einfluss auf die gemessene
Dehnung. Dieser resultiert unter anderem aus den Eigenschaften des Werkstoffs sowie
der Probenform und wird im Kapitel 5 betrachtet.

Einfluss der Messabweichungen auf die berechnete Scherdehnung

Nachfolgend wird ergdnzend dargestellt, wie sich der Fehler im gemessenen
Scherwinkel (welcher aber nicht exakt quantifizierbar ist) auf den Fehler fir die
berechnete Scherdehnung auswirkt. Fur die Berechnung der Scherdehnung y wird nach
Gl. (2.40) (y = tan(s)) zunéchst der lokale Scherwinkel ermittelt und daraus analytisch
die Scherdehnung berechnet. Insbesondere fiir grolRe Scherdehnungen fuhrt bereits ein
kleiner Messfehler bei dem Scherwinkel zu einem grofRen Fehler bei der berechneten
Scherdehnung.

Der Fehler fir die Scherdehnung &, und der Fehler fir den Scherwinkel &, werden als

Ay . An
5}/:_’ n T T

/4 n

definiert. Durch Einsetzen von Gl. (A.7) in Gl. (2.41) resultiert der Fehler der
Scherdehnung &, in Abh&ngigkeit des gemessenen Scherwinkels &, zu

:_ tan(n.(lﬂfn))_l. (AB)
4 tan(77)

Bild A.2 zeigt den Fehler der ermittelten Scherdehnung &, flr drei unterschiedliche
Fehler des Scherwinkels &, Je grofRer der Scherwinkel, desto grofRer ist die

Fehlerfortpflanzung. Fur Scherwinkel unter 30° (y = 0,577) ist ein nahezu konstanter
Zusammenhang sichtbar. Der Fehler steigt anschlie3end Uberproportional an.

(A7)
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Bild A.2: Fehler fir die Berechnung der Scherdehnung in Abhéngigkeit des Fehlers
des gemessenen Scherwinkels

A.3 Einfluss des VVersuchsaufbaus

Die Versuchsanlage im ebenen Torsionsversuch wird bendtigt, um die Probe
konzentrisch zu klemmen und ein Drehmoment in die Probe zu leiten. Abweichungen
der Konzentrizitat oder der Ebenheit der Klemmungen beeinflussen die Ergebnisse des
Versuchs. Die nachfolgenden Einflisse sind hervorzuheben:

Asymmetrische Probe bzw. Klemmung

Sowohl von Seiten der Prifmaschine als auch von Seiten der Probe kann es zu
Abweichungen der Konzentrizitdt und tangentialen Symmetrie bei der Versuchs-
durchfihrung kommen. Insbesondere bei Einsatz von Proben mit Nut kann eine
Abweichung der Nutgeometrie zu asymmetrischen Spannungen und Dehnungen fuhren.
Der Einfluss von geometrischen Abweichungen bei der Nutfertigung oder von
exzentrischer Einleitung des Drehmomentes ist nicht Bestandteil dieser Arbeit.

Axialer Versatz der inneren und auBeren Klemmung

Durch einen axialen Versatz der inneren zu der &uReren Klemmung kdnnen Querkrafte
in die Probe geleitet werden, die den Prozess beeinflussen. Durch den Eindruck der
Oberflachenstruktur der inneren Klemmung in den Grundwerkstoff des Bleches und
durch veranderliche Klemmbedingungen wahrend des Versuchs, insbesondere bei sehr
hohen Dehnungen, ist die exakte Ausrichtung nicht trivial. Der Einfluss eines axialen
Versatzes und die Ermittlung zulé&ssiger Grenzwerte ist nicht Bestandteil dieser Arbeit.
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Prozessgrenzen wie Durchrutschen oder Faltenbildung

Die Prozessgrenzen Durchrutschen oder Faltenbildung limitieren lediglich die
Versuchsdurchfiihrung, fiihren aber vor Erreichen der Grenze nicht zu Fehlern in den
Versuchsergebnissen.

A4 Fazit

Eine Vielzahl von Einflussen wirken auf die Charakterisierung von Werkstoffen im
ebenen Torsionsversuch. Einige konnen zu groRer Abweichung der Ergebnisse fuhren,
andere sind wiederum vernachlassigbar. Die nachfolgende Zusammenfassung
relevanter und nicht relevanter Fehlerquellen folgt aus der Analyse dieses Kapitels:

Folgende Fehlerquellen miissen dringend beachtet werden:

e Der Messfehler durch die Dehnungslokalisierung in Scherversuchen: Abweichungen
der gemessenen Dehnung tber 20% sind moglich.

e Die Charakterisierung der Bruchdehnung wird maRgeblich vom Fertigungsverfahren
der Nut beeinflusst. Je nach Verfahren und Fertigungsqualitat wurden 50-100%
Abweichung des Bruchbeginns beobachtet.

e Die korrekte Zuordnung der radialen Position des Messpunktes auf der Probe muss
gewahrleistet werden, um Fehler bei der Spannungsberechnung zu vermeiden.

Folgende Einflisse sind dagegen vernachléssigbar:

¢ Radiale und tangentiale Spannungen und Dehnungen.
e Uberlagerter Druck durch die innere Klemmung.

Weiterhin ist zu beachten, dass die Genauigkeit der eingesetzten Messsysteme fir das
Drehmoment und die lokale Blechdicke den zu messenden absoluten Grélien
angemessen sein muss. Je nach Blechdicke und Klemmdurchmesser resultiert eine
andere Anforderung an die Messsysteme.

Die folgenden Fehlerquellen wurden zwar identifiziert, aber nicht analysiert und sind
Bestandteil zukiinftiger Untersuchungen:

1. Den Einfluss der ebenen Anisotropie
2. Der Einfluss von Form- und Lagefehlern bei der Fertigung von Nutproben
3. Die Anderung der lokalen Blechdicke in der Nut
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