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Geleitwort des Herausgebers i

Geleitwort des Herausgebers

Die langjahrige Buchreihe ,,Beitrige zur Umformtechnik" enthilt Forschungsberichte und abge-
schlossene Dissertationen, die am Institut flir Umformtechnik (IFU) der Universitat Stuttgart aus
einer mehrjahrigen wissenschaftlichen Arbeit zu einem Forschungsthema aus der Umformtech-
nik entstanden sind. Auch sind in dieser Buchreihe Abschlussberichte von Forschungsarbeiten zu
aktuellen Fragestellungen der Umformtechnik enthalten.

Umformen ist die gezielte Anderung der Form, der Oberflache und der Eigenschaften eines me-
tallischen Korpers unter Beibehaltung von Masse und Stoffzusammenbhalt.

Diese Definition fur das Umformen von metallischen Korpern in Anlehnung an DIN 8580 be-
schreibt nicht nur die gezielte Anderung der Form, sondern auch die der Oberflache und der
Eigenschaften des Produktes durch den Umformvorgang. Die Technik des Umformens befasst
sich daher nicht nur mit Arbeiten zur Erlangung eines vertieften Prozessverstandnisses und der
Auslegung von Betriebsmitteln, sondern auch mit Methoden fir eine zuverlassige Vorausbe-
stimmbarkeit der finalen Produkteigenschaften. Dabei kommt der mathematischen Beschreibung
des Umformvorganges und der Modellierung grundlegender physikalischer Phanomene wie z.B.
der verfahrensspezifischen Tribologie und dem Werkstoffverhalten eine besondere Bedeutung
bzgl. der Giite von numerischen Simulationsrechnungen mit der Methode der Finiten Elemente
(FEM) zu.

Oftmals geht dabei die intuitive, auf aktuellen Grundlagenerkenntnissen basierende Forschung in
der Umformtechnik mit einer experimentellen bzw. empirisch basierten Herangehensweise an
neue Fragestellungen einher. Die dabei erzielten Forschungsergebnisse dienen dem allgemeinen
Wissenserwerb und dem Grundlagenverstandnis von werkstofflichen und verfahrensspezifischen
Ph&nomenen und Zusammenhangen. Solche Arbeiten sind somit nicht nur fur Wissenschaftler,
sondern auch fur die in der Praxis stehenden Ingenieure von grundsétzlicher Bedeutung.

Kurze Entwicklungszeiten fir neue Produkte der Umformtechnik einerseits und verdnderte
Wertschopfungsketten, die Dynamik von Mérkten, neue Technologien sowie verédnderte Randbe-
dingungen andererseits erfordern in den Unternehmen heute eine Intensivierung von spezifischer
Forschung. Auch gewinnt das schnelle Lernen im Umfeld von Produktionstechnologien in den
sich volatil verdndernden, oftmals globalen Wertschopfungsketten immer mehr an Bedeutung.
Moderne Forschungsstellen stehen daher im engen Dialog mit solchen Unternehmen und sind in
beide Prozesse eingebunden: zum einen in die Grundlagenforschung mit Blick auf Werkstoffe,
Verfahren und Maschinen der Umformtechnik und zum anderen in vorwettbewerbliche bzw.
anwendungsorientierte integrierte Losungen Uber neue Prozessketten hinweg.

Motivation fur die Herausgabe dieser Berichte ist die Publikation solcher grundlagenorientierten
und auch praxisorientierten Forschungs- und Entwicklungsarbeiten, die an meinem Institut ent-
stehen. Ein weiteres Ziel der Buchreihe ist das Bereitstellen eines aktuellen Wissens- und Kennt-
nisstandes fiir weiterfuhrende wissenschaftliche Arbeiten auf internationalem Niveau.

Mathias Liewald
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Kurzfassung

Um die stetig steigenden gesetzlichen Anforderungen an die Schadstoffemmission von Kraft-
fahrzeugen einhalten zu kénnen, stellt die Verbesserung der Crashberechnungen ein stetiges For-
schungsgebiet dar. Da in der Crashsimulation hdufig dehnungsbasierte Versagensmodelle zum
Einsatz kommen, werden Verfestigungsmodelle erforderlich, die auch lokale Dehnungen vor
Bruch in einem weiten Dehnratenbereich unter komplexen Belastungszustéanden realistisch wie-
dergeben konnen. Dehnratenbedingte Verfestigungseffekte sind bereits hinreichend untersucht,
das Verfestigungsverhalten hochfester Stahlblechwerkstoffe zeigt jedoch bei mittleren bis hohen
Dehnraten in den hochverformten Zonen auch eine thermische Entfestigung [1, 2]. Ursache dafir
ist adiabatische Erwdarmung, da die in Warme umgesetzte Verformungsenergie in den kurzen Be-
lastungszeiten nicht vollstandig abgefiihrt werden kann. Da in der Crashsimulation blicherweise
auf kostenintensive thermomechanisch gekoppelte Rechnungen verzichtet wird, missen neben
der Entstehung der Wéarmemenge auch die Wérmeleitungsmechanismen und die vorherrschen-

den Temperaturen in den stark verformten Zonen aus mechanischen Grofen abgeschéatzt werden.

Im Rahmen dieser Arbeit sollte aufgezeigt werden, dass fur im Karosseriebau h&ufig eingesetzte
hochfeste Stahlblechwerkstoffe neben der Dehnrate insbesondere der Belastungszustand einen
deutlichen Einfluss auf die adiabatische Erwarmung und den Warmetransport crashbelasteter
Komponenten ausiibt. Anhand von experimentellen und numerischen Untersuchungen mit ein-
bis mehrachsigen Zug- und Scherversuchen fiir Dehnraten von 0,001 s bis 100 s* erfolgten de-
taillierte Betrachtungen der entstehenden Warmemenge und der Wéarmetransportmechanismen in
den hochverformten Zonen. Als wesentliches Ergebnis zeigte sich, dass der Ubergangsbereich
zwischen isothermem und adiabatischem Verhalten mit zunehmendem Verfestigungsvermagen
des Werkstoffs zu hoheren Dehnraten verschoben ist und insbesondere fiir Scherbelastung bei
hoheren Dehnraten liegt, verglichen mit Zugbelastung. Auf Basis dieser grundlegenden Er-
kenntnisse erfolgte eine Erweiterung eines Materialmodells mit einer dehnratenabhéangigen iso-
therm-adiabatischen Ubergangsfunktion fiir die Beriicksichtigung des Warmetransports um die
zusétzliche Abhéngigkeit vom Spannungszustand als Adiabatic-Tension-Shear-Modell (ATS-
Modell). Mit diesem Modell kann die lokale Temperatur aus der in Wé&rme umgesetzten Verfor-
mungsarbeit und einer den Wé&rmetransport berticksichtigenden Skalierung des Taylor-Quinney-

Koeffizienten in Abhdngigkeit von der Dehnrate und dem Spannungszustand berechnet werden.

Fur einen Dualphasenstahl DP1000 und einen mikrolegierten Stahl HX340LAD wurde das ATS-
Modell zusammen mit einem gangigen thermo-viskoplastischen Verfestigungsmodell kalibriert
und flr Crashversuche an gestauchten Hohlprofilen und Versuche an Blechproben mit gemisch-

ter Zug-Scherbelastung angewendet. Das Verfestigungsverhalten dieser Blechwerkstoffe konnte
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durch isotherme Rechnungen fiir Dehnraten bis ca. 0,01 s und durch vollstindig adiabatische
Rechnungen fiir Dehnraten von etwa 50 s und dariiber unabhangig vom Spannungszustand aus-
reichend gut wiedergegeben werden. Im Ubergangsdehnratenbereich zwischen ca. 0,01 s und
50 s ist die adiabatische Erwarmung aufgrund des auftretenden Wérmetransportes in Abhén-
gigkeit von den Werkstoffeigenschaften und des Spannungszustandes (Zugbelastung oder Scher-
belastung) zu berticksichtigen, siehe Bild 1. Bei signifikanten Scheranteilen verbessert in diesem
Dehnratenbereich die Verwendung des ATS-Modells die Prognose des Verformungsverhaltens
insbesondere fiir den mikrolegierten Stahl. Flr den Dualphasenstahl kann die isotherme Rech-

nung das mechanische Werkstoffverhalten jedoch noch ausreichend gut wiedergeben.

isotherm isotherm-adiabatischer Ubergang adiabatisch
——>< D |
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Bild 1: Beriicksichtigung adiabatischer Erwarmungseffekte in der Modellierung des Verfesti-

gungsverhaltens hochfester Stahlblechwerkstoffe unter crashartigen mehrachsigen Be-
lastungen, Stand der Technik und Einordnung des entwickelten ATS-Modells

Fur den mikrolegierten Stahl fuhrt eine geringere Festigkeit im Vergleich zu dem hochfesten
Dualphasenstahl zu einer prozentual hoheren thermischen Entfestigung. Zusatzlich fuhrt das
groRere Verfestigungsvermdgen dieser Werkstoffklasse dazu, dass die Lokalisierungen von Deh-
nungen und Temperaturen mit geringeren Dehnraten und damit mit erhéhtem Warmetransport
erfolgen. Diese gekoppelten Einfllisse auf das Verfestigungsverhalten unter komplexen Crashbe-
lastungen fiihren zu einer erhohten Sensitivitat des mikrolegierten Stahls bezlglich adiabatischer
Erwdrmung, die in der Modellierung des Verfestigungsverhaltens speziell bei dieser Werkstoff-

klasse eine prazise Abbildung verlangt.



Xii Kurzfassung

Mithilfe der in dieser Arbeit durchgefihrten Arbeiten wurde ein wissenschaftlicher Beitrag zur
Modellierung des Verfestigungsverhaltens hochfester Stahlblechwerkstoffe in einem weiten
Dehnratenbereich unter komplexen Spannungszustanden geleistet. Das erweiterte Modell steht
zukunftig fur die Crashsimulation zur Verfligung und bietet das Potenzial, flr eine durchgehende
Modellierung der Prozesskette Umformen-Crash auch in der Umformsimulation verwendet zu

werden.
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Abstract

In order to satisfy continuously increasing regulations on passenger car bodies, further improve-
ment of crash performance still proves to be one of the major technological challenges of modern
automotive engineering. Facing this goal it becomes crucial to represent the material behavior
under high strain rates and different complex loading situations realistically in modelling. The
extended use of strainbased failure models in crash simulations requires an accurate prediction of
local strains until fracture by the used plasticity models. Strain rate hardening has been re-
searched and considered extensively in material models in the past. An additional important
effect on the material behavior under crash loads is caused by adiabatic heating in localized
zones and subsequently thermal softening. Concerning computing time and accuracy in crash si-
mulations adiabatic heating should be considered in efficient material models instead of using
expensive thermomechanical coupling Finite Element simulations. Therefore material models
are required being capable to represent thermal softening under multiaxial stress states realisti-
cally for the whole strain rate range from isothermal up to adiabatic conditions.

Within the scope of this work the main influence parameters on adiabatic heating of advanced
high strength steel sheets (AHSS) are investigated experimentally and numerically with a special
focus on multiaxial stress states. Detailed analysis of the generated heat and the heat transport
mechanisms in the highly deformed zones were performed based on tensile and shear tests in a
strain rate range of about 0.001 s up to 100 s™. Under nearly adiabatic conditions temperature
rise depends on the amount of locally dissipated plastic deformation energy converted into heat.
However, the isothermal-adiabatic transition region under shear loading is transferred to higher
strain rates compared to tensile loading. This main result is due to an extreme localization of
strains for shear zones compared to necking zones at comparable strain rates. Due to this fact
larger temperature gradients occur in the shear zone which of course show a significant impact
on heat transfer mechanisms. Furthermore, with increasing strain hardening, the isothermal-adia-
batic transition region is also shifted to higher strain rates due to a slowdown of the strain and

temperature localization process.

Based on these results a new analytical approach for considering precisely the temperature in-
crease in the isothermal-adiabatic transition region with special focus on complex loading situ-
ations was developed in this work. Thereby heat flux is calculated solely based on mechanical
values by a new material dependent function which scales the Taylor-Quinney coefficient depen-
dent on strain rate and additionally on stress state with focus on tension and shear loading. This
new approach, proposed as “Adiabatic Tension Shear model” (ATS-model), is combined with a

commonly used plasticity model and calibrated for the sheet metal alloys DP1000 and
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HX340LAD. Component compression tests with strain rates beyond 50 s in the highly de-
formed regions and dynamic mixed tension-shear specimen tests in a medium strain rate range of
about 1 s served to apply the ATS-model. The prediction of the deformation behavior and the
energy absorption under high strain rate compression loading could be improved by considering
adiabatic heating compared to commonly used material models with isothermal flow curves.
However, in the transition region between strain rates of 0.01 s up to about 50 s adiabatic hea-
ting should be considered depending on the material properties and the stress state. Under notice-
able shear loading the prediction of the deformation behavior of the microalloyed steel sheet was
improved significantly by using the ATS-model. For the dual-phase steel however, the isother-
mal simulation could represent the material behavior as well, see figure 2. Therefore, with de-
creasing strength of the material thermal softening is increasing and shows a more pronounced
impact on the deformation behavior. Additionally, the higher hardening exponent of the microal-
loyed steel compared to the dual-phase steel leads to a decrease of strain rates in the localized
zones and therefore propagates the heat transfer. These coupled influences on the deformation
behavior under complex crash loading conditions lead to a greater sensitivity of the microalloyed
steel to adiabatic heating, particularly in the isothermal-adiabatic transition region. Especially for
this material class a precise calculation of the thermal softening dependent on strain rate and

stress state seems crucial for using strainbased failure models in crash simulation.
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Figure 2: Consideration of adiabatic effects in modeling the deformation behavior of high
strength steel sheets under multiaxial crash loads, state of the art and new developed
ATS-model
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1 Einleitung

Leichtbaukonzepte spielen im Automobilbau eine grol3e Rolle, um die stetig steigenden gesetzli-
chen Anforderungen an die Schadstoffemmission von Kraftfahrzeugen einhalten zu kénnen. Die
Karosserie stellt dabei mit mehr als einem Drittel des Fahrzeuggesamtgewichts einen bedeuten-
den Faktor dar [3, 4]. Daher wird bis heute ein groRer Forschungsaufwand fur die Werkstoffent-
wicklung und geeignete Werkstoffauswahl fiir die Einzelkomponenten der Karosserie und der
Tragstrukturen betrieben. Fur den Leichtbau werden zukinftig neue Blechwerkstoffe gefordert,
die eine gute Umformbarkeit aufweisen, um auch komplexe Geometrien zu ermdglichen. Gleich-
zeitig sollen diese Werkstoffe ein hohes Energieabsorptionspotenzial zeigen, um im Crashlastfall
einen moglichst hohen Insassenschutz zu ermdéglichen. Fur stark belastete Bauteile, wie festig-
keitsrelevante Tragerstrukturen und Crashabsorber aus Blech, werden weiterhin in groRem Um-
fang hochfeste Stahlblechwerkstoffe (AHSS — Advanced High Strength Steels) aufgrund ihrer
hohen Festigkeit und Duktilitat den leichteren, modernen Aluminiumlegierungen und Faserver-
bundwerkstoffen vorgezogen oder zumindest in Form von Mischbauweisen eingesetzt [5, 6].

Fur eine gewichtsoptimierte und gleichzeitig crashsichere Komponentenauslegung mussen die
Werkstoffeigenschaften sowohl fiir den Umformvorgang als auch fir den Crashlastfall zuverlas-
sig in den verwendeten Simulationsmodellen abgebildet werden kdnnen. Im Vorfeld jeglicher
Modellierung, sowohl in der Umform- als auch in der Crashsimulation, werden daher die we-
sentlichen EinflussgroRen auf das Verfestigungs- und Versagensverhalten fir die relevanten
Spannungszustédnde und Dehnratenbereiche aus experimentellen Daten ermittelt. In klassischen
Umformprozessen treten in den Zonen mit hohen Verformungen Dehnraten in GréRenordnungen
von etwa 0,001 s bis 10 s auf. Unter Crashbelastung kénnen in den hochverformten Zonen
weit hohere Dehnraten bis zu einer GroRenordnung von 100 s bis 1000 s auftreten [7]. Dabei
stellen sich Spannungszustande von ein- und mehrachsiger Zug- und Druckbelastung sowie
Scherung ein. Eine realitdtsnahe Beschreibung des Verfestigungsverhaltens unter Berlcksichti-
gung der Einflisse von Dehnrate und Spannungszustand stellt heute die Basis von jeder Versa-
gensmodellierung dar, sei es fur Umformprozesse oder fir Crashlastfélle. In der Modellierung
des mechanischen Werkstoffverhaltens wird zwischen dem Verfestigungsverhalten des Werk-
stoffs und dem duktilen Versagensverhalten durch Werkstoffschadigung als Folge der plasti-
schen Verformung unterschieden. Beide Vorgange werden zunéchst separat in Verfestigungs-
und Versagensmodellen beschrieben [8]. In neueren komplexen Versagensmodellen kann die
Schédigung auch mit dem Verfestigungsverhalten gekoppelt werden [9]. Da die in der Automo-

bilindustrie vor allem in der Crashsimulation verwendeten Versagensmodelle in groBem Umfang
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eine Abhéngigkeit von der plastischen Dehnung beinhalten, sollten die eingesetzten Verfesti-

gungsmodelle eine mdglichst genaue Berechnung der lokalen Dehnungen ermdoglichen.

Untersuchungen zum Einfluss der Dehnrate auf das Verfestigungsverhalten hochfester Stahl-
blechwerkstoffe wurden fir einachsige Zugbelastung bereits vermehrt durchgefiihrt [10, 1, 11,
12, 13, 14, 15, 16]. Typischerweise treten in den Spannungs-Dehnungs-Kurven dieser Werk-
stoffklasse zwei gegenlaufige, sich Uberlagernde Dehnrateneffekte auf, siehe Bild 3. Unter hohen
Belastungsgeschwindigkeiten kommt es zu Beginn der plastischen Verformung in der Regel zu
dehnratenbedingten Verfestigungseffekten. Mit zunehmender Verformung kommt es unter hohen
Belastungsgeschwindigkeiten schlieRlich zu einer thermischen Entfestigung. Ursache dafur ist
die durch den Verformungsprozess entstehende Warme, die in den kurzen Belastungszeiten nicht
schnell genug durch Wérmetransport, der bei Metallen iberwiegend durch Warmeleitung efolgt,
in das Probenvolumen abgefuhrt werden kann. Je nach Festigkeit und Duktilitat des Blechwerk-
stoffs konnen die adiabatischen Temperaturerh6hungen in der GréRenordnung von 100 — 200 K
liegen [17, 18, 2].
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Bild 3: Typischer Einfluss der Dehnrate auf die Kurvenverldufe der wahren Spannungen und
Dehnungen bei hoch- bis hdchstfesten Stahlblechwerkstoffen

Diese gegenléufigen Dehnrateneinfliisse auf das Verfestigungsverhalten missen in der Modellie-
rung zuverlassig abgebildet werden, um auch die lokalen Dehnungen dehnratenabhéngig realis-
tisch zu berechnen. Insbesondere in der Crashsimulation werden aktuell thermomechanisch ge-
koppelte Rechnungen vermieden, um den Rechenaufwand flr ein ganzes Fahrzeug moglichst ge-
ring zu halten [9, 19, 20]. Daher sollte die thermische Entfestigung von den eingesetzten, meist
phanomenologischen Verfestigungsmodellen, die in der heutigen Simulationspraxis zum Einsatz
kommen, wie etwa elastoplastische Verfestigungsmodelle mit tabellarischen FlieBkurven, hinrei-
chend genau beschrieben werden. Diese Modelle erlauben lediglich eine eingeschrankte Entfesti-
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gung bei hoheren Dehnraten. Insbesondere fiir Blechwerkstoffe mit groRer thermischer Entfesti-
gung konnen diese Modelle das Verfestigungsverhalten in einem weiten Dehnratenbereich nur in
grober N&herung abbilden. Hier sind Modelle gefragt, die Dehnraten- und Temperatureffekte auf
die FlieRspannung beriicksichtigen und fir einen weiten Dehnraten- und Temperaturbereich ein-
setzbar sind, wie z.B. Varianten des haufig verwendeten isotropen Johnson-Cook-Maodells [21,
22]. Bei Vermeidung einer thermomechanisch gekoppelten Rechnung kann die lokale Tempera-
tur auch aus den mechanischen GroRen unter Annahme einer dehnratenabhangigen Gewich-
tungsfunktion zwischen isothermem und adiabatischem Verhalten néherungsweise berechnet
werden [23, 24, 17, 8]. Es hat sich jedoch gezeigt, dass bei der Verwendung einer isotropen
FlieRfunktion mit einem Verfestigungsmodell auf Basis von Johnson-Cook und einer dehnraten-
abhéangigen Gewichtungsfunktion unter dynamischer Scherbelastung zu hohe Temperaturen und
damit eine zu grofRe Entfestigung berechnet wurden [8]. Dieser Effekt taucht insbesondere im
Dehnratenbereich zwischen 0,01 s und 10 s auf, in dem thermische Zustande im Ubergangs-
bereich zwischen Uberwiegend isotherm und adiabatisch vorliegen [8]. In der Crashsimulation
von Komponenten aus Blech, die auch Bereiche mit scherdominierten Belastungen bei héheren
Dehnraten erfahren, kann dies zu einem zu gering prognostizierten Verfestigungsverhalten flh-
ren [25, 26]. Daher ist eine verbesserte Berlcksichtigung der adiabatischen Erwarmung insbe-
sondere im isotherm-adiabatischen Ubergangsbereich in der Modellierung des Verfestigungsver-
haltens unter multiaxialen Spannungszustéanden erforderlich, vor allem beim Auftreten signifi-
kanter Scherbelastungszustande. Dies kdnnte durch die Erweiterung einer dehnratenabhéngigen

Gewichtungsfunktion durch eine zusatzliche Abhangigkeit vom Spannungszustand erfolgen.

Die vorliegende Arbeit leistet einen Beitrag zur Uberpriifung dieser Hypothese am Beispiel ver-
schiedener hochfester Stahlblechwerkstoffe, die bei Raumtemperatur bei komplexen crashartigen
Spannungszustanden belastet werden. Dazu werden zundchst umfangreiche experimentelle Un-
tersuchungen flr verschiedene Spannungszustande von Scherbelastung bis zu ein- und mehrach-
siger Zugbelastung in einem Dehnratenbereich von quasistatisch bis zu einer GréRenordnung
von 100 s durchgefiihrt. In den hochverformten Zonen der Probe oder des Werkstiicks treten lo-
kal hohere Dehnungen auf als im umliegenden Material, was im Allgemeinen als Lokalisierung
bezeichnet wird. Die dadurch entstehenden Dehnraten- und Temperaturgradienten wirken sich
auf die lokale Temperaturerhohung und damit auf den Warmetransport in das umliegende Mate-
rialvolumen aus. Auf Basis von Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen sowie Dehnungs- und
Dehnratenfeldmessungen wird in Kapitel 5 die adiabatische Temperaturerhéhung und das Loka-
lisierungsverhalten in den hochverformten Zonen quantifiziert und im Hinblick auf die wesentli-
chen Einflussfaktoren analysiert. Die Ergebnisse zeigen fir Karosserieblechwerkstoffe wie z.B.
Dualphasen-, Komplexphasen- und mikrolegierte Stahle, dass das Lokalisierungsverhalten vom
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Verfestigungsvermdgen und vom Spannungszustand beeinflusst wird. Diese Einfllsse sind di-
rekt Gbertragbar auf die adiabatische Erwarmung in der hochverformten Zone. Insbesondere un-
ter Scherbelastung bilden sich Scherbénder aus, die zu einer deutlich hoheren Lokalisierung fuh-
ren, als dies in Einschnlirzonen unter Zugbelastung bei vergleichbarer lokaler Dehnrate der Fall

ist. Dadurch ergibt sich aus den Scherbandern ein erhohter Warmeabfluss in die Umgebung.

Auf Basis dieser experimentellen Ergebnisse wird in dieser Arbeit eine bereits in der Simula-
tionssoftware LS-DYNA implementierte dehnratenabhangige Gewichtungsfunktion um den Pa-
rameter des Spannungszustands erweitert und mit einem Verfestigungsmodell auf Basis eines
verallgemeinerten Johnson-Cook-Ansatzes gekoppelt. Durch eine realistischere Ermittlung der
adiabatischen Temperaturerh6hung soll damit eine verbesserte Berechnung der Spannungen und
der lokal auftretenden Dehnungen bei komplexen dynamischen Belastungen erreicht werden. Die
Simulationen von Komponentenstauchversuchen unter crashartiger Belastung in dieser Arbeit
zeigen, dass mit Bertcksichtigung der thermischen Entfestigung die experimentell ermittelte ab-
sorbierte Energie mit einer hohen Genauigkeit berechnet werden kann. Bei Auftreten einer sig-
nifikanten Scherbelastung sollte der Einfluss des Spannungszustands auf die thermische Entfes-

tigung im isotherm-adiabatischen Ubergangsbereich beriicksichtigt werden [26, 8].

Somit soll die vorliegende Arbeit einen wissenschaftlichen Beitrag zu den relevanten Einfluss-
faktoren auf die adiabatische Erwdrmung von hochfesten Stahlblechwerkstoffen unter komple-
xen Belastungen im mittleren bis hohen Dehnratenbereich leisten. Insbesondere erweitern die Er-
gebnisse zum Einfluss des Verfestigungsvermdgens und des Spannungszustands auf den Warme-
transport den bisherigen Stand der Technik. Mit Hilfe dieser grundlegenden Erkenntnisse kann
das Verfestigungsverhalten im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch zukiinftig
lediglich aus mechanischen GroRen unter Verwendung isothermer Verfestigungskurven ohne
thermomechanische Kopplung effektiv modelliert werden. Die adiabatische Erwdrmung wird
dabei werkstoffspezifisch in Abhdngigkeit von der Dehnrate und dem Spannungszustand ausrei-
chend realistisch abgebildet, was sich direkt auf die prognostizierte thermische Entfestigung und
die lokal berechneten Dehnungen auswirkt. Eine genaue Abbildung dieser Grof3en ist wichtig so-
wohl fir die Verwendung dehnungsbasierter Versagensmodelle in der Crashsimulation als auch
fur die Berechnung der absorbierten Energie unter Crashbelastungen. Das in dieser Arbeit er-
weiterte Modell steht fur den Einsatz in der Crashsimulation in LS-DYNA ab Version 12 zur
Verfligung und bietet das Potenzial, in Zukunft auch in der Umformsimulation erprobt und ver-
wendet zu werden. Inshesondere die immer h&ufiger angestrebte numerische Abbildung einer
durchgehenden Prozesskette vom Umformen bis zum Crash profitiert durch eine einheitliche

Modellierung des Verfestigungsverhaltens.
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2 Stand der Technik

Grundlegendes werkstoffkundliches Wissen Uber den Kristallaufbau hochfester Stahlblechwerk-
stoffe wird in dieser Arbeit vorausgesetzt und ist in einschldgiger Literatur nachzulesen [27, 28].
Zunachst werden die Einflussfaktoren auf das Verfestigungsverhalten bei der plastischen Verfor-
mung diskutiert, die bei mehrachsigen Belastungen in einem weiten Dehnratenbereich zu be-
ricksichtigen sind. Besonderer Fokus wird dabei auf den Einfluss der adiabatischen Erwérmung
auf das Verfestigungsverhalten bei mittleren und héheren Belastungsgeschwindigkeiten und un-
terschiedlichen Spannungszustanden gelegt. AnschlieBend wird eine Ubersicht tiber den derzeiti-
gen Stand der Technik in der Charakterisierung von Stahlblechwerkstoffen unter hohen Dehnra-
ten und mehrachsigen Spannungszustédnden gegeben. Den Abschluss dieses Kapitels bildet eine
Darstellung der Bertlicksichtigung von Dehnraten- und Temperatureffekten in der Modellierung
des Verfestigungsverhaltens hochfester Stahlblechwerkstoffe. Dazu wird mit einer analytischen
Beschreibung des isotherm-adiabatischen Ubergangs in Abhingigkeit von der Dehnrate eine
Alternative zu thermomechanisch gekoppelten Rechnungen vorgestellt.

2.1 Verfestigungsverhalten hochfester Stahlblechwerkstoffe

Die plastische Verformung eines Werkstoffs basiert auf seinem Verfestigungsvermégen und
bleibt nach Wegnahme der Belastung erhalten. In diesem Kapitel werden die wichtigsten Kenn-
werte zur Charakterisierung des Verfestigungsverhaltens und die wesentlichen Einflussfaktoren
auf das Verfestigungverhalten hochfester Stahlblechwerkstoffe aufgezeigt. Neben der Kristall-
und Geflgestruktur und dem Spannungszustand sind dies vor allem die Dehnrate und die Tem-
peratur, denen jeweils ein separates Unterkapitel zugeordnet ist. Die Einflussfaktoren Dehnrate
und Temperatur sind insbesondere bei hoheren Belastungsgeschwindigkeiten relevant und kon-

nen durch kristallplastische VVorgange erklart werden.
2.1.1 Kennwerte fur das Verfestigungsverhalten

Bei metallischen Werkstoffen beruht die plastische Verformung bei Raumtemperatur (RT) Uber-
wiegend auf der Bewegung und Erzeugung von Versetzungen im Kristallgitter sowie auf der
Wechselwirkung von Versetzungen mit Hindernissen [27, 28, 15]. Als Versetzung werden Sto-
rungen im Kristallgitteraufbau bezeichnet, die sich langs einer Linie fortsetzen konnen und damit
eine makroskopische Verformung hervorrufen. Die fur die plastische Verformung notwendige
Bewegung einer Versetzung fuhrt zu einem Abgleiten von Atomschichten langs bestimmter kris-
tallografischer Ebenen und Richtungen und wird auch als Versetzungsgleiten bezeichnet. Fir die
Aktivierung einer Versetzungsbewegung ist eine in der Gleitebene wirkende Schubspannung
notwendig, die die Gitterreibung tberwindet. Wird die Versetzungsbewegung behindert, wird

plastische Verformung erschwert und es wird eine hohere Schubspannung bendtigt, um Verset-
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zungen weiterzubewegen. Der Begriff der Verfestigung beruht auf diesem Effekt, der in jedem
realen Kristallgitter auftritt. Beispiele fur Hindernisse sind Korngrenzen, geldste Fremdatome
oder Ausscheidungen. Ohne die zuséatzliche Berucksichtigung von Dehnraten- und Temperatur-
effekten wird das Verfestigungsverhalten daher mal3geblich beeinflusst durch die vorliegende
Mikrostruktur und den Anteil an plastischer Verformung [27, 28, 15]. Fur Stahlblechwerkstoffe
liegen umfangreiche Untersuchungen zum Verfestigungsverhalten bei Raumtemperatur (RT) und
unter quasistatischer Belastung ohne den Einfluss der Dehnrate und der Temperatur vor und sind

in einschldgiger Literatur nachzulesen, z.B. [15, 10, 29].

Die Beschreibung des Verfestigungsverhaltens von Blechwerkstoffen erfolgt tGblicherweise ana-
Iytisch durch Verfestigungskurven mit einer Abhéangigkeit der FlieBspannung ks von der plasti-
schen Dehnung ep. Dieser Zusammenhang gibt Auskunft tber das Verfestigungsverhalten bei
Raumtemperatur (RT) und unter quasistatischer Belastung. Basis flr die Ermittlung von Verfes-
tigungskurven sind daher Experimente bei RT unter quasistatischer, einachsiger Belastung. Ubli-
cherweise werden dazu einachsige Zugversuche nach DIN EN ISO 6892-1 [30] verwendet. Fur
eine analytische Beschreibung des Zusammenhangs zwischen der FlieSspannung und der plasti-
schen Dehnung konnen die experimentell ermittelten Ergebnisse bis zur GleichmaRdehnung ver-
wendet werden. Ab Einschnurbeginn stellt sich im einachsigen Zugversuch ein mehrachsiger
Spannungszustand in der hochverformten Zone ein, sodass fir die mathematische Beschreibung
der Verfestigungskurve eine Extrapolation zu héheren Dehnungen erforderlich ist. Eine Uber-
sicht der bekanntesten analytischen Extrapolationsansétze, die sich mal3geblich in der Steigung

nach Kraftmaximum unterscheiden, ist in Tabelle 1 gegeben.

Tabelle 1: Analytische Extrapolationsansatze fiir Verfestigungskurven: Die Parameter C, n, oo,
b werden durch Annaherung der jeweiligen Extrapolationsgleichungen an die experi-
mentellen Daten ermittelt

Extrapolation nach Extrapolationsgleichung

Hollomon [31] ke(ep) = Cy gp™
Ludwik [32] kf(gpl) = oo+ Cpep™
Voce [33] ke(ep1) = 00+ Cy (1 — e Pvepn)
Swift [34] ke(ep) = Cs(op + €p)
Hockett-Sherby [35] kf(gpl) = 6y — (6 — Cypg)eCzHsept HS

Von den aufgefuhrten Modellen zeigt der Voce-Ansatz die geringste Steigung nach Kraftmaxi-
mum und fhrt mit zunehmender Dehnung zu einer Sattigungsspannung. Dieser Ansatz setzt vo-
raus, dass sich der Werkstoff nicht beliebig verfestigen kann. Damit ist er fir St&hle geeignet, die
nach dem Kraftmaximum der Probe eine grof3e Duktilitat aufweisen, wie dies z.B. bei Komplex-
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phasenstéhlen der Fall ist. Der Ludwik-Ansatz zeigt von den in Tabelle 1 aufgefiihrten Modellen
die groRte Steigung nach Kraftmaximum und ist daher fir Stdhle mit groRer Verfestigung nach
Einschniirbeginn geeignet, wie dies eher bei Stdhlen mit kfz-Gitterstruktur der Fall ist. Weitere
komplexere und kombinierte Modelle, wie z.B. eine Kombination aus dem Voce- und dem
Swift-Modell oder mehrgliedrige Voce-Ansétze, sowie Beispielanwendungen der verschiedenen
Modelle sind ausfihrlich in vergangenen Arbeiten aufgefuhrt [1, 8, 36]. In kommerziellen FE-
Codes werden die Verfestigungskurven entweder als analytische Funktion mit Angabe der Para-
meter direkt in die FE-Codes eingegeben, oder es werden tabellarische Verfestigungskurven ver-

wendet, die meistens durch eine analytische Funktion zuvor ermittelt wurden.

Als Werkstoffkennwert fur die Quantifizierung des Verfestigungsverhaltens wird haufig der Ver-
festigungsexponent n angegeben, der nach DIN ISO 10275 [37] ermittelt werden kann. Dazu
werden die experimentell ermittelten Werte fur die FlieBspannung in Abhdngigkeit von der plas-
tischen Dehnung mit dem bekannt einfachsten analytischen Ansatz nach der Hollomon-Glei-
chung [31] in Tabelle 1 fir einen Kurvenabschnitt zwischen FlieBbeginn und GleichmalRdehnung
approximiert. Der sich daraus ergebende Exponent wird als Verfestigungsexponent n bezeichnet
und stellt einen Werkstoffkennwert dar. Der n-Wert wird h&aufig als Mittelwert fir einen nach
Norm definierten Kurvenabschnitt angegeben und mit dem Dehnungsbereich indiziert, in dem
die Kurvenapproximation durchgefihrt wurde. Fur den Bereich von 2% plastischer Dehnung bis
zur GleichmaBdehnung Ag wird z.B. der Verfestigungsexponent no.ag bestimmt, siehe Bild 2
links. Der in Bild 2 angegebene n-Wert von nz.aqg = 0,09 liegt in einer typischen Grolienordnung
fur Komplexphasenstéhle, die haufig n-Werte < 0,1 zeigen [38, 1]. Die in dieser Arbeit unter-
suchten Dualphasenstéhle und mikrolegierten Stéhle zeigen meistens moderat héhere n-Werte in
einer GroRenordnung zwischen 0,1 und 0,2 [38, 1]. Mit zunehmendem n-Wert werden aufgrund
des hoheren Verfestigungsvermdogens des Werkstoffs auch groiere Werte fur die Gleichmal3deh-
nung Ag erreicht [38].

Insbesondere in der Umformtechnik wird auch der Verlauf des n-Wertes in Abhéngigkeit von
der plastischen Dehnung bestimmt, um eine mdgliche Anderung des Kaltverfestigungsvermo-
gens des Werkstoffs in Abhangigkeit des Umformgrades zu ermitteln. Dieser differentielle Ver-
festigungsexponent ngiri(ep1) beschreibt die Steigung der logarithmischen Flie3spannung in Ab-
hangigkeit der logarithmischen plastischen Dehnung log(ks) = nitf(gpi) log(epi). Durch den Auf-
stau von Versetzungen kann sich das Verfestigungsvermogen wahrend der Verformung erh6hen
oder durch entstandene Versetzungsliicken wieder erniedrigen. Fir einen austenitischen Stahl
mit kubisch-flachenzentrierter Gitterstruktur (kfz-Gitterstruktur) nimmt der differentielle n-Wert
deutlich hohere Werte zwischen 0,4 und 0,6 ein als fr ferritische Stadhle mit krz-Gitterstruktur

und n-Werten zwischen 0,2 und 0,3, siehe Bild 4 rechts. Der austenistische kfz-Stahl zeigt eine
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deutliche Zunahme des differentiellen n-Wertes mit zunehmender plastischer Dehnung. Der fer-
ritische Edelstahl 1.4016 mit Zugfestigkeiten zwischen 400 MPa und 630 MPa sowie zwei
gleichartige Tiefziehstdhle mit Zugfestigkeiten zwischen 270 MPa und 350 MPa zeigen bei-
spielsweise eine moderate bis vernachlassigbare Verringerung des differentiellen n-Wertes mit
zunehmender plastischer Dehnung. Bei Stahlblechwerkstoffen mit krz-Gitterstruktur gibt der
mittlere n-Wert wie z.B. no.ag daher das Verfestigungsverhalten tber einen groRen Teil des plas-
tischen VVerformungsbereichs bis zur GleichmaRdehnung realistisch wieder.

1200 0.7 ~<austenischer Stahl 1.4301 [Siegert 2015]
CP800 0.6 |-=ferritischer Stahl 1.4016 [Siegert 2015
’ -+-5t14-05 _[Dietrich 1994]
=800 | ,//‘Y'-——_ 0.5 |=DC04 [Siegert 2015
= y= 12078‘3@I 0.4
& €03
~ ns.
400 o g ——=—— "
- -Experiment :
—Fitbereich 0.1 | Querproben
1 mm/min
0 0.0 ‘
0.000 0.025 0.050 0.075 0.10 0.05 0.1 02 0304

€l [-] €pl [-]
Bild 4: Vorgehensweise zur Bestimmung des n-Wertes nach DIN 1SO 10275 [37, 39] (links) und
differentieller n-Wert in Abh&ngigkeit von der plastischen Dehnung fur die im Diagramm
angegebenen Stahle [40, 41] (rechts)

Weiterhin fuhrt der Walzvorgang bei Blechwerkstoffen haufig zu einer Richtungsabhangigkeit
des Verfestigungsverhaltens, da es durch das Abgleiten von Atomschichten zu Orientierungsén-
derungen und einer Ausrichtung der Koérner kommt. Als Folge davon werden die makroskopi-
schen mechanischen Eigenschaften der Bleche richtungsabhangig, was als Anisotropie bezeich-
net wird [42]. Die senkrechte Anisotropie r ist nach DIN ISO 10113 [43] definiert als das Ver-
haltnis der wahren plastischen Dehnungen in Breiten- und Dickenrichtung und wird aus dem
einachsigen Zugversuch bestimmt. In Abhéngigkeit der Orientierung der Zugrichtung zur Walz-
richtung (WR) werden damit die Kennwerte ro, reo- und rsse ermittelt. Diese Kennwerte ermdgli-
chen die Ermittlung der planaren Anisotropie Ar = 0,5(ry + rgge — 2145-), die die Verteilung der
r-Werte (iber die Blechebene charakterisiert. Uberwiegend isotrope Werkstoffe haben r-Werte in
der GroRenordnung von 1. Wahrend Tiefziehstéhle r-Werte groRer als 1 zeigen, werden bei vie-
len hoch- bis hochstfesten Stahlblechwerkstoffen haufig r-Werte in der GréRRenordnung von 1 er-
reicht [8, 38]. Der r-Wert ist eine wichtige Grolie flr die Modellierung des richtungsabhangigen
Verfestigungsverhaltens und wird auch fur die Parameterbestimmung von anisotropen Fliel3krite-

rien verwendet [44].

Der in dieser Arbeit untersuchte mikrolegierte Stahl gehort zu den einphasigen Stéhlen mit ferri-

tischer, kubisch-raumzentrierter Gitterstruktur (krz-Gitterstruktur). Weiterhin werden Dualpha-
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senstéhle untersucht, die auf einer ferritischen Phase basieren und zusatzlich Martensitinseln mit
einem tetragonalen raumzentrierten Gitter aufweisen. In den in dieser Arbeit punktuell unter-
suchten Komplexphasenstéhlen sind weitere Phasen enthalten, wie z.B. Bainit mit durch Kohlen-
stoff Uberséttigter krz-Gitterstruktur. Fur alle diese Stahlsorten beruht die plastische Verformbar-
keit hauptséchlich auf der ferritischen Grundmatrix, da sie mit der krz-Gitterstruktur die weichste
Phase darstellt. Daher beziehen sich die weiteren Recherchen zum Verfestigungsverhalten von
Stahlblechwerkstoffen Uberwiegend auf Werkstoffe mit einer krz-Gitterstruktur.

2.1.2 Einfluss des Spannungszustandes auf den FlieBbeginn und die Verfestigung
2.1.2.1 Kontinuumsmechanische Grundlagen
Der FlieBbeginn und das Verfestigungsverhalten des Werkstoffs konnen auch eine Abhangigkeit
vom Belastungszustand zeigen. Als Belastungszustdnde kdnnen ein- und mehrachsige Zug- und
Druckbelastungen sowie Scherbelastungszustdnde auftreten. Der Belastungszustand kann be-
schrieben werden durch den dreidimensionalen Spannungstensor T im Hauptachsensystem mit
den Normalspannungswerten 1, 62 und o3:

c; 0 O

T= (0 o, o) 1)

0 0 o3
Far duktile Werkstoffe ist es ublich, den Spannungstensor T in einen hydrostatischen und einen
deviatorischen Anteil zu zerlegen, wie es in Bild 5 gezeigt ist. Der hydrostatische Anteil mit der
Mittelspannung om nach Gleichung (2) kann als einheitlicher Normalspannungswert in jede der

drei Raumrichtungen keine Anderung der Gestalt hervorrufen. Bei inkompressiblen Werkstoffen

bleiben die Gestalt und das VVolumen erhalten.
1
Om = 5(01 + 6, + 03) (2)

Eine Gestaltdnderung wird durch den deviatorischen Anteil hervorgerufen, der fiir einen gegebe-
nen Belastungsfall die Abweichungen der Hauptspannungen von der Mittelspannung quantifi-
ziert, siehe Bild 5.

Fir einen Vergleich komplexer Spannungszustdnde nach Gleichung (1) mit denjenigen unter
einachsiger Zugbelastung werden unterschiedliche Vergleichsspannungskonzepte eingesetzt. Am
haufigsten wird die von Mises Vergleichsspannung ov,m verwendet, die tber die volumenbezoge-
ne Verzerrungsenergie ermittelt wird. Im Hauptachsensystem wird oym nach Gleichung (3) be-
rechnet. Wenn lediglich hydrostatische Spannungen ohne deviatorische Anteile vorliegen, ent-

steht keine Verzerrungsenergie und ov,m wird zu Null.

oun = (01— 0207 + (0~ 03)% + (05— 0] ©
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hydrostatischer deviatorischer
Spannungsanteil Spannungsanteil
o3 Gy Om Om (65-6,,) /(cz-o'm)
G4
- —_— = - Om + = (64-0pm)
¥ r'd ¥

Bild 5: 3-dimensionaler Spannungszustand mit hydrostatischem und deviatorischem Anteil [45]
Zur Beschreibung des Spannungszustandes ist die Spannungsmehrachsigkeit n) eine tiblicherwei-

se verwendete GroRRe. Die Spannungsmehrachsigkeit wird auch als Triaxialitat bezeichnet und

wird berechnet aus ov,m und der Mittelspannung om nach

n=-" (4)

Ov,M

Unter Voraussetzung eines ebenen Spannungszustandes mit o3 = 0 ist zur eindeutigen Beschrei-
bung des Spannungszustandes die Angabe des Wertes fiir die Spannungsmehrachsigkeit n aus-
reichend. Da Blechwerkstoffe ndherungsweise ebene Spannungszustdnde erfahren, wird die
Spannungsmehrachsigkeit haufig zur Beschreibung des Spannungszustandes verwendet, siehe
Bild 6.

| ansteigende Spannungsmehrachsigkeit n

{9 }

e
einachsiger einfache einachsiger ebene aquibiaxialer
Druck Scherung  Zug Dehnung Zug
1 =0 1 _1 2
n o=t nE n=3 e n =3

Bild 6: Spannungsmehrachsigkeit bei ebenen Spannungszustanden

Zur eindeutigen Beschreibung von dreidimensionalen Spannungszustdnden ist neben der Span-
nungsmehrachsigkeit n demnach eine weitere SpannungsgrofRe notwendig. VVor allem in der Ver-
sagensmodellierung wird als zweite Spannungsgrofie das Scherverhéltnis verwendet, das das

Verhaltnis der maximalen Schubspannung tmax zu ov,m beschreibt [46]. Eine weitere héufig ver-
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wendete Grole ist der Lodewinkel, der Grofien des deviatorischen Spannungsanteils auf die ma-
ximale Schubspannung bezieht und haufig als Lodewinkel-Parameter 0 [47, 48] mit Werten zwi-

schen -1 und 1 angegeben wird.

2.1.2.2 Stoffgesetze fur die plastische Verformung bei mehrachsigen Belastungen
Zur Beschreibung des plastischen FlieRens fur verschiedene Spannungszusténde sind die folgen-

den GrofRen erforderlich:

e FlieRfunktion F
e FlieRbedingung (FlieRKkriterium)
o Flielregel

e Verfestigungsmechanismen

Die FlieRfunktion F, auch Fliepotenzial genannt, ist eine skalare Funktion, die einen analyti-

schen Zusammenhang zwischen dem Spannungstensor T und einer FlieRspannung k¢(ep) be-

schreibt, siehe Gleichung (5).
F(T) = oy - ke(ep1) (5)

Die FlieRbedingung wird auch FlieRkriterium genannt und gibt an, dass plastisches FlieRen

beginnt, wenn F = 0 wird. Im Zusammenhang mit dem FlieBkriterium wird eine Vergleichsspan-
nung o, als skalare Grolze Uber einen analytischen Ansatz ermittelt, z. B. nach dem von Mises
Vergleichsspannungskonzept, siehe Gleichung (3). Je nach Wahl des Vergleichsspannungskon-
zeptes wird von unterschiedlichen FlieRkriterien gesprochen, von denen einige bekannte im

weiteren Verlauf dieses Kapitels ausfiihrlicher dargestellt sind.

Die FlieRBregel gibt die Grolke und Richtung der plastischen Dehnungsinkremente wéhrend des
FlieRens wieder, d.h. fir Spannungszustidnde auf der FlieRflache bzw. FlieRortkurve. Sie dient
damit der Ermittlung der plastischen Dehnrate. Liegt der Vektor der plastischen Dehnrate fur alle
Spannungszustdnde normal zur Flieortkurve, wird von einer zur FlieRfunktion assoziierten

FlieRregel gesprochen.

Das FlieRkriterium kann flr 3-dimensionale Spannungszustande als FlieRfla&che im Hauptspan-

nungsraum dargestellt werden, wie in Bild 7 links beispielhaft fir das Flie3kriterium nach
Huber-von Mises-Hencky [49, 50, 51] gezeigt. Innerhalb des Zylinders (F<O0) liegt elastisches
Verformungsverhalten vor, ab der Zylindermantelflache (F=0) setzt plastisches FlieRen ein. Fir
Bleche wird h&ufig ein ebener Spannungszustand angenommen, sodass die 3. Hauptspannungs-
komponente in Blechdickenrichtung o3 vernachléssigbar ist. Als Projektion der FlieRflache in
die o1-c2-Ebene ergibt sich damit eine geschlossene Kurve, die auch als FlieRBortkurve bezeich-

net wird, siehe Bild 7 rechts. Die meisten FlieRkriterien wurden auf empirischer Basis tber Jahr-
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zehnte hinweg entwickelt und kénnen eingeteilt werden in isotrope und anisotrope FlieRKriterien.
Isotrope Fliel3kriterien setzen keinen Einfluss der Walzrichtung und damit der Belastungsorien-
tierung auf den FlieBbeginn voraus. Die wichtigsten isotropen FlielRkriterien sind die beiden Kri-
terien nach nach Tresca [52, 53] und nach Huber-von Mises-Hencky [49, 50, 51].

[} von Mises

= 0
4

t

Bild 7: Grafische Darstellung des FlieRkriteriums nach von Mises im Spannungsraum (links) und
als Projektion in die o1-c2-Ebene im Vergleich zu dem Tresca-FlieRkriterium (rechts)

Das von Tresca im Jahr 1878 vorgeschlagene FlieRkriterium war das erste bekannte Kriterium
und schétzt als FlieRgrenze die maximale Schubspannung gegenuber einem kritischen Wert ab.

Es wird daher auch als Schubspannungshypothese bezeichnet [52, 53]:

| < kf(gpl) mit ‘Tmax| === (6)

oyr =2t >

max

Das Tresca-FlieRkriterium hat den Nachteil, dass eine punktuell nicht differenzierbare Fliel3ort-
kurve entsteht, die flr numerische Anwendungen instabil ist, siehe Bild 7 rechts. Eine Alternati-
ve bietet das in der Crashsimulation fur hoch- bis héchstfeste Stahle am haufigsten verwendete
FlieRkriterium nach von Huber, von Mises und Hencky, das auch als von Mises-Flielkriterium
bekannt ist. Nach dem von Mises-FlieBkriterium wird die aus der Verzerrungsenergie ermittelte
Vergleichsspannung ov,m nach Gleichung (3) gegenuber der kritischen Fliespannung ks abge-

schétzt.

Gum = 1101 = 0202 + (0, — )2 + (03— 01)?] <keep) ™

Das von Mises-FlieBkriterium fuhrt zu einer ovalen differenzierbaren FlieBortkurve, siehe Bild 5
rechts. Viele n&dherungsweise isotrope Metalle liefern Fliel3orte zwischen der von Mises und der
Tresca-FlieRortkurve. Daher wurde eine Fulle weiterer FlieBbedingungen aufbauend auf den

beiden genannten Kriterien beschrieben. Die Flielortkurven von Hershey [54] decken den Be-
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reich zwischen dem von-Mises-FlieRort und dem Tresca-FlieRort parameterabhangig ab und sind
an allen FlieBorten differenzierbar. In der Crashsimulation werden aufgrund der rechenintensiven
FE-Modelle ganzer Fahrzeugkarosserien moglichst einfache Modelle gefordert. Daher ist es in
vielen Féllen ausreichend, fiir hochfeste Stahlblechwerkstoffe mit r-Werten von ca. 1 das klassi-

sche von Mises-FlieRkriterium zu verwenden.

In der Umformsimulation werden hohere Anforderungen an das FlieRKkriterium gestellt, um den
plastischen Fliebeginn wahrend des Umformvorgangs sehr prézise wiederzugeben. Daher wer-
den auch fur hochfeste Stahlblechwerkstoffe hdufig FlieRkriterien verwendet, die das anisotrope
Werkstoffverhalten berlcksichtigen. Das einfachste anisotrope FlieRkriterium wurde von Hill im

Jahre 1948 vorgeschlagen [55] und setzt orthotropes FlieRverhalten voraus.

2r ro(1+rg9ge)
= 2420 5 0 o 0" 907 o2 < k(e 8
Gv,H \/Go F e 0070000 t Ly Oo0s” = £(€p1) (8)

oo° bezeichnet dabei die Hauptspannung in Walzrichtung und cgo° die Hauptspannung senkrecht
zur Walzrichtung. Die Parameter fur das Hill-Kriterium in dieser ersten Version kénnen lediglich
aus einachsigen Zugversuchen langs und quer zur WR ermittelt werden. Aufbauend auf diesem
Kriterium wurde eine Fulle an weiteren FlieRKkriterien vorgeschlagen, die als Hill-Familie be-
zeichnet werden und mit den geeigneten Einsatzbereichen in weiterfiihrender Literatur, z.B. in

den umfangreichen Ausflihrungen von Banabic nachgelesen werden kdnnen [56].

Bei mehrachsigen Belastungen verfestigen Blechwerkstoffe im Allgemeinen in einer Form, die
sich aus der Kombination drei grundlegender Mechanismen ergeben. Bei isotroper Verfestigung
findet eine gleichméaRige Aufweitung der FlieRortkurve statt, siehe Bild 8 links. Eine Verschie-
bung des Mittelpunktes der FlieRortkurve in der 6,-0,-Ebene ohne Forménderung wird als kine-
matische Verfestigung bezeichnet, siehe Bild 8 Mitte. Bei der distorsionalen Verfestigung findet
eine Verzerrung der FlieRortkurve statt, siehe Bild 8 rechts. Die isotropen Flie3kriterien nach
Tresca und von Mises bilden die isotrope Verfestigung ab.

Aus wenigen bekannten Hochgeschwindigkeitsuntersuchungen zum Einfluss der Dehnrate auf
die Flieortkurve und den Verfestigungsmechanismus hat sich fur den Blechwerkstoff DC06
gezeigt, dass bei Dehnraten von 100 s von isotroper Verfestigung ausgegangen werden kann
[57]. Eine kinematische Verfestigung konnte bei diesen hohen Dehnraten nicht ermittelt werden.
Ebenso ergeben sich die FlieRortkurven fir diesen Blechwerkstoff unter hohen Dehnraten aus

einer Aufweitung der FlieRortkurve unter quasistatischer Belastung [57].



14 2 Stand der Technik
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Bild 8: Schematische Darstellung der Verfestigungsmechanismen: isotrope Verfestigung (links),
kinematische Verfestigung (Mitte) und distorsionale Verfestigung (rechts)

2.1.3 Einfluss der Dehnrate auf das Verfestigungsverhalten

Um den Einfluss der Dehnrate auf das Verfestigungsverhalten zu quantifizieren, ist zunachst die
Quantifizierung der Dehnrate erforderlich, die als zeitliche Anderung der Dehnung definiert ist.
Es gibt verschiedene spezifische Dehnratendefinitionen, die in diesem Kapitel zunachst vorge-
stellt werden. Anschlielend wird der Einfluss der Dehnrate auf das Verfestigungsverhalten hoch-
fester Blechwerkstoffe beschrieben, der sich unterteilt in die Dehnratenverfestigung und in die
thermische Entfestigung aufgrund adiabatischer Erwérmung. In diesem Kapitel wird die Dehnra-
tenverfestigung ausfihrlich beschrieben und in Zusammenhang mit dem Kennwert der Dehnra-
tenempfindlichkeit m in Analogie zu dem Verfestigungsexponenten n dargestellt. Die thermische
Entfestigung aufgrund adiabatischer Erwarmung wird aufgrund der Wichtigkeit fir diese Arbeit
in einem eigenstandigen Kapitel (Kapitel 2.2) dargestellt.

Dehnratendefinitionen

Die zeitliche Anderung einer technischen Dehnung & wird als technische Dehnrate &, bezeichnet,
die zeitliche Anderung einer wahren Dehnung &y als wahre Dehnrate &,,. Die wahre Dehnung &w
kann dabei unter Voraussetzung von Volumenkonstanz als logarithmische Dehnung aus der
technischen Dehnung &t berechnet werden:

ew = In(1 + &) 9)
Die in der Literatur gangigste Dehnratenangabe erfolgt mit der nominellen Dehnrate &,,,, die

flr einachsige Zugversuche als technische Dehnrate aus der Priifgeschwindigkeit v und der pa-
rallelen Lange des Priifbereiches L der Probe ermittelt wird, siehe Bild 9 [7, 58, 59].

. v
€nom = Lo (10)

Als Prifgeschwindigkeit v wird tblicherweise die Geschwindigkeit bewegter Komponenten des

Prufaufbaus bezeichnet, die zur Probenverldngerung fuhren. Die Priifgeschwindigkeit wird bei
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quasistatischen Versuchen an Universalprifmaschinen mit der Traversengeschwindigkeit gleich-
gesetzt. Bei dynamischen Versuchen an SchnellzerreiBmaschinen wird die bei Verformungsbe-
ginn auftretende Geschwindigkeit der bewegten hohlzylinderischen Beschleunigungseinheit ver-

wendet, die auch als ,,Vorlaufstrecke* bezeichnet wird [58, 7].

Aufgrund der Nachgiebigkeit der Prifeinrichtung stellen sich wéhrend des Versuchs jedoch von
der nominellen Dehnrate abweichende Dehnraten an der Probe ein, die auRerdem wegen des sich
verandernden Verfestigungsverhaltens des Werkstoffs wéhrend der Belastung nicht konstant sind
[7]. In der FAT-Richtlinie ,,Dynamische Werkstoffkennwerte fiir die Crashsimulation* [7] sind
weitere Dehnraten definiert. Diese Dehnratendefinitionen wurden dann in das Stahl-Eisen-Prdif-
blatt SEP 1230 ,,Ermittlung mechanischer Eigenschaften an Blechwerkstoffen bei hohen Dehnra-
ten im Hochgeschwindigkeitszugversuch® [58] sowie in die 1SO 26203-2 ,,Metallic materials -
Tensile testing at high strain rates - Part 2: Servohydraulic and other test systems* [59] ibernom-
men. Als eine versuchsspezifische Dehnrate wurde in der FAT-Richtlinie die ,,charakteristische
Dehnrate“ eingefuhrt als Mittelwert der technischen Dehnrate, die sich in der Ausgangsmess-

l&nge Lo zwischen FlieBbeginn und Einschnirbeginn einstellt, siehe Bild 9 rechts.

1600 1.E+04
lokale Dehnrate (L, = 0,2 mm)

-
N
o
o

~ technische 1.E+03
“=-_Dehnrate

PO

800 ——e : £ 1.E+02

Dehnrate [s7]

Technische Spannung [MPa]

L nominelle
charakteristische Dehnrate
400 Dehnrate 1.E+01
HCT980X+Z110MB
¢ =100s"1
0 nom 1.E+00

0.00 005 0.10 0.15 0.20 0.25
Technische Dehnung [-]

Bild 9: Beispiel fiir eine einachsige Flachzugprobe (links) und Definition von Dehnraten nach
SEP 1230, FAT-Richtlinie und ISO 26203-2 [7, 8, 58] (rechts)

In den hochverformten Zonen treten ab Kraftmaximum in der Einschniirzone lokal héhere Dehn-
raten auf als in dem umliegenden Material, die mit optischen Methoden wie z.B. Grauwertkorre-
lation ebenfalls quantifiziert werden. Dabei ist zu beachten, dass die Werte fir die Dehnung und
die Dehnrate mal3geblich von der Bezugsmessléange fur die Dehnungsermittlung abhangen. Fir
lokale Dehnungen und Dehnraten wird die individuell festgelegte Bezugsmesslange tblicherwie-
se als Extensometermesslange Le bezeichnet [59, 7]. In Bild 9 ist die Entwicklung der lokalen
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Dehnrate als wahre Dehnrate in der Einschnlirzone im Vergleich zur Entwicklung der techni-
schen Dehnrate aufgezeigt. Ab Kraftmaximum liegt die lokale Dehnrate deutlich Gber der techni-
schen Dehnrate. Ursache dafir ist die kleinere Bezugsmesslange von Le = 0,2 mm fur die Be-
rechnung der lokalen Dehnrate, im Vergleich zu der Anfangsmesslange Lo als Bezugsmessléange
fiir die technische Dehnrate, die fir die in Bild 9 dargestellte Probengeometrie bei Lo = 20 mm
liegt.

Dehnratenbedingte Verfestigungseffekte und thermische Entfestigung

Zu Beginn der Belastung findet bei den meisten Metallen eine Dehnratenverfestigung statt. Im
Verlauf einer dynamischen Belastung tritt eine adiabatische Erwarmung mit thermischer Entfes-
tigung des Werkstoffs ein. Diese beiden Effekte sind anhand von Kurven der wahren Spannun-
gen ow und wahren Dehnungen &y aus Flachzugversuchen fir einen mikrolegierten Stahlblech-
werkstoff in Bild 3 in Kapitel 1 dargestellt [2]. Bis Kraftmaximum wurden die wahren Spannun-
gen und wahren Dehnungen aus den gemessenen technischen Spannungen ot und technischen
Dehnungen & unter VVoraussetzung von Volumenkonstanz nach den Gleichungen (11) und (9) be-
rechnet [7].

Ow = Gt(l + St) (11)
Nach Kraftmaximum kann nicht mehr von Volumenkonstanz ausgegangen werden. Daher ist

eine lineare Verbindung mit dem jeweiligen Endwert bei Bruch konstruiert. Die wahre Spannung

bei Bruch errechnet sich aus der Kraft bei Bruch Fg und dem ausgemessenen Bruchquerschnitt

Fg

Smin ZU Gyp = S [7]. Jedoch ist zu beachten, dass die so berechnete wahre Spannung bei

Bruch lediglich den Spannungsanteil in Zugrichtung quantifiziert, da tblicherweise die Kraft-
messung nur den axialen Kraftanteil erfasst. Durch die Einschniirung entsteht in der hochver-
formten Zone ein mehrachsiger Spannungszustand und es treten auch Kraftkomponenten senk-

recht zur Zugrichtung auf, die nicht bertcksichtigt sind. Die wahre Dehnung bei Bruch wird aus
So

der Einschniirung als €, g = In (S ) =-1In (1-Z) ermittelt.

Bei FlieBbeginn sind fur den Blechwerkstoff HX340LAD deutliche dehnratenbedingte Verfesti-
gungseffekte zu erkennen, siehe Bild 3. Zwischen Kraftmaximum und Bruch kreuzen sich die
konstruierten Kurven der Spannungen und Dehnungen, sodass bei Bruch die Kurven fir die Ver-
suche bei dynamischer Belastung teilweise unterhalb derjenigen aus den quasistatischen Versu-

chen liegen.

Die dehnratenbedingten Verfestigungseffekte lassen sich mit der thermischen Aktivierung der
Bewegung von Versetzungen kristallplastisch erklaren. Versetzungshindernisse, die durch lokale

innere Spannungsfelder entstanden sind, kénnen durch Energiezufuhr Gberwunden werden, die
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z.B. durch thermische Fluktuationen im Kristallgitter bereitgestellt wird [15]. Mit zunehmender
Dehnrate steht fiir diesen thermischen Aktivierungsprozess jedoch weniger Zeit zur Verfugung,
sodass sich Versetzungen im Laufe der Verformung immer mehr aufstauen. Fir weitere Verset-
zungsbewegungen muss daher im Kristallgitter eine hohere Schubspannung aufgebracht werden,
die zu einer héheren Fliellspannung flhrt. Die thermische Aktivierbarkeit von Versetzungsbewe-
gungen gilt nach Macherauch und Vohringer jedoch lediglich fir Versetzungshindernisse durch
lokale innere Spannungsfelder, die nach wenigen Atomabstédnden abklingen [15]. Bei Hinder-
nissen, die Uber mehrere tausend Atomabstande wirken, ist die thermische Aktivierung der Ver-
setzungsbewegung nicht moglich. Auf dieser Betrachtungsweise basiert die von Macherauch und
Vohringer publizierte und fur hoch- bis hdchstfeste Stahle erprobte Theorie des thermisch akti-
vierten Fliessens [15]. Diese Theorie beruht auf der Vorstellung, dass die zur Versetzungshewe-
gung erforderliche Fliespannung in zwei additive Anteile zerlegt werden kann, einen athermi-
schen Anteil und einen thermisch aktivierbaren Anteil. Der athermische Anteil wurde bereits als
FlieRspannung in Abhéngigkeit von der plastischen Dehnung in Kapitel 2.1.1 beschrieben. Die
Theorie eines athermischen Anteils der FlieRspannung und eines thermisch aktivierbaren Anteils
der FlieBspannung ist allgemein akzeptiert, auch fur Karosseriestdhle, die Belastungen unter
Dehnraten von 107 — 10* s'* zwischen Raumtemperatur RT und ca. 100 °C erfahren, die im re-
alen Crash auftreten [10, 1, 15, 60, 61, 62].

Fir Dehnraten oberhalb von 10 s nehmen fiir viele Stahle die dehnratenbedingten Verfesti-
gungseffekte starker zu als im niedrigeren Dehnratenbereich. Grund hierfur ist die bei hohen
Dehnraten vermehrt auftretende innere Reibung, da die thermische Aktivierbarkeit der Verset-
zungsbewegung bei den kurzen Belastungszeiten vollstandig verschwindet. Dadurch steigt die
FlieBspannung weiter an. Bleck und Larour haben fir eine grofle Anzahl unterschiedlicher Ka-
rosseriestahle den Einfluss der Dehnrate auf das Verfestigungsverhalten unter einachsiger Zug-
belastung untersucht [16, 12, 1]. Bei Raumtemperatur RT zeigen alle von ihnen in [16, 12, 1] un-
tersuchten mikrolegierten Stahle und Dualphasenstahle dehnratenbedingte Verfestigungseffekte.
Fur verschiedene mikrolegierte Stahlblechwerkstoffe steigt bei RT die Streckgrenze Rpo,2 bzw.
ReL im Dehnratenbereich zwischen 0,001 s und 20 s um etwa 10 bis 20 % an, siehe Bild 10.
Bei einer weiteren Erh6hung der Dehnrate um eine weitere Dekade auf etwa 250 s? steigt die

Streckgrenze nochmals um etwa 10 bis 20 % an.
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Bild 10: Streckgrenze in Abh&ngigkeit von der nominellen Dehnrate fir mikrolegierte Stahl-
blechwerkstoffe [1, 2, 7]

Mit zunehmender Festigkeit nehmen bei Stdhlen mit Ferritanteilen die dehnratenbedingten Ver-
festigungseffekte ab. Fir Dual- und Komplexphasenstéahle liegt die in der Arbeit von Larour er-
mittelte Erhdhung der Streckgrenze im Dehnratenbereich zwischen 0,001 s und 20 s bei bis zu
10 % und damit moderat niedriger als bei den mikrolegierten Stahlen [1]. Bei ultrahochfesten
Stahlen sind die dehnratenbedingten Verfestigungseffekte wegen ihrer sehr geringen Auspragung
haufig vernachlassigbar [1, 18]. Ursache dafur ist der bei Mehrphasenstahlen mit zunehmender
Festigkeit abnehmende Ferritgehalt. Da der groRte Anteil der Verformung in der ferritischen
Phase in Form thermisch aktivierbarer Versetzungen liegt, nimmt die Anzahl der thermisch akti-

vierbaren Versetzungen mit abnehmendem Ferritgehalt ab [15].

Dehnratenempfindlichkeit

Zur Quantifizierung der Dehnratenverfestigung wird haufig die Dehnratenempfindlichkeit m er-
mittelt, die die Anderung der FlieBspannung bei einer Anderung der plastischen Dehnrate be-
schreibt. In Analogie zu dem Verfestigungsexponenten n wird die Dehnratenempfindlichkeit m
in der ursprunglichen Definition aus der um einen Dehnratenterm erweiterten Hollomon-Glei-

chung bestimmt [63]:
ke (Spl: épl) =C 8plnéplm (12)
Es gibt unterschiedliche Definitionen der Dehnratenempfindlichkeit in der Literatur, die in der

Arbeit von Larour dargestellt sind [1]. Die Dehnratenempfindlichkeit m wird h&ufig auch in

Analogie zu dem n-Wert abschnittsweise mit Angabe des Dehnratenbereiches quantifiziert:
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m = Alnk¢ (13)

Alnép)

Da bei RT fur die meisten hoch- bis hochstfesten Stédhle mit zunehmender Dehnrate eine héhere
FlieBspannung erforderlich ist, nimmt m im AnfangsflieRbereich einen positiven Wert an [7, 10,
64, 1, 11, 65, 66]. Mit steigender plastischer Dehnung kann die Dehnratenempfindlichkeit abneh-
men, da das Verfestigungsvermdgen des Werkstoffs ausgeschopft wird und adiabatische Effekte
mit thermischer Entfestigung die Dehnratenverfestigung tberlagern. Fir hoch- bis hochstfeste
Stahle wurden im Bereich zwischen einer plastischen Dehnung von 0,2 % und der Gleichmal-
dehnung Aq jedoch lediglich moderate Anderungen der Dehnratenempfindlichkeit gemessen,
ahnlich wie dies auch fur den n-Wert bei krz-Stéhlen in Kapitel 2.1.1 aufgezeigt wurde [1].

Der Verfestigungsexponent n kann ebenfalls eine Abh&ngigkeit von der Dehnrate aufweisen.
Macherauch zeigte, dass fir kfz-Metalle mit zunehmender Dehnrate ein Anstieg des n-Wertes zu
erwarten ist [15]. Fir die in dieser Arbeit untersuchten Stéhle, die Uberwiegend eine krz-Gitter-
struktur aufwiesen, ist jedoch mit keinem nennenswerten Einfluss der Dehnrate auf den n-Wert
zu rechnen [15]. Auch Larour hat in seiner Arbeit fir einen mikrolegierten Stahl HX340LAD le-
diglich einen vernachléssigbaren Einfluss der Dehnrate auf den n-Wert nachgewiesen [1].

Fiur hochfeste Stahlblechwerkstoffe zeigt sich fir Dehnraten zwischen 0,001 s und 100 s, dass
die dehnratenbedingten Verfestigungseffekte nicht fir alle Spannungszustdnde wie Scherung,
ein- und mehrachsige Zugbelastung sowie &quibiaxiale Zugbelastung gleichermaRen eintreten
miussen. Fir einen Dualphasenstahl DP1000 wurde insbesondere unter Scherbelastung eine ge-
ringere Dehnratenempfindlichkeit ermittelt als unter Zugbelastung [2, 8]. Mit dem von Mises-
FlieRkriterium konnte das Verfestigungsverhalten fiir die untersuchten Spannungszustande und
Dehnraten zumindest bei FlieRbeginn jedoch ausreichend gut wiedergegeben werden [8].

Abschliefend kann gesagt werden, dass der Einfluss der Dehnrate auf das Verfestigungsverhal-
ten deutlich von der Gitterstruktur abhéngt. Fir die in dieser Arbeit untersuchten Stahlblech-
werkstoffe mit signifikanten Anteilen an ferritischer Phase mit krz-Gitterstruktur ist im Anfangs-
flieBbereich von dehnratenbedingten Verfestigungseffekten auszugehen. Mit zunehmender Fes-
tigkeit des Werkstoffs ist mit einer geringeren Auspragung dieser Effekte zu rechnen, da der Fer-
ritanteil abnimmt. Im weiteren Verformungsverlauf tritt zusatzlich eine thermische Entfestigung
aufgrund adiabatischer Erwarmung auf, siehe Kapitel 2.2. Zum Verstandnis der thermischen Ent-
festigung aufgrund von adiabatischer Erwédrmung wird im folgenden Kapitel zundchst der Ein-

fluss der Temperatur auf das Verfestigungsverhalten beschrieben.
2.1.4 Einfluss der Temperatur auf das Verfestigungsverhalten

Es ist bekannt, dass die Temperatur und die Dehnrate einen gegensétzlichen Einfluss auf das
Verfestigungsverhalten aufweisen [67, 68, 15, 69, 70, 71]. Da die Versetzungsgeschwindigkeit
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thermisch aktivierbar ist, erhoht sie sich mit zunehmender Temperatur und es entsteht eine
Werkstoffentfestigung [72]. Analog zu den dehnratenbedingten Verfestigungseffekten nimmt
auch die thermische Entfestigung mit zunehmendem ferritischen Anteil im Werkstoff zu [15].

Zum Temperatureinfluss auf das Verfestigungsverhalten von Stahlen mit Gberwiegend krz-Git-
terstruktur gibt es zahlreiche Untersuchungen, die meistens unter einachsiger quasistatischer Be-
lastung durchgefiihrt wurden [73, 74, 61, 65]. Sie zeigen, dass die Auspragung der thermischen
Entfestigung neben der Gitterstruktur des Werkstoffs vor allem vom Temperaturniveau abhéngt,
siehe Bild 11 links. Unter crashrelevanten Belastungen spielt die thermische Entfestigung im
Temperaturbereich zwischen RT und ca. 250 °C eine grol3e Rolle, da durch adiabatische Erwér-
mung erfahrungsgemal Gberwiegend lokale Temperaturen bis ca. 250 °C auftreten kdnnen [2].
Fur viele hochfeste Stahlblechwerkstoffe liegt zwischen 25 °C und 250 °C eine moderate Werk-

stoffentfestigung vor, siehe Bild 11 links.

Fur krz-Stahle wird zwischen RT und etwa 200 °C bei quasistatischer einachsiger Belastung
haufig eine Verringerung der Streckgrenze in der Grdfenordnung von bis zu 10 % nachgewiesen
[75, 74, 71, 61]. Dies gilt auch fur die in dieser Arbeit untersuchten Stahlblechwerkstoffe wie
mikrolegierte und hochfeste Stahle [61]. Ursache daflr stellt die dynamische Reckalterung dar,
die erstmalig von Portevin und Le Chatelier beschrieben wurde und daher als der PLC-Effekt
(Portevin-Le Chatelier-Effekt) in die Literatur eingegangen ist [76, 77]. Der PLC-Effekt beruht
auf einer Wechselwirkung von Versetzungen mit im Kristallgitter gelosten Legierungsatomen,
die das Versetzungsgleiten blockieren, sodass weiteres Flielen erst nach einer Spannungser-
hohung erfolgt. Der PLC-Effekt tritt bei dynamischer Belastung Ublicherweise nicht auf, da die
Versetzungsgeschwindigkeit in der Regel so hoch ist, dass selbst bei htheren Temperaturen die
Legierungsatome langsamer durch das Kristallgitter diffundieren und keine Versetzungen mehr
blokkieren kénnen [75]. Daher ist die thermische Entfestigung bei hohen Belastungsgeschwin-
digkeiten Ublicherweise groler als diejenige, die unter quasistatischer Belastung ermittelt wird.
Aber auch ohne Auftreten des PLC-Effektes zeigt es sich, dass unter dynamischer Belastung in
den meisten Féllen eine grofere thermische Entfestigung gemessen wird als unter quasistatischer
Belastung [71, 78, 75, 1], siehe Bild 11 rechts. Fir einen Komplexphasenstahl HCT900C und
einen DCO4 beispielsweise verdoppelt sich die thermische Entfestigung von quasistatischer Be-
lastung bis zu einer nominellen Dehnrate von 200 s im Temperaturbereich zwischen RT und
100 °C, siehe Bild 11 rechts [8, 1]. Die thermische Entfestigung zeigt aulerdem keinen linearen
Zusammenhang mit der Temperatur. Fur den mikrolegierten Stahl HX340LAD ist z.B. unter
quasistatischer Belastung fiir Temperaturen zwischen 200 °C und 250 °C keine weitere Entfes-

tigung mehr gemessen worden, siehe Bild 11 links.
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Bild 11: Einfluss der Temperatur auf die Streckgrenze fur hochfeste Stahlblechwerkstoffe bei
quasistatischer Belastung [8, 1] (links) und bei verschiedenen Dehnraten [1] (rechts)

Die bisher beschriebenen Ergebnisse flr das thermische Entfestigungsverhalten von krz-Stahlen
wurden mit einachsigen Zug- oder Druckversuchen erzielt. Fir Scherbelastung ermittelte Amos
mit Hilfe von Scherversuchen an dinnwandigen Torsionsproben eine ahnliche GréRenordnung
flr die thermischen Entfestigungseffekte verglichen mit denen aus einachsigen Zug- oder Druck-
versuchen. [79, 80].

Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass fuir dynamische Belastungen im crashrelevan-
ten Temperaturbereich zwischen RT und 250 °C eine merkliche Werkstoffentfestigung auftritt,
die mit zunehmender Dehnrate groRer wird. VVon einer linearen Entfestigungsfunktion tber den

erwéhnten Temperaturbereich kann nicht grundsatzlich ausgegangen werden.
2.1.5 Viskoplastische und thermo-viskoplastische Verfestigungsmodelle

Es gibt eine Fulle an Funktionen zur Beschreibung von Verfestigungskurven fur Stahle mit Be-
ricksichtigung von Dehnung, Dehnrate und Temperatur, die z.B. in den Arbeiten von Stark-
Seuken, Larour und Hor ausfihrlich beschrieben sind [14, 1, 36]. Der Hauptunterschied der
Modelle besteht darin, daR die einzelnen Terme der Verfestigungskurve in Abh&ngigkeit von der
Dehnung und in Abhangigkeit von der Dehnrate und der Temperatur additiv oder multiplikativ
zu verknlpfen. Die additiven Modelle entsprechen dabei eher der physikalisch basierten Theorie
der thermischen Aktivierung von Versetzungsbewegungen, wie das klassische fiir krz-Metalle

geeignete Modell von Macherauch und Véhringer [15] oder das Zerilli-Armstrong-Modell [81].

Ein einfaches multiplikatives Modell mit einem Dehnratenterm als Polynomansatz ohne Tempe-
raturterm stellt das Modell von Cowper und Symonds [82] dar. Dieses Modell neigt jedoch dazu,
die FlieBspannung bei Stahlblechwerkstoffen zu unterschatzen und die Zugfestigkeit zu Uber-
schatzen [1]. Aufgrund des fehlenden Temperaturterms ist dieses Modell fur die Crashsimulation
vor allem bei Werkstoffen mit deutlicher Einschniirung weniger geeignet. Das fir dynamische

Verformungsprozesse am weitesten verbreitete multiplikative Modell mit Dehnraten- und Tem-
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peraturterm ist das Johnson-Cook-Modell (J-C-Modell) [21], siehe Gleichung (14). Das J-C-
Modell ist relativ einfach formuliert und in allen gangigen numerischen Solvern implementiert.
Dieses Modell wird nicht nur in der Crashsimulation, sondern auch flir Fertigungsprozesse mit
hohen Dehnraten, wie z.B. Zerspanprozesse, eingesetzt [83]. Ein Nachteil des J-C-Modells ist
die eingeschrénkte Tauglichkeit fir einen groRen Dehnratenbereich mit einem einzigen Parame-
tersatz [1].

T T
Keepn 1, T) = (G2 + Cagr ) [14 Gl (2)] [1 - (22)] (14)

Neben der Verwendung analytischer Ansétze fur viskoplastische und thermo-viskoplastische
Modelle gibt es in der Crashsimulation eine zweite gangige Methode, Dehnrateneinfllisse auf das
Verfestigungsverhalten zu berlicksichtigen. Dabei werden die Verfestigungskurven fiir jede ex-
perimentell untersuchte Dehnrate mit einem elasto-plastischen Ansatz, wie beispielsweise dem
Voce-Ansatz in Tabelle 1, gefittet und Uber das Kraftmaximum hinaus extrapoliert. Diese Vorge-
hensweise wird iterativ flr alle experimentell untersuchten Dehnraten gleichzeitig durchgefihrt.
Die Verfestigungskurven, die sich daraus fur die verschiedenen Dehnraten ergeben, werden in
tabellarischer Form in dem FE-Code verwendet. Die Interpolation der FlieBspannung lber der
Dehnrate erfolgt in dem untersuchten Dehnratenbereich als lineare oder logarithmische Interpo-
lation. Bei dieser Methode ist zu beachten, dass die an die Experimente unter dynamischer Be-
lastung angepassten Verfestigungskurven keine isothermen Verfestigungskurven darstellen, da
im Experiment bei hoheren Dehnraten auch gleichzeitig adiabatische Temperaturerh6hungen
stattfinden. Ein Vorteil dieser Methode liegt in der einfachen Handhabung und Anwendbarkeit
fiir einen grofRen Dehnratenbereich, da die Dehnratenabhangigkeit nicht durch einen durchgehen-
den funktionalen Zusammenhang berticksichtigt wird. Ein Nachteil dieser VVorgehensweise be-
steht darin, dass in den gangigen Implementierungen von Materialmodellen kein Uberkreuzen
der Verfestigungskurven fur verschiedene Dehnraten zugelassen wird. Aufgrund von adiabati-
scher Temperaturerhdhung und daraus resultierender Entfestigung ist ein Uberkreuzen der Ver-
festigungskurven jedoch h&ufig notwendig, um das Verfestigungsverhalten bei hohen Dehnraten
und fortgeschrittener Verformung realistisch abzubilden, siehe Bild 3 in Kapitel 1. Ein zweiter
Nachteil dieser Vorgehensweise kann entstehen, wenn das Kraftmaximum bei sehr geringen
Dehnungen auftritt, wie dies haufig bei hohen Dehnraten der Fall ist. Dann kann die Situation
eintreten, dass der Fitbereich nur einen kleinen Dehnungsbereich beinhaltet und damit nicht aus-
reichend groR ist, um eine zuverlassige Parameteranpassung durchzufuhren. Wegen ihrer univer-
sellen Anwendbarkeit wird trotz der beiden Nachteile diese VVorgehensweise in der deutschen
Automobilindustrie bevorzugt angewendet [84] und auch in dieser Arbeit eingesetzt.
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2.1.6 Einfluss von Schadigung und Versagen auf das Verfestigungsverhalten

Wahrend des Verformungsprozesses hochfester Stahlblechwerkstoffe treten auch Werkstoffscha-
digungen auf, die zu einer Entfestigung und schlief3lich zum duktilen Werkstoffversagen fiihren.
Dieser Vorgang steht im Gegensatz zu dem bei dickwandigen Stahlbauteilen unter tiefen Tempe-
raturen oder unter Einfluss von Wasserstoff auch auftretenden Sprodbruchversagen [85, 86, 87].
Die duktile Schadigung metallischer Werkstoffe wurde bereits Mitte des 20. Jahrhunderts durch
Bildung und Wachstum von Poren beschrieben [88, 89] und wird seither kontinuierlich unter-
sucht [90, 91]. Nach Schadigungsbeginn ist mit einem Kraftabfall und daher mit einer Entfesti-
gung zu rechnen [92, 34, 93, 25]. Schadigungsbeginn und -entwicklung werden dabei deutlich
durch den Spannungszustand beeinflusst [47, 94] und bewirken daher auch eine Abhéangigkeit
des finalen Werkstoffversagens vom Spannungszustand. Da die in der Crashsimulation verwen-
deten Versagensmodelle meistens eine Versagensdehnung in Abhéangigkeit des Spannungszu-
standes beschreiben [95, 94, 96], kommt der mdglichst prézisen Berechnung lokaler Dehnungen
durch geeignete Verfestigungsmodelle eine besondere Bedeutung zu. In vielen Fallen werden die
Verfestigungs- und Versagensmodelle nicht miteinander gekoppelt, sodass das Schéadigungs- und
Versagensverhalten hochfester Stahlblechwerkstoffe in dieser Arbeit nicht weiter untersucht

wird.
2.1.7 Zusammenfassung zum Verfestigungsverhalten hochfester Stahlblechwerkstoffe

Wesentliche Einflussfaktoren auf das Verfestigungsverhalten von Stahlblechwerkstoffen sind die
Mikrostruktur, die Dehnrate, die Temperatur und der Spannungszustand. Mikromechanisch ba-
siert die plastische Verformung im crashrelevanten Dehnraten- und Temperaturbereich tberwie-
gend auf dem thermisch aktivierbaren Gleiten von Versetzungen. Versetzungsbewegungen lau-
fen bei Mehrphasenstahlen, wie z.B. im Karosseriebau eingesetzte hochfeste Stahlblechwerkstof-
fe, vorrangig in der ferritischen Phase mit krz-Gitterstruktur ab. Fur diese Blechwerkstoffe zei-
gen sich im crashrelevanten Dehnratenbereich von quasistatisch bis zu Dehnraten in der Gros-
senordnung von 100 st im AnfangsflieRbereich dehnratenbedingte Verfestigungseffekte. Mit
weiterer Verformung tritt im mittleren bis hohen Dehnratenbereich adiabatische Erwérmung mit
thermischer Entfestigung ein, die durch eine Umwandlung von Verformungsarbeit in Wé&rme
eintritt und mit Hilfe des Taylor-Quinney-Koeffizienten berechnet werden kann. Da bei Mehr-
phasenstahlen mit zunehmender Festigkeit der Anteil der ferritischen Phase abnimmt, nehmen
auch die dehnratenbedingten Verfestigungseffekte und die thermische Entfestigung mit zuneh-
mender Festigkeit des Werkstoffs ab. Insgesamt kann festgehalten werden, dass bei hochfesten
Stahlblechwerkstoffen die Dehnrate und die Temperatur einen wichtigen und teilweise gekoppel-
ten Einfluss auf das Verfestigungsverhalten zeigen. Der Einfluss des Spannungszustands auf den
FlieRbeginn hochfester Stahlblechwerkstoffe wird in der Crashsimulation haufig mit dem FlieR3-
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kriterium nach von Mises beschrieben, was eine hinreichend genaue Beschreibung des FlieRver-
haltens ermdglicht. Der Einfluss des Spannungszustandes auf das Verfestigungsverhalten ist je-
doch in Abhéngigkeit von der Dehnrate und der Temperatur bisher noch wenig untersucht.

2.2 Adiabatische Erwarmung bei dynamischer Belastung

Der aus der Thermodynamik stammende Begriff ,,adiabatisch* besagt, dass wéhrend einer Zu-
standsénderung eines Systems keine Warme mit der Umgebung ausgetauscht wird. Im Falle der
Verformung unter dynamischer Belastung findet die Zustandsanderung durch eine Umwandlung
von Verformungsenergie in eine innere Energie U statt. Die innere Energie zeigt sich tberwie-
gend als Warme Q [97, 98, 99, 100], die unter hohen Belastungsgeschwindigkeiten nicht oder
nur teilweise wéhrend der Belastungszeit in das umgebende Volumen des Werkstiicks abgefiihrt
werden kann. Der Anteil an Warme, der nicht durch Wérmetransport abgefiihrt werden kann,
wird als adiabatische Erwérmung bezeichnet. Daher kommt es bei hohen Belastungsgeschwin-
digkeiten insbesondere in der hochverformten Zone zu einer Temperaturerhéhung und dadurch
in Folge zu einer lokalen thermischen Entfestigung des Werkstoffs [101, 102, 103, 104]. Die
Leistungsbilanz wéhrend der Verformung kann bei Metallen unter Vernachlassigung der ther-
mischen Ausdehnung und damit des thermoelastischen Anteils [102, 105] nach Gleichung (15)
und die Leistung der plastischen Verformungsarbeit Wpl(t) nach Gleichung (16) beschrieben

werden.
Woi(t) = U(8) = Qurans (D (15)
Woi(®) = o) ép(t) (16)
Mit der GroRe U(t) wird die zeitliche Anderung der inneren Energie quantifiziert und Qgyans(t)
beschreibt den Warmefluss in die Umgebung.
2.2.1 Anteil der in Warme umgesetzten Verformungsarbeit

Farren, Taylor und Quinney [97, 98] haben als erste herausgefunden, dass bei Metallen keine
vollstandige Umsetzung der Verformungsarbeit in Wérme erfolgt. Damit teilt sich die Leistung
der inneren Energie U(t) in eine Warmeleistung Q(t) auf, die zur Temperaturerhéhung beitrégt,
und eine Leistung eines im Metallgitter gespeicherten Energieanteils Eq(t), der nicht zur Tempe-
raturerhéhung beitragt [106]:

U = Q(H) +Es(D) (17)
Die Warmeleistung Q(t) kann mit der Dichte p, der spezifischen Wérmekapazitat c, und der zeit-

lichen Anderung der Temperatur T(t) berechnet werden nach

QO = pcy T() (18)
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Unter der Annahme adiabatischer Bedingungen wird nach Taylor und Quinney jener differentiel-
le Anteil an plastischer Arbeit, welcher in Warme umgewandelt wird, durch den differentiellen

Warmeulbergangswert Buifr (t) nach Gleichung (19) beschrieben [103].

Qo pepT®
Baier(0) = Wpi(t)  oép(t) (19)

Da Bairr wahrend des Verformungsprozesses nicht konstant ist, wird h&ufig auch ein integraler

Wérmeubergangswert Bint berechnet nach [106, 107]:

. Qu fpcpdT
Binc(O = Wo®© ~ Jodoy: (20)

In der Literatur wird der Wéarmeubergangswert 3 in Anlehnung an Taylor und Quinney alternativ
auch als Taylor-Quinney-Koeffizient bezeichnet. Ublicherweise wird angegeben, ob es sich um
den differentiellen oder um den integralen Wert handelt [108, 106, 109, 110]. Da es fir thermo-
mechanische Berechnungen hilfreich ist, einen konstanten Taylor-Quinney-Koeffizienten zu ver-
wenden, wird Bint(t) h&ufig als Integralwert tiber die Zeitdauer des gesamten Verformungsprozes-
ses ermittelt [109]. Alternativ werden auch die Mittelwerte % oder Tnt uber den Verfor-
mungsprozess gebildet [108]. Der konstante Taylor-Quinney-Koeffizient gibt damit an, welcher

Anteil der Verformungsenergie insgesamt oder im Mittel in Warme umgesetzt wird.

Messung des Taylor-Quinney-Koeffizienten

Die Messung des Taylor-Quinney-Koeffizienten erfolgte bereits bei Taylor und Quinney mit
Hochgeschwindigkeitsversuchen, indem Sie den Warmeabfluss minimiert und adiabatische Be-
dingungen angenommen haben. Mit Hilfe von Kalorimetern und Thermoelementen haben Sie fir
zwei Stahle und Kupfer mit Torsionsversuchen einen Wert fiir Bint Von nahezu 0,9 bis Einschniir-
beginn bestimmt [97, 98]. Fir Stahl und Kupfer werden nach Taylor und Quinney damit etwa
90% der Verformungsenergie in Warme umgesetzt. Bis heute werden eine Vielzahl an Werk-
stoffen analog zur VVorgehensweise von Taylor und Quinney thermomechanisch untersucht [99,
111, 108, 103, 100, 104, 112, 113, 114, 115]. In den jingsten Untersuchungen wurden meistens
einachsige Zug- oder Druckversuche bei hohen Belastungsgeschwindigkeiten durchgefiihrt. Mit
Hochgeschwindigkeitsversuchstechnik wie dem Split-Hopkinson-Druckstab wurden mit geeig-
neten Probengeometrien Dehnraten in der GroBenordnung zwischen 10° s und 10* st erreicht
[99, 108]. Fir die Bestimmung des Taylor-Quinney-Koeffizienten nach den Gleichungen (19)
und (20) ist neben der Ermittlung der Kraft und der plastischen Dehnung die simultane Messung
der Temperatur in ortlicher Nahe der Dehnungsmessung erforderlich. Bereits in frihen Untersu-
chungen der Wissenschaftler um Prof. Rosakis wurden Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessun-
gen mit Infrarot-Detektoren mit hoher Aufnahmerate bis zu 2 MHz durchgefihrt [99, 116]. Diese
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Versuchstechnik ist bis heute die am weitesten verbreitete Methode zur Messung des Taylor-
Quinney-Koeffizienten und wird insbesondere von den Wissenschaftlern um Prof. Rittel fir
viele verschiedene Werkstoffe und Zug-, Druck- und Scherproben eingesetzt [107, 103, 108,
111, 110]. Um die aufwendige Messtechnik bei Hochgeschwindigkeitsversuchen zu umgehen,
wurden in den letzten Jahren vereinzelt alternative Methoden erarbeitet, um den Taylor-
Quinney-Koeffizienten auch mit Hilfe von Experimenten bei moderaten Dehnraten in der
GroRenordnung von 1 s bis 10 s zu ermitteln. Da bei diesen Dehnraten noch Warmetransport
stattfindet, erfolgt die Berticksichtigung des Warmeabflusses durch numerische thermome-
chanische Rechnungen [109, 117, 115]. Fir eine genaue Bestimmung des Taylor-Quinney-
Koeffizienten missen jedoch mdoglichst realistische Annahmen fir die thermischen und
mechanischen Materialeigenschaften getroffen werden. Diese VVorgehensweisen zur Bestimmung
des Taylor-Quinney-Koeffizienten werden als hybride Methoden bezeichnet. Die Messungen des
Taylor-Quinney-Koeffizienten zeigen unterschiedliche Ergebnisse fur verschiedene metallische
Werkstoffe, siehe Tabelle 2.

Die Untersuchungen wurden bei verschiedenen Priufgeschwindigkeiten mit unterschiedlichen
Probengeometrien und teilweise mit hybriden Methoden durchgefuhrt. Die Ergebnisse fur den
Taylor-Quinney-Koeffizienten fiir Baustahl in den ersten beiden Zeilen von Tabelle 2 betreffen
die Untersuchungen von Taylor und Quinney, die mit Torsionsversuchen einen mittleren Wert
fur Bint von ca. 0,9 fur Stahl und auch fir Kupfer gefunden haben [98]. Werte in einer vergleich-
baren GroRenordnung wurden von Rosakis et al. fiir einen 36CrNiMo4-Stahl mit Bruchmecha-
nikproben (CT-Proben) in der Nahe einer Rissspitze ermittelt [104], ebenso in neueren Untersu-
chungen von Rittel et al. fur einen hochfesten Vergltungsstahl mit Rundzugproben [110]. Die
weiteren in Tabelle 2 aufgefuhrten Ergebnisse zeigen niedrigere Werte fur den Taylor-Quinney-

Koeffizienten, als sie von Taylor und Quinney selbst publiziert wurden.

Der Taylor-Quinney-Koeffizient hangt vom Vermdgen des Werkstoffs ab, Energie im Kiristall-
gitter zu speichern. Je mehr Energie im Kristallgitter gespeichert werden kann, umso weniger
Verformungsenergie wird in Warme umgesetzt und umso kleinere Werte werden fir  erreicht.
Daher hangt der Taylor-Quinney-Koeffizient insbesondere von der Mikrostruktur des Werkstoffs
ab. Zusatzlich wurden weitere Einflussfaktoren auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten wie die
Dehnung, die Dehnrate und der Spannungszustand untersucht, die in den folgenden Abschnitten
diskutiert werden.
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Tabelle 2: Literaturwerte fir den Taylor-Quinney-Koeffizienten (3 fir Stéhle

Werkstoff

Messmethode

Proben-

geometrie

Dehnrate

[s]

Baustahl experimentell Torsions- [98]
weichgegliht proben (k.A)) 0,96

Baustahl experimentell Torsions- K.A. Bint: 0,92 — [98]
proben 1,0

36CrNiMo4 experimentell CT-Probe 2000 By 0,864 | [104]

(1.651)
36CrNiMo4 experimentell | Druckproben 2500 By 0,85 [105]
(1.651)

C35 (1.0501) experimentell | Druckproben 8,7 Bint: 0,73 — | [115]
0,77

DP600 hybrid Flachzug- 0,01 Bint: 0,45 — | [109]
proben 1,0

DP1000 hybrid Flachzug- 0,01 Bint: 0,47 — | [109]
proben 0,69

Vergutungsstahl | experimentell Rundzug- 1500 Bint: 0,8 — [110]
1020 proben 0,92

Stahl C300 experimentell Rundzug- 1500 Bint: 0,38 — | [110]
proben 0,6

Edelstahl 304L | experimentell Rundzug- 1500 Bint: 0,4 — [110]
proben 0,73

Edelstahl 304L hybrid Flachzug- 0,66 Bint: 0,45 — | [118]
proben 1,0

Einfluss der Mikrostruktur auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten

Der Einfluss der Mikrostruktur auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten korreliert mit dem Ein-

fluss der Mikrostruktur auf die gespeicherte Energie Es. In erster Linie dient die gespeicherte
Energie Es der Erhohung der Gitterverzerrungsenergie [112], die hauptsachlich infolge zuneh-
mender Versetzungsdichte bei htheren Dehnraten und mit zunehmender plastischer Verformung
auftritt [75]. Weiterhin wird ein Teil der gespeicherten Energie Es fur Rekristallisationsprozesse
verwendet, die bei den entstehenden thermischen Bedingungen auftreten kdnnen [99, 64, 107].

Thermisch aktivierte Phasentransformationsvorgédnge kdnnen auch exotherm ablaufen, sodass
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ein Anteil der zuvor im Kristallgitter gespeicherten Energie wieder frei wird und in Warme um-
gewandelt wird. Dieser Vorgang wird als dynamische Rekristallisation bezeichnet [119, 107].
Dynamische Rekristallisation wurde beispielsweise von Oliferuk an austenitischen Stéhlen beo-
bachtet. Sie entsteht durch exotherme VVorgénge nach Einschniirbeginn, die als Zeichen fiir Scha-
digungsentwicklung gesehen werden [118]. Wenn exotherme Reaktionen auftreten, kann der dif-
ferentielle Taylor-Quinney-Koeffizient Baifr(t) zeitweise einen Wert groler als 1 einnehmen. Der
integrale Taylor-Quinney-Koeffizient Bint(t) kann aufgrund des 1. Hauptsatzes der Thermodyna-

mik den Wert von 1 jedoch nicht Gberschreiten.

Die unterschiedlichen Ergebnisse fur den Taylor-Quinney-Koeffizienten fur die verschiedenen
Stahle konnen durch unterschiedliche Gitterstrukturen wie z.B. krz-Gitter oder kfz-Gitter hervor-
gerufen werden. Ebenso kénnen auch die unterschiedlichen Messmethoden mit den verschiede-
nen Probengeometrien und Prifgeschwindigkeiten zu verschiedenen Ergebnissen fiir den Taylor-
Quinney-Koeffizienten fuhren. Die Ergebnisse in Tabelle 2 zeigen bis auf wenige Ausnahmen
die Tendenz, dass bei den Stahlen mit Uberwiegender krz-Gitterstruktur Werte fur den Taylor-
Quinney-Koeffizienten in der GroRenordnung von 0,8 bis 1 realistisch sind. Die in Tabelle 2
aufgefiihrten Stahle mit tUberwiegend kfz-Gitterstruktur zeigen hingegen niedrigere Werte fur

den Taylor-Quinney-Koeffizienten.

Einfluss der Dehnung auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten

Neben der Werkstoffabhéngigkeit kann der Taylor-Quinney-Koeffizient als differentieller Wert
Bairf auch eine Abhdngigkeit von der plastischen Dehnung aufweisen. Die Herleitung eines Zu-
sammenhangs zwischen dem Taylor-Quinney-Koeffizienten und der plastischen Dehnung basiert
héaufig entweder auf der Versetzungsdichtetheorie oder auf der Annahme von Eigenspannungen
im Werkstoff [112, 120]. Aus diesen beiden Theorien ergeben sich unterschiedliche Modelle.

Bever fand zun&chst, dass mit zunehmender Versetzungsdichte der Taylor-Quinney-Koeffizient
groRere Werte annimmt [112]. Mit zunehmender Versetzungsdichte ist im Werkstoff weniger
Kapazitat vorhanden, weitere Energie ohne substanzielle Schadigung im Kristallgitter zu spei-
chern. Daher wird ein groRerer Anteil der Verformungsenergie in Warme umgewandelt, sodass
der Taylor-Quinney-Koeffizient groRere Werte annimmt. Da in der Versetzungsdichtetheorie mit
zunehmender Dehnung eine hohere Versetzungsdichte erwartet wird, steigt nach dieser Theorie
der Taylor-Quinney-Koeffizient mit zunehmender Dehnung. Uber eine Analyse der Verset-
zungsenergien im Zusammenhang mit der Energieerhaltung entwickelte Zehnder einen ana-
lytischen Zusammenhang des differentiellen Taylor-Quinney-Koeffizienten mit der plastischen

Dehnung unter Einbeziehung des Verfestigungsexponenten n [121]:

Byg= 1—Cn (;Lllo)n-l (21)
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C stellt in Gleichung (23) einen werkstoffabhangig anzupassenden Parameter dar und mit pio
wird die plastische Dehnung bei FlieBbeginn beschrieben, die bei Stahl tblicherweise mit 2 %
festgelegt wird. Nach der Zehnder-Gleichung speichern damit Werkstoffe mit hohem Verfesti-
gungsvermogen mehr Energie wahrend des Verformungsprozesses und haben daher einen gerin-

geren Taylor-Quinney-Koeffizienten als Werkstoffe mit geringem Verfestigungsvermagen.

Die zweite Theorie zur Beschreibung des Einflusses der Dehnung auf den Taylor-Quinney-Ko-
effizienten wurde von Aravas vorgeschlagen und baut auf der im Werkstoff gespeicherten Ener-
gie aufgrund von Eigenspannungen auf [120], die bei Verformungsbeginn im Werkstoff vorhan-
den sind und sich wahrend des Verformungsprozesses abbauen Durch den Abbau von Eigen-
spannungen wéhrend der Verformung nimmt das Energiespeichervermogen des Werkstoffs mit
zunehmender plastischer Dehnung zu. Diese Annahme fiihrt dazu, dass im Gegensatz zum
Zehnder-Modell der Taylor-Quinney-Koeffizient mit zunehmender Dehnung kleiner wird. Die
Eigenspannungstheorie wurde von Aravas genutzt, um einen Zusammenhang zwischen dem
Taylor-Quinney-Koeffizienten, der plastischen Dehnung und dem Verfestigungsexponenten zu
beschreiben [120]:

(-m (25"

Paite = ~ N "ol on1
Fplyn_, (Pl
(Eon-n (29

(22)

Genau wie mit dem Zehnder-Modell ergeben sich auch nach dem Modell von Aravas fir Werk-
stoffe mit groRerem n-Wert kleinere Werte flr den Taylor-Quinney-Koeffizienten. Das Modell
von Aravas enthélt keinen Fitparameter, der Taylor-Quinney-Koeffizient kann daher ausschliel3-

lich mit dem n-Wert dehnungsabhéngig berechnet werden.

Beide Theorien wurden von Mason an einem hochfesten austenitischen Stahl mit kfz-Gitterstruk-
tur Uberprift und miteinander verglichen [105]. Der von Mason gemessene Taylor-Quinney-Ko-
effizient wurde Uber den gesamten Verformungsbereich mit der Versetzungsdichtetheorie besser
wiedergeben als mit der Eigenspannungstheorie. Ab einer Dehnung von 10 % lag er in der von
Taylor und Quinney publizierten GrdRenordnung von 0,9. In jungsten Untersuchungen von
Kodnemann wurde die Versetzungsdichtetheorie auch auf einen krz-dominierten DP1000-Stahl
angewandt. Eine Beschreibung des Taylor-Quinney-Koeffizienten nach dem Modell von
Zehnder hat im Vergleich zu einem konstanten Taylor-Quinney-Koeffizienten von 0,9 keine sig-

nifikante Verbesserung der numerischen Prognose der Warmeentwicklung gezeigt [122].

Die beschriebenen Ergebnisse kdnnen als Indiz gewertet werden, dass fur krz-Stéhle die Warme-
entwicklung mit einem Taylor-Quinney-Koeffizienten Bint in der GréRenordnung von 0,9 gut
beschrieben werden kann. Fir krz-Metalle wird daher heute n&herungsweise von einem konstan-

ten Taylor-Quinney-Koeffizienten in der GréRenordnung von 0,9 ausgegangen [99, 1, 123, 24].



30 2 Stand der Technik

Einfluss der Dehnrate auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten

Es gibt nur sehr wenige Untersuchungen bezliglich des Einflusses der Dehnrate auf den Taylor-
Quinney-Koeffizienten [105], da es schwierig ist, bei verschiedenen Dehnraten vergleichbare
Rahmenbedingungen fir die Messung des Taylor-Quinney-Koeffizienten zu erreichen. Die ana-
lytischen Modelle von Zehnder und Aravas beinhalten keine explizite Dehnratenabhéngigkeit
[121, 120]. Der Einfluss der Dehnrate auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten kann bei diesen
Modellen jedoch durch die Abhangigkeit des n-Wertes von der Dehnrate beschrieben werden.
Bei Werkstoffen, bei denen die Dehnrate einen deutlichen Einfluss auf das Verfestigungsvermo-
gen aufweist, ist daher auch mit einer Dehnratenabhéngigkeit des Taylor-Quinney-Koeffizienten
zu rechnen. Bei krz-Metallen zeigt der n-Wert keine deutliche Dehnratenabhangigkeit, siehe Ka-
pitel 2.1.3 [15]. Diese Beobachtung wird von Mason bestatigt, der in seinen Untersuchungen fir
den hochfesten Cr-Ni-Stahl in dem Dehnratenbereich zwischen 107 s bis 10° s keinen signifi-

kanten Dehnrateneinfluss auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten nachweisen konnte [105].

Einfluss des Spannungszustands auf den Taylor-Quinney-Koeffizienten

Die meisten jungeren Untersuchungen zum Taylor-Quinney-Koeffizienten wurden entweder un-
ter einachsiger Zugbelastung oder unter einachsiger Druckbelastung durchgefiihrt, siehe Tabelle
2. Taylor und Quinney verglichen ihre Ergebnisse aus Torsionsversuchen mit Ergebnissen von
Farren und Taylor aus einachsigen Zugversuchen an einem vergleichbaren Stahlwerkstoff [97,
98]. Da unter Torsionsbelastung wesentlich htéhere Dehnungen maglich sind als unter einachsi-
ger Zugbelastung, konnte dieser Vergleich nur fur einen kleinen Dehnungsbereich erfolgen, in
dem unter Zugbelastung ca. 1-2 % kleinere Werte fur den Taylor-Quinney-Koeffizienten ermit-
telt wurden als unter Torsionsbelastung [98]. Rittel untersuchte systematisch die Abhangigkeit
des Taylor-Quinney-Koeffizienten vom Belastungszustand durch schnelle Zug-, Druck- und
Scherversuche [110]. Bei den von ihm untersuchten hochfesten Stihlen kodnnen sich unter
Druck- und Scherbelastung bis zu ca. 5 % hdhere Werte fur den integralen Taylor-Quinney-Ko-
effizienten Bint ergeben als unter Zugbelastung. Dieses Ergebnis steht qualitativ im Einklang mit
den Erkenntnissen von Taylor und Quinney [97, 98]. Unter Druck- und Scherbelastung kann
daher bei vergleichbarer plastischer Dehnung der Probe ein moderat geringeres Energiespeicher-
vermogen vorliegen verglichen mit Zugbelastung. Da unter hochdynamischer Scherbelastung
eine adiabatische Scherbandbildung mit Werkstoffentfestigung entsteht, kann dieser VVorgang
das Verfestigungsvermogen des Werkstoffs verringern. Da nach den Theorien von Bever und
Aravas der Taylor-Quinney-Koeffizient mit abnehmendem n-Wert des Werkstoffs zunimmt,
konnte die adiabatische Scherbandbildung mit Werkstoffentfestigung zu einer moderaten Zunah-

me des Taylor-Quinney-Koeffizienten fiihren im Vergleich zu Zugbelastung.
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2.2.2 Adiabatische Erwarmung bei hochfesten Stahlen

Durch die erweiterten versuchstechnischen Maéglichkeiten, die sich in den letzten Dekaden mit
der Hochgeschwindigkeits-Infrarot-Thermografie ergeben haben, kann die adiabatische Tempe-
raturerh6hung heute auch bei kurzen Versuchszeiten unter hohen Belastungsgeschwindigkeiten
transient aufgezeichnet werden. Die ersten Untersuchungen erfolgten im Zusammenhang mit
Temperaturmessungen an der Rissspitze wahrend der Ausbreitung von Rissen in dickwandigen
metallischen Werkstoffen. Da die Rissausbreitung ein hochdynamischer Prozess ist, kann in der
Né&he der Risspitze von adiabatischen Bedingungen ausgegangen werden. In den Untersuchun-
gen von Rosakis wurden flr einen hochfesten Stahl an der Risspitze lokale Temperaturerhéhun-
gen Uber 400 K gemessen [104]. In dieser GroRenordnung liegen auch die von Hartley gemesse-
nen adiabatischen Temperaturerhéhungen in Scherbandern wéhrend der Verformung hochfester
Stdhle unter Dehnraten in der GroRenordnung von ca. 1000 s [124]. Reichert et al. haben an
einem krz-Stahl unter Belastungsgeschwindigkeiten von 2,5 m/s an der Rissspitze von dickwan-
digen Biegeproben lokale Temperaturerhéhungen von ca. 60 K gemessen [86]. Diese Untersu-
chungen betreffen dickwandige Strukturen. Fur Stahlblechwerkstoffe unter hohen Belastungsge-
schwindigkeiten liegen bisher jedoch erst wenige Messergebnisse der adiabatischen Temperatur-
erhéhung in hochverformten Zonen vor. Baumer hat fur hochmanganhaltige TWIP-Stéhle in
einachsigen Flachzugversuchen fiir Dehnraten von ca. 1 s lokale Temperaturerhéhungen bis zu
90 K gemessen [10]. Abedini hat firr einen hochstfesten pressgeharteten Stahl mit einer Blech-
dicke von 1,2 mm an gekerbten Zugproben bei einer Dehnrate von ca. 100 s eine Temperaturer-
héhung von bis zu 80 K gemessen [125]. In der Arbeit von Feuer wurden fur einen hochfesten
34MnB5-Stahlblechwerkstoff mit einer Zugfestigkeit von ca. 2000 MPa und einer Blechdicke
von 1,5 mm Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen fiur verschiedene Belastungsfalle von
Scherung bis ein- und mehrachsige Zugbelastung im Dehnratenbereich um 100 s durchgefiihrt
[18]. Fir alle Belastungssituationen wurden lokale Temperaturerhéhungen zwischen 200 K und
300 K gemessen. In dieser GrolRenordnung liegen auch die von Roth und Mohr fur einen DP600
berechneten und punktuell mit Thermoelementen bestatigten adiabatischen Temperaturerhéhun-
gen fir Kerbzug- und Scherzugversuche im Dehnratenbereich von 500 s [17]. Die adiabatische
Temperaturerhéhung kann unter Vernachlassigung von Wérmeabfluss durch Umwandlung von
Gleichung (19) nach

dr(t) = 2 gy (0) = 2D G6) deyy (1) (23)

£(t) Baige(t)
P Cp PCp

auch berechnet werden. Damit hangt die adiabatische Erwarmung neben dem Taylor-Quinney-

Koeffizienten auch von der Dichte p und der Wérmekapazitét c, ab. Beide Werkstoffkennwerte
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konnen zusatzlich auch temperaturabhangig sein. Mit dem folgenden Abschnitt erfolgt daher

eine kurze Diskussion der Temperaturabhéngigkeit dieser beiden GroRen.

Temperaturabhédngigkeit der Dichte und der Warmekapazitét

Richter hat systematische Untersuchungen zur Temperaturabhéngigkeit physikalischer Eigen-
schaften verschiedener unlegierter und mikrolegierter Stahle durchgefuhrt [126]. Nach seinen
Untersuchungen nimmt die Dichte bei Raumtemperatur fur alle untersuchten Stahle einen Wert
von 7,85 g/cm?® +/- 0,6% ein. Mit zunehmender Temperatur nimmt die Dichte linear ab. In dem
unter Crashbelastung erwarteten Temperaturbereich zwischen 20 °C und 200 °C nimmt sie je-
doch um weniger als 1 % ab, sodass flr einen Stahlblechwerkstoff eine ndherungsweise tempera-
turunabhéngige Dichte angenommen werden kann [126]. Die Temperaturabhéngigkeit der War-
mekapazitét ist bei dem Werkstoff Stahl deutlich starker ausgepragt verglichen mit jener der
Dichte. Die Warmekapazitat fiir ferritische, mikrolegierte und unlegierte Stahle sowie fir TRIP-
Stahle zeigt bei RT lediglich moderat unterschiedliche Werte im Bereich zwischen 450 J/kgK
und 490 J/kgK [126, 100, 127]. Nach experimentellen Untersuchungen von Richter steigt fur un-
legierte und mikrolegierte Stahle die Wéarmekapazitat im Temperaturbereich zwischen 20 °C und
200 °C von 460 J/kgK um ca. 15 % auf 530 J/kgK an [126].

Diese Untersuchungen weisen darauf hin, dass in der Modellierung des Verfestigungsverhaltens
von Stahlblechwerkstoffen ein Einfluss der Temperaturabhéngigkeit der Dichte vernachlassigt
werden kann. Der Einfluss der Temperaturabhéngigkeit der Warmekapazitat auf die berechneten
Spannungen und Dehnungen sollte Uberprift werden. Wird mit einem konstanten Taylor-
Quinney-Koeffizienten 3, mit konstanter Dichte p und konstanter Warmekapazitat ¢, gerechnet,

errechnet sich die integrale Temperaturerh6hung unter Annahme adiabatischer Bedingungen zu:

- B S
AT = s Jdwy = s Jodep (24)

2.2.3 Warmetransportmechanismen

Nicht in allen dynamischen Belastungsfallen ist von nahezu adiabatischen Bedingungen auszu-
gehen. Bei realen Crashszenarien beispielsweise und auch bei tblichen Umformprozessen treten
ortliche und zeitliche Belastungen auf, die thermische Situationen zwischen isotherm und adia-
batisch hervorrufen. Fur diese Situationen wird ein Teil der in Wé&rme umgewandelten Verfor-
mungsenergie wieder durch Wéarmetransport abgefiihrt. Beispielsweise wurden bei Nakajima-
Versuchen unter einer typischen Umformgeschwindigkeit von 1,5 mm/s in der Arbeit von Feuer
fir den hochstfesten Stahl 34MnB5 lokale Temperaturerhéhungen bis zu 100 K und lokale
Dehnraten in der GréRenordnung von 0,1 s gemessen [18]. Im Vergleich mit der adiabatischen

Temperaturerhéhung von 200 — 300 K bei Dehnraten um 100 s? ist bei dieser Verformungsge-
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schwindigkeit von einem nicht vernachlassigbaren Wérmetransport auszugehen. Der Warme-

transport in Festkorpern erfolgt durch Warmeleitung und Warmestrahlung.

Warmeleitung:

Bei der Warmeleitung, auch als Konduktion bezeichnet, wird die Wérme als kinetische Energie
zwischen materiellen Teilchen Ubertragen. Daher ist die Warmeleitfahigkeit eines Werkstoffs
durch die Eigenbewegung der Teilchen bestimmt. In Metallgittern sind die frei beweglichen
Teilchen die Elektronen, die gleichzeitig Ladung und Warme (bertragen. Wéarmetransport auf-
grund von Gitterschwingungen kann ebenfalls in Metallen auftreten, dieser ist jedoch dem War-
metransport aufgrund der Elektronenbewegung untergeordnet. Der Wéarmestrom durch Warme-
leitung Qyong Wird nach dem Fourier’schen Grundgesetz durch die zu ihm senkrecht stehende

Flache S mit der Temperaturdifferenz AT (ber eine Lange L beschrieben [128]:

Qkond = —SA T (25)

Die Warmeleitfahigkeit A [W/mK] beschreibt somit eine Stoffeigenschaft. Metalle gelten als gute
Warmeleiter. Da die Warmeleitfahigkeit durch die Anzahl der Elektronen bestimmt ist, die die
Warme transportieren, variiert sie deutlich flir verschiedene Metalle und Legierungszusammen-
setzungen. Fir reines Eisen wird eine Wéarmeleitfahigkeit von ca. 80 W/mK angegeben. Mit dem
Zusatz von Legierungselementen reduziert sich die Warmeleitfahigkeit signifikant, teilweise um
mehr als 50 % [126]. Fur mikrolegierte Stahle wurden Warmeleitfahigkeiten im Bereich zwi-
schen 30 und 50 W/mK gemessen [126]. Im Vergleich dazu liegen die Warmeleitfahigkeiten von
Kunststoffen in der Grélzenordnung von 0,1 — 0,4 W/mK [129]. Bei Festkdrpern wird die Tem-
peraturabhéngigkeit der Warmeleitfahigkeit Ublicherweise als gering eingestuft, bei hochfesten
Stahlen kann im Bereich zwischen RT und 200 °C eine Zu- oder Abnahme der Warmeleitfahig-
keit um ca. 10 % vorliegen [130, 131, 126]. Die Kenntnis realistischer Werte flr die Warmeleit-

fahigkeit ist fir numerische Rechnungen mit thermomechanischer Kopplung wichtig.

Warmestrahlung:

Jeder Korper emittiert und absorbiert an seiner Oberflache standig Energiequanten, die durch
Schwingungen der Molekile erzeugt werden. Bei Metallen sind dies die Gitterschwingungen, die
zu einer Emission von Strahlungen mit verschiedenen Wellenléngen fiihren. Im Infrarotbereich
liegt fir Metalle das Maximum der emittierten Strahlung bei Wellenldngen zwischen 1 bis 3 um.
Als MaR fiir die emittierte Strahlung wird die Strahlungsintensitat | als Fla&chenleistungsdichte in
W/m? verwendet. Die Strahlungsintensitat hangt im Wesentlichen von der chemischen Zusam-
mensetzung, der Beschaffenheit der Oberflache und dem Temperaturniveau des emittierenden

Korpers ab [132]. Die maximal mdgliche Energieabgabe Qp.qmax fir €ine Flache S integriert
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uber die spektrale Verteilung der verschiedenen emittierten Wellenlangen erfolgt fiir den ,,voll-

kommen schwarzen Korper mit dem Strahlungskoeffizienten Ks nach Planck [133]:
Qrad,max = SKg T* (26)

Da reale Korperoberflachen nicht vollkommen schwarz sind, wird fiir technische Berechnungen

der Emissionsgrad e eines Korpers eingefihrt als

e = Qrad (27)

Qrad,max
Da jeder Korper gleichzeitig Strahlung emittiert und absorbiert, missen bei der Wéarmedubertra-
gung durch Warmestrahlung die Temperaturen und Emissionsgrade beider beteiligter Korper,
Korper 1 und Korper 2, berlcksichtigt werden. Dieser Vorgang wird mit dem zwischen den Kor-
pern 1 und 2 effektiv wirkenden Strahlungskoeffizienten Kiz(eq, e,, Kg) nach dem Stefan-
Bolzmann-Gesetz beschrieben [134, 135]:

Qrad = SKy,(eq, ey, Ks)(T14 - T24) (28)
Fiur die Warmestrahlung ist kein Medium erforderlich und sie kann im Gegensatz zur Warme-
leitung Uber eine weite Strecke erfolgen. Der physikalische Effekt der Warmestrahlung wird flr
die Infrarot-Spektroskopie (IR-Spektroskopie) und fur die Infrarot-Thermografie (IRT) genutzt.
Bei der IR-Spektroskopie wird die Strahlungsintensitat in Abhéngigkeit von der Wellenlange er-
mittelt. Dadurch werden Ruckschlisse auf das Vorhandensein bestimmter Elemente getroffen.
Bei der IRT wird die Strahlungsintensitat fur den werkstoffabhéngig signifikanten Wellen-
langenbereich im Infrarotspektrum tber eine definierte Zeit mit einem Infrarot-Detektor integral
gemessen und mit der Temperatur korreliert [136]. Die fir diese Arbeit relevante Messtechnik

von Temperaturen mittels IRT ist in Kapitel 2.4.1 ausfuhrlich beschrieben.

Da Metalle aufgrund der Beweglichkeit der Elektronen im Metallgitter sehr gute Warmeleiter
sind, spielt bei hochfesten Stahlblechwerkstoffen die Warmeleitung im Hinblick auf den Warme-
transport eine bedeutende Rolle. Die (bertragene Wéarmemenge hangt neben den genannten
Werkstoffeigenschaften vor allem von der fir den Warmetransport zur Verflgung stehenden Zeit
und damit auch von der Dehnrate ab. Eine weitere wesentliche EinflussgroRe auf die abgeleitete
Warmemenge ist der Temperaturgradient, der durch die Lokalisierung der plastischen Dehnun-
gen beeinflusst wird. Im folgenden Kapitel sind daher die fur diese Arbeit relevanten Informa-

tionen zu den EinflugroRen auf die Lokalisierung von Dehnungen dargestellt.
2.2.4 Lokalisierung von Dehnungen im Zusammenhang mit adiabatischer Erwarmung

Durch den komplexen Zusammenhang zwischen lokalen Bereichen mit hoher plastischer Verfor-
mung, adiabatischer Erwarmung und Warmetransport aufgrund von Wérmeleitung wird die The-

matik der Lokalisierung in einem eigenen Unterkapitel behandelt. Lokalisierung bezeichnet die
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Ausbildung von ortlich begrenzten Bereichen mit hoher plastischer Verformung ausgehend von
einer gleichférmigen Verformung [9]. Lokalisierte Zonen werden auch als hochverformte Zonen
bezeichnet. Fir den Prufbereich einer Flachzugprobe ist in Bild 12 ein Zusammenhang zwischen
der Lokalisierung der Dehnungen, einer lokalen Temperaturerh6hung mit Temperaturgradienten
und Warmetransport schematisch aufgezeigt. Die Dehnungen lokalisieren sich in diesem Bei-

spiel auf eine Flache von ca. 50 mm? mit einer Lange von ca. 5 - 6 mm in Zugrichtung.

Dehnungsverteilung in der lokalisierten Zone Prufbereich einer Flachzugprobe
!).6 im verformten Zustand
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Bild 12: Schematischer Zusammenhang zwischen Lokalisierung der Dehnungen und Dehnraten,
der lokalen adiabatischen Temperaturerh6hung und dem Wéarmetransport am Beispiel
einer Flachzugprobe

Im linken Diagramm in Bild 12 ist die plastische Dehnung tber der Position auf einem Schnitt
durch die lokalisierte Zone aufgetragen. Die Lokalisierung der Dehnung tritt zusammen mit einer
Lokalisierung der Dehnrate auf. Im Bereich des Dehnungsmaximums wird aufgrund der dort
vorliegenden hoheren Dehnungen als im umliegenden Bereich auch mehr Verformungsarbeit in
Warme umgewandelt, sodass sich in dem lokalisierten Bereich h6éhere Temperaturen einstellen
als in der Umgebung, siehe Diagramm in Bild 12 rechts. Aufgrund der dadurch auftretenden lo-
kalen Temperaturgradienten werden Warmetransportvorgénge aufgrund von Warmeleitung in
der Blechebene initiiert. Die Dehnratenlokalisierung im Bereich des Dehnungsmaximums bremst
jedoch die Kinetik des Wérmetransports. Daher haben die Dehnrate und der Temperaturgradient
einen gegenldaufigen Einfluss auf die Wé&rmemenge, die aus der lokalisierten Zone in das umlie-

gende Material abtransportiert wird. Welcher dieser gegensatzlichen Einfllisse Uberwiegt, hangt
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insbesondere von den auftretenden Temperaturgradienten und der Dehnrate ab, die wiederum
von den mechanischen und thermischen Werkstoffeigenschaften und auch vom Spannungszu-
stand beeinflusst werden. Dabei ist zu beachten, dass die lokale Temperaturerhdhung zu einer
Werkstoffentfestigung fiihrt, die die Lokalisierung sowohl der Dehnungen als auch die der Dehn-

raten zusatzlich beschleunigt.

Dieser komplexe Zusammenhang der verschiedenen Einflussfaktoren auf den Warmetransport in
der Blechebene kann grundsatzlich an den beiden verschiedenen Lokalisierungsformen der Ein-
schnlirung und der Scherbandbildung untersucht werden. Die Lokalisierung tritt bei duktilen
Werkstoffen auf und zeigt sich in Form von Einschnirungen oder in der Ausbildung von Scher-
béndern. Einschnirungen entstehen unter ein- oder mehrachsiger Zugbelastung und fiihren bei
Blechwerkstoffen zu einer Dickenreduktion der Probe oder des Werkstiicks. Scherbénder treten
im Zusammenhang mit lokaler Scherbelastung auf. Die fur die Kinetik des Wéarmetransports
wesentlichen und in der Literatur verfugbaren Informationen zu diesen beiden Lokalisierungs-

formen sind im Folgenden separat dargestellt.

Einschniirung

Die Untersuchungen zur Lokalisierung aufgrund von Einschniirung betreffen in der Literatur
meistens entweder den Einschnirbeginn oder die Einschniirung zum Bruchzeitpunkt (Bruchein-
schnlirung Z). Der Einschnirbeginn spielt im Zusammenhang mit der Untersuchung der adiaba-
tischen Erwarmung in lokalisierten Zonen in dieser Arbeit nur insofern eine Rolle, da ab Ein-
schnilirbeginn lokale Temperaturgradienten auftreten. Daher ist ab Einschnirbeginn mit lokaler
thermischer Entfestigung zu rechnen. Bei der Ermittlung des Einschnurbeginns ist zwischen dif-
fuser und lokalisierter Einschniirung zu unterscheiden [137]. Die diffuse Einschniirung wurde
erstmals von Swift als ,,das Erreichen des Kraftmaximums* analytisch beschrieben [34]. Im ein-
achsigen Zugversuch beginnt die diffuse Einschnirung mit der GleichmalRdehnung Ag. Da fir
hochfeste krz-Stahlblechwerkstoffe mit hoher GleichmalRdehnung auch groRe Verfestigungsex-
ponenten einhergehen, ist der Beginn der diffusen Einschniirung mit zunehmendem n-Wert zu
groReren Dehnungen verschoben [38]. Fir die Untersuchungen in dieser Arbeit spielt lediglich
der Beginn der lokalisierten Einschnilirung eine Rolle, da erst ab lokalisierter Einschnlrung nen-
nenswerte Dehnungsgradienten auftreten [25]. Mit lokalisierter Einschniirung wird die Lokalisie-
rung unter Zugbelastung bezeichnet. Meist geht der lokalisierten Einschniirung die diffuse Ein-
schnilirung voraus [137]. Der Beginn der lokalisierten Einschniirung ist ein umfangreiches For-
schungsgebiet vor allem in der Blechumformung. Die Dehnungen zum Einschniirbeginn werden
fiir verschiedene Spannungs- und Dehnungszusténde Ublicherweise in Form der Grenzforménde-
rungskurve (FLC, Forming limit curve) beschrieben, die erstmalig von Keeler [138] und Godwin

[139] verwendet wurde. Fir Spannungszustdnde zwischen einachsigem und dquibiaxialem Zug
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wird die bei lokalem Einschnirbeginn vorliegende Hauptforménderung tiber der Nebenforman-
derung aufgetragen. Punkte oberhalb der FLC geben dabei Werkstoffversagen durch lokale Ein-
schnurung und damit inhomogene Blechausdinnung an. Die FLC kann experimentell oder néhe-
rungsweise analytisch ermittelt werden [140, 141]. Fir die experimentelle Ermittlung der FLC
entwickelte Nakajima einen Versuchstyp, bei dem Blechstreifen mit unterschiedlicher Breite mit
einem halbkugelférmigen Stempel umgeformt werden [142]. Durch die unterschiedlichen Pro-
benbreiten ergeben sich verschiedene Spannungs- und Dehnungszustande in der Polkkappe des
Stempels zwischen einachsigem und dquibiaxialem Zug. Versuchsaufbau, Probengeometrien,
Versuchsdurchfiihrung und die Auswertung der FLC sind in der DIN EN ISO 12004-2 [143]
standardisiert. Die Auswertemethodik zur Grenzforménderung stellt in der Umformtechnik bis
heute ein aktuelles Forschungsgebiet dar. In der Blechumformung wurden auRerdem viele analy-
tische Ansatze zur Ermittlung des Einschnilrbeginns entwickelt. Da in dieser Arbeit keine theo-
retischen Modelle zur Ermittlung des Einschniirbeginns untersucht werden, wird an dieser Stelle

auf die umfangreiche Arbeit von Banabic verwiesen [56].

Einfluss der Dehnrate auf den Einschnirbeginn

Unter dynamischer Belastung wird der Einschniirbeginn durch viele Faktoren beeinflusst und
daher in der FE-Rechnung fiir dehnratensensitive Werkstoffe haufig ein problematischer Aspekt.
Es wirken sowohl die dehnratenbedingten Verfestigungseffekte, die thermische Entfestigung, der
Warmetransport als auch der Schadigungsbeginn durch Porenbildung zusammen. Aus Hochge-
schwindigkeitszugversuchen an Stahlblechwerkstoffen ist bekannt, dass mit zunehmender Dehn-
rate die GleichmalRdehnung haufig abnimmt, was mit thermischer Entfestigung begrindet wird
[7]. Mit zunehmender Dehnrate werden die Dehnungen bei diffusem Einschnirbeginn daher
Kleiner. Diesen Zusammenhang hat Campbell bereits 1967 auf Basis der zeitlichen Veranderung
der Dehnungsgradienten in der Einschniirzone analytisch hergeleitet [144]. Auf Basis der Ver-
setzungstheorie sagte er fiir dehnratensensitive metallische Werkstoffe eine Abnahme der diffu-
sen Einschnirdehnung mit zunehmender Dehnrate voraus. Er bestatigte diese Hypothese anhand
von Zugversuchen an einem ferritischen Stahl mit Dehnraten zwischen 0,001 s und 100 s*
[144]. Keller und Herbrich beziehen sich auf die Arbeit von Campbell und bestatigten ebenfalls
in theoretischen und numerischen Untersuchungen fiir einachsige Zugversuche an einem ferriti-

schen Stahl die Abnahme der Einschnirdehnung mit zunehmender Dehnrate [92].

Fir mehrachsige Belastungen liegen vereinzelte Untersuchungen zum Einfluss der Dehnrate auf
die FLC und damit auf den lokalen Einschnurbeginn von Stahlblechwerkstoffen fur verschiedene
Zugspannungszustédnde vor. Fir den Blechwerkstoff CP600 zeigten Berg und Troster, dass die
experimentell ermittelte FLC im uniaxialen Bereich fir Hochgeschwindigkeitsbelastung in der
GroRenordnung von 10 m/s um ca. 15 % uber der bei tblicher Umformgeschwindigkeit von ca.
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1,5 mm/s ermittelten liegt [145]. Im Bereich der mehrachsigen Belastungen konnte in dieser
Arbeit keine nennenswerte Erhdhung der FLC mit zunehmender Dehnrate nachgewiesen werden.
Fur vergleichbare Untersuchungen an einem einfachen Stahlblechwerkstoff DCO1 bei einer
Stempelgeschwindigkeit von 20 m/s ermittelte Weil} eine Erhéhung der FLC im uniaxialen Be-
reich um bis zu 30 %, im dquibiaxialen Bereich eine Reduktion um etwa 10 % verglichen mit der
ublichen Prufgeschwindigkeit von 1-2 mm/s [146]. Diese Untersuchungen geben eine generelle
Tendenz bezuglich des Einflusses der Dehnrate auf den lokalen Einschniirbeginn bei mehrach-
siger Zugbelastung wieder. Fir einachsige Zugbelastung ergibt sich damit ein gegensatzlicher
Dehnrateneffekt auf die Grenzformanderung als lokalen Einschniirbeginn und auf den diffusen
Einschnirbeginn bei Zugversuchen. Wahrend mit zunehmender Dehnrate die diffuse Einschni-
rung bei kleineren Dehnungen stattfindet, tritt die lokale Einschniirung dann erst bei groReren
Dehnungen ein. Damit vergréRert sich der Bereich zwischen diffuser und lokaler Einschniirung
mit zunehmender Dehnrate. Systematische Untersuchungen dazu liegen bisher jedoch nicht vor.
Fur mehrachsige Belastungen kann fur die wenigen untersuchten Stahlblechwerkstoffe keine ein-
heitliche Tendenz beziiglich des Einflusses der Dehnrate auf die FLC und damit auf den lokalen

Einschnurbeginn festgehalten werden.

Einschniirung zum Bruchzeitpunkt

Fir einachsige Zugbelastung wird die Einschnlrung zum Bruchzeitpunkt als Brucheinschniirung
Z bezeichnet. Z ist ein Werkstoffkennwert und gibt die prozentuale Verkleinerung des Proben-
querschnitts der gepriften Probe bezogen auf den Anfangsquerschnitt an. Die Ermittlung der
Brucheinschnirung Z ist in der DIN EN I1SO 6892-1 standardisiert [30]. Die Brucheinschnirung
gibt Hinweise auf die lokale Versagensdehnung bei Bruch. Im Zusammenhang mit der Gleich-
maldehnung liefert dieser Wert daher Hinweise auf die Duktilitdt und das Lokalisierungspoten-
zial des Werkstoffs. Unter den Annahmen der VVolumenkonstanz und der homogenen Dehnungs-
verteilung Gber den Bruchquerschnitt kann aus dem Z-Wert die lokale Versagensdehnung & nach
Gleichung (29) abgeschéatzt werden. Sie entspricht der in Kapitel 2.1.3 erwahnten wahren Bruch-
dehnung ew,s. Hance und Davenport bezeichnen die aus der Einschniirung berechnete Versagens-
dehnung als ,, True Fracture Strain“ (TFS) [147].

gg= —In(1—-7Z) =¢,p =TFS (29)
Hance und Davenport haben eine Einteilung der Werkstoffe nach ihrer Duktilitat vorgeschlagen,

indem sie den Wert fur TFS in das Verhaltnis zur wahren GleichmalRdehnung ,,True Uniform

Elongation® (ey) nach Gleichung (30) setzen [147].

en = In(1+A4Ay) (30)
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Werkstoffe mit grofRen Werten flr das Verhaltnis von wahrer Bruchdehnung zur wahren Gleich-
maRdehnung TFS/ey zeigen eine groRe lokale Verformbarkeit und damit eine starke Lokalisie-
rung von Dehnungen. Werkstoffe mit kleinen Werten fiir TFS/ey hingegen zeigen eine grolie glo-
bale Verformbarkeit mit eher geringerer Lokalisierung von Dehnungen. Heibel untersuchte die
lokale und globale Verformbarkeit einiger Dual- und Komplexphasenstéhle fir den Karosserie-
bau [38]. Er bestétigte die groRere lokale Verformbarkeit von Komplexphasenstdhlen im Ver-
gleich zu den Dualphasenstahlen. Heibel hat fiir die von ihm untersuchten Dual- und Komplex-
phasenstéhle auch nachgewiesen, dass die wahre Gleichmalldehnung linear mit dem Verfesti-
gungsexponenten verknupft ist. Daher zeigen hochfeste Stahlblechwerkstoffe mit kleinen n-
Werten eine hohe lokale Verformbarkeit.

Es ist davon auszugehen, dass Werkstoffe mit grof3er lokaler Verformbarkeit grof3e lokale Deh-
nungsgradienten und damit auch hohe Temperaturgradienten aufweisen. Die Werkstoffeinteilung
nach der Duktilitdt konnte Hinweise auf die Kapazitat des Werkstoffs zu lokalem Wérmetrans-
port bei hoheren Dehnraten geben. Dieser Zusammenhang wurde jedoch bisher noch nicht tber-

pruft und ist im Zusammenhang mit den lokal auftretenden Dehnraten zu bewerten.

Scherlokalisierung

Im Verformungsverhalten von Metallen werden auch Lokalisierungen in Form von Scherbén-
dern beobachtet. Als Scherbander werden sehr schmale lokalisierte Bédnder im Werkstoff in der
Grolkenordnung von ublicherweise 10 — 100 um bezeichnet [148], siehe Bild 13 links. Im Ver-
gleich zu Einschnirvorgéngen unter Zugbelastung liegen damit unter Scherbelastung deutlich
groRere Dehnungsgradienten vor, siehe Bild 13 rechts.
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Bild 13: Mikroskopaufnahme eines Scherbandes in einer Rohrtorsionsprobe eines kaltgewalzten
Stahls [124] (links) und Dehnungen aus Grauwertkorrelation 1angs eines Schnittes durch
die hochverformte Zone einer Scher- und Flachzugprobe kurz vor Bruch fiir den Blech-
werkstoff HX340LAD [2] (rechts)
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Es wird unterschieden zwischen adiabatischen Scherbéndern mit hohen lokalen Dehnraten bis zu
10° st und hohen lokalen Temperaturen von teilweise Gber 500 °C, und jenen Scherbandern, die
sich unter quasistatischer Belastung bei nahezu isothermen Bedingungen einstellen [148]. Da die
Bildung von Scherbéndern gerade bei duktilen metallischen Werkstoffen plétzlichen Scherbruch
und damit unerwiinschte Schadensfélle einleiten kann [149, 148], ist die thermomechanische Ki-
netik von Scherbéndern seit den friihen Untersuchungen von Tresca im Jahre 1878 [150] ein
kontinuierliches Forschungsgebiet. Aufgrund der umfangreichen Untersuchungen mit teilweise
gegensétzlichen Theorien werden in diesem Kapitel lediglich die wesentlichen Informationen
zusammengestellt, die sich auf die Lokalisierung von Dehnungen und Temperaturen und auf den

Warmeabfluss aus der lokalisierten Zone beziehen.

Die in vielen Arbeiten wiederkehrende Frage zum Thema Scherlokalisierung betrifft das lokale
Dehnungsniveau zu Beginn der Scherbandbildung. Da ab der lokalen Dehnung, bei der die
Scherbandbildung beginnt, die thermomechanische Kinetik der Scherlokalisierung eintritt, wird
diese Dehnung auch als Scherinstabilitdtsdehnung bezeichnet [148]. Die Scherinstabilitatsdeh-
nung wird beeinflusst von dehnratenbedingten Verfestigungseffekten, von einer Entfestigung
aufgrund von Schédigung durch Porenwachstum und aufgrund von thermischer Entfestigung
durch lokale adiabatische Temperaturerh6hung. Zusatzlich kénnen im Scherband Phasenande-
rungen durch Rekristallisationsprozesse auftreten, die ebenfalls die Werkstofffestigkeit beein-
flussen [148, 111, 151, 152]. In diesem Zusammenhang hat sich gezeigt, dass mit zunehmendem
Verfestigungsexponenten (n-Wert) der Beginn der Scherinstabilitat erst bei htheren Dehnungen
eintritt. Staker hat fiir einen mikrolegierten, hochfesten Stahlblechwerkstoff unter hochdynami-
scher Belastung einen linearen Zusammenhang zwischen der Scherinstabilitdtsdehnung und dem
n-Wert ermittelt [153]. Daher kdnnen aus dem Verfestigungsvermdgen des Werkstoffs Tenden-
zen beziglich des Lokalisierungsverhaltens abgeleitet werden, sowohl bezlglich der Einschni-
rung unter Zugbelastung als auch beziiglich der Scherbandbildung.

Eine weitere fir diese Arbeit wichtige Fragestellung betrifft die Festigkeit des Werkstoffs im
Scherband verglichen mit dem unverformten Material. Aus Hartemessungen an Proben aus Bau-
stahl nach sowohl einer isothermen als auch einer adiabatischen Scherverformung oder nach
einem Scherbruch hat sich im Scherband und im direkten Umfeld des Scherbandes eine héhere
Festigkeit gezeigt als im unverformten Werkstoff [154]. Daher fiihrt Scherverformung héufig
ohne vorherige Werkstoffentfestigung zu einem unmittelbaren Bruch durch Werkstofftrennung.
Dies ist im Einklang mit Kraft-Verlangerungs-Diagrammen von Scherversuchen bei Stahlblech-
werkstoffen, die insbesondere fur quasistatische Belastung die maximale Kraft unmittelbar vor
Bruch zeigen ohne eine vorherige Entfestigung, siehe Bild 14 rechts [155, 156, 157].
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Aulerdem wurde bereits 1983 publiziert, dass unter Scherbelastung unter RT bei verschiedenen
Baustahlen, Werkzeugstahlen und mikrolegierten Stihlen ab Dehnraten von 10 s aufwarts deut-
lich kleinere Scherbruchdehnungen gemessen werden als unter niederigeren Dehnraten [148],
siehe auch Bild 14 rechts. Fir Dehnungsmessungen mit Hilfe von Grauwertkorrelation hat sich
dieses Ergebnis fir hochfeste Stahlblechwerkstoffe sowohl bei RT als auch im Temperaturbe-
reich von -40 °C bis 100 °C bestéatigt [158, 123, 155, 93].
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Bild 14: Beispiel einer Scherprobengeometrie (links) [155, 123] und Spannungs-Dehnungs-
Kurven fur Scherversuche unter den angegebenen Dehnraten fur einen DP600 Stahl-
blechwerkstoff (rechts) [155]

Da Scherbandlokalisationen unter hohen Dehnraten Breiten im Mikrometerbereich zeigen [155],
siehe Bild 15, kdnnen Scherbruchdehnungen mit Grauwertkorrelation aufgrund blicher Ortsauf-
I6sungen von ca. 0,1 - 0,3 mm nur mit grober N&herung erfasst werden. Anhand der Kornrotatio-
nen, die in Bild 15 als Winkel angegeben sind, werden deutlich groRere Scherbruchdehnungen
berechnet verglichen mit denjenigen, die aus Grauwertkorrelation ermittelt werden [155]. Auch
hieran ist zu erkennen, dass die Scherlokalisierung in deutlich schmaleren Béndern erfolgt und

damit eine andere Kinetik aufweist als die klassische Einschnirung unter Zugbelastung.

Beziiglich des Ubergangsbereiches zwischen isothermen und adiabatischen Bedingungen in den
Scherbandern ist es nachvollziehbar, dass bei vergleichbarer Dehnrate aus schmalen Scherbén-
dern mehr Wérme in das umliegende Werkstoffvolumen abtransportiert werden kann als aus
breiteren Scherbéndern. Der Wérmetransport fuhrt zu einem Temperaturabfall im Scherband und
hemmt damit eine weitere Scherlokalisierung in Breiten- und Tiefenrichtung. Aus breiteren
Scherbandern wird bei vergleichbarer Dehnrate hingegen weniger Wéarme in das umliegende Vo-
lumen transportiert. Dadurch steigt die Temperatur im Scherband an und die fortschreitende
Scherlokalisierung wird begunstigt. Aufgrund dieser gegenlaufigen Kinetik stellt sich aus ener-

getischen Griinden eine optimale Scherbandbreite ein, die beeinflusst wird von der Wéarmeleitfa-
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higkeit des Werkstoffs, der Temperatur und dem Betrag der Schubspannung im Scherband, und

die mit zunehmender Dehnrate abnimmt [148].

DP600; 100 s

Scherband

0
20 pm 20 pm 20 pm

Bild 15: Mikrostrukturbilder der Scherzone einer bei 100 s gepriiften Scherzugprobe fiir den
Blechwerkstoff DP600 nach dem Versuch [155]

Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass bei der Lokalisierung sowohl als Einschnu-
rung als auch als Scherband der wesentliche Fokus bisheriger Untersuchungen auf der Ermitt-
lung der Dehnung zu Lokalisierungsbeginn liegt. Sowohl fiir den Einschniirbeginn als auch fiir
den Beginn der Scherlokalisierung zeigte sich, dass mit zunehmendem Verfestigungsvermogen
die Lokalisierung zu héheren Dehnungen verschoben ist. Wesentlich fir den Warmetransport ist
die GroRe der lokalisierten Zone. Da in Stahlproben Scherbander schmaler als Einschniirzonen
sind, ist bei vergleichbarer Dehnrate unter Scherbelastung mit einem héheren Warmetransport zu
rechnen als unter Zugbelastung. Zum Verstdndnis der Lokalisierungskinetik unter Zug- und
Scherbelastung bleiben jedoch noch Fragen offen, z.B. beziiglich der Entwicklung der Dehnrate
im Zusammenhang mit der Breite der lokalisierten Zone. Um den Einfluss des Spannungszustan-
des auf den Warmetransport aus der lokalisierten Zone abschétzen zu kénnen, sind diesbeziglich
direkte Vergleichsuntersuchungen fur Zug- und Scherbelastung erforderlich.

2.2.5 Zusammenfassung der adiabatischen Erwarmung bei dynamischer Belastung
Wahrend einer plastischen Verformung wird bei Stahlblechwerkstoffen der Uberwiegende Teil
der Verformungsarbeit in Wéarme umgewandelt. Der nicht in Warme umgewandelte Teil der
Verformungsenergie wird im Kiristallgitter gespeichert und hangt damit von der Kristallstruktur
ab. Jener in Warme umgewandelte Anteil der Verformungsarbeit wird durch den Taylor-
Quinney-Koeffizienten B quantifiziert, der Werte zwischen 0 und 1 annehmen kann. Die in die-

ser Arbeit relevanten Stahlblechwerkstoffe zeigen berwiegende Anteile an krz-Gitterstruktur.
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Fur diese Werkstoffklasse wurden in den meisten Untersuchungen Werte fir den Taylor-
Quinney-Koeffizienten zwischen 0,8 und 1 ermittelt, d.h. 80 % bis nahezu 100 % der Verfor-
mungsarbeit werden in W&rme umgewandelt. Eine Abhéngigkeit des Taylor-Quinney-Koeffi-
zienten von der Dehnrate und vom Spannungszustand kann flr hochfeste Stahlblechwerkstoffe
mit groBen Anteilen an krz-Gitterstruktur nach bisherigem Kenntnisstand als vernachlassigbar

eingestuft werden.

Bei Belastungen im crashrelevanten Bereich mit Dehnraten in der GréRenordnung von 100 s
wurden bei hochfesten Stahlblechwerkstoffen adiabatische Temperaturerh6hungen von ca.
200 K bis 300 K ermittelt. Unter nahezu adiabatischen Bedingungen kann mit Kenntnis des
Taylor-Quinney-Koeffizienten, der Dichte und der Warmekapazitéat des Stahlwerkstoffs die loka-
le Temperaturerhdhung aus der plastischen Verformungsarbeit der Probe berechnet werden. Fur
Zustéande zwischen isotherm und adiabatisch wird ein signifikanter Anteil der entstandenen
Warme aus der lokalisierten Zone wieder abtransportiert. Aufgrund ihrer guten Warmeleitféhig-
keit findet bei Stahlblechwerkstoffen ein groRer Teil des Warmetransportes iber Warmeleitung
statt. Die Warmemenge, die durch Warmetransport aus der lokalisierten Zone abtransportiert
wird, wird neben der Warmeleitfahigkeit als Werkstoffeigenschaft vor allem von der Transport-
zeit und dem Temperaturgradienten beeinflusst. Daher beeinflussen die GroRe der lokalisierten
Zone und die lokalen Dehnraten wesentlich die aus der lokalisierten Zone abtransportierte War-
memenge. Die Lokalisierung der Dehnungen unter Zugbelastung fuhrt zu Einschnirbildung mit
Ausdinnung der Probe, unter Scherbelastung entstehen Scherbander. Scherbander sind mit ca.
10 — 100 pwm deutlich schmaler als Einschniirzonen. Ein direkter Vergleich der Lokalisierungski-
netik unter Zug- und Scherbelastung liegt bisher nicht vor, wirde jedoch Aufschluss geben iber
den Einfluss des Spannungszustandes auf den Warmetransport im Bereich zwischen isotherm

und adiabatisch.
2.3 Modellierung des Verfestigungsverhaltens fiir die Crashsimulation

Fir die virtuelle Abbildung des mechanischen Verhaltens von Werkstoffen als Reaktion auf
aullere Belastungen wird Ublicherweise das numerische Verfahren der Finite-Elemente-Methode
(FEM) eingesetzt. Die FEM basiert auf einer Unterteilung des Strukturvolumens komplexer
Geometrien in endlich viele Teilelemente wie z.B. Quader oder Tetraeder. Fir diese Teilelemen-
te gelten vereinfachte modellhafte Beschreibungen flr die aufgebrachten Belastungen. Durch das
virtuelle Aufbringen duf3erer Belastungen entstehen Differentialgleichungen, die analytisch nicht
vollstandig l6sbar sind und daher in der FEM iterativ geldst werden. Dazu sind konstitutive Mo-
delle, sog. Materialmodelle, erforderlich, die das Werkstoffverhalten in dem anwendungsrele-

vanten Dehnratenbereich und unter real auftretenden Spannungszustdnden realistisch abbilden
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konnen. Fir die Simulation von Crashbelastungen sollte das verwendete Materialmodell das Ma-
terialverhalten in einem Dehnratenbereich von quasistatisch (ca. 102 s™) bis crashartig (ca.
100 s - 1000 s) und unter ein- und mehrachsigen Zug- und Druckbelastungen sowie Scherbe-
lastung moglichst prazise abbilden kénnen. Fir die Modellierung des Verfestigungsverhaltens
unter komplexen Belastungszustanden ist die Wahl eines geeigneten FlieRKkriteriums und eines
geeigneten Modells fur die Beschreibung der Verfestigungskurven, die bereits in den Kapiteln
2.1.2.2 und 2.1.5 diskutiert wurden, erforderlich. Ublicherweise wird bei hochfesten Stahlblech-
werkstoffen das von Mises-FlieRkriterium als Fliebedingung in der Crashsimulation verwendet.
Die heutzutage in der Crashsimulation verwendeten Verfestigungsmodelle beriuicksichtigen Gbli-
cherweise dehnratenbedingte Verfestigungseffekte, siehe Kapitel 2.1.5. Die zusétzliche Beriick-
sichtigung der thermischen Entfestigung durch adiabatische Erwérmung erfordert jedoch auch
ein Verfestigungsmodell mit einer Berlicksichtigung der Abhangigkeit der FlieRspannung von
der Temperatur sowie die Berechnung der lokal vorliegenden Temperatur. Die derzeit praktizier-

ten Vorgehensweisen sind im folgenden Kapitel aufgezeigt.
2.3.1 Berucksichtigung der adiabatischen Erwarmung in der Modellierung

Um die Temperaturabhangigkeit des Verfestigungsverhaltens zu bertcksichtigen, besteht eine
Madglichkeit in der Verwendung eines thermo-viskoplastischen Verfestigungsmodells, das neben
einer Dehnratenabhé&ngigkeit auch eine analytische Abhangigkeit von der Temperatur beinhaltet,
siehe 2.1.5. Eine weitere Moglichkeit stellt die Verwendung eines elasto-plastischen Verfesti-
gungsmodells dar, wie z.B. den Voce-Ansatz mit tabellarischer Eingabe dehnratenabhéngiger
Verfestigungskurven und einer multiplikativen Verknupfung dieser Verfestigungskurven mit
einem temperaturabhéngigen Entfestigungsterm. Fur beide Varianten werden realistische Werte
der aktuell vorliegenden lokalen Temperatur bendtigt.

Unter adiabatischen Bedingungen, wie z.B. bei hochdynamischen Prozessen, kann die lokale
Temperatur ohne eine thermomechanisch gekoppelte Rechnung aus den mechanischen Grélzen
ermittelt werden. Die lokale Temperaturerhdhung l&sst sich dann aus der lokalen Verformungs-
arbeit nach Gleichung (23) in Kapitel 2.2.2 berechnen. Haufig wird fiir hochfeste krz-Stdhle ein
konstanter Taylor-Quinney-Koeffizient K zwischen 0,9 und 0,95 eingesetzt, [99, 1, 123, 36,

159]. Eine mdgliche numerische Umsetzung der Berechnung der adiabatischen Temperaturerho-
hung ohne Beriicksichtigung von Wérmeabfluss in Kombination mit einem Verfestigungsmodell
mit tabellarischer Eingabe von dehnratenabhéngigen Verfestigungskurven erfolgte von Buyuk
[22]. Im Zusammenhang mit seiner Arbeit entstand fiir den FE-Code LS-DYNA das Materialmo-
dell MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK (MAT _224) [160]. Dieses Materialmodell wurde

mittlerweile mehrfach erfolgreich in Crashberechnungen [22, 8, 161] sowie fur hochdynamische
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Fertigungsprozesse wie adiabatisches Scherschneiden oder Umformprozesse mit hohen Um-

formgeschwindigkeiten [152, 162] verwendet.

Wenn keine adiabatischen Bedingungen vorliegen, muss die aktuelle lokale Temperatur unter
Berlicksichtigung des lokalen Warmetransports ermittelt werden. In der Umformsimulation wer-
den dazu ublicherweise thermomechanisch gekoppelte Simulationen durchgefihrt, bei denen die
Temperaturfeldinformationen aus der thermischen Rechnung enthommen werden [163]. Fr
thermomechanische Zusténde, in denen noch ein signifikanter Warmetransport stattfindet, kann
die lokale Temperatur auch nédherungsweise durch eine isotherm-adiabatische Korrektur der un-
ter adiabatischen Bedingungen berechneten Temperatur berticksichtigt werden. Eine in einigen

Arbeiten fur die Crashsimulation bereits erprobte VVorgehensweise ist im Folgenden dargestellt.

Dixon und Perry haben erstmals durch Temperaturmessungen untersucht, dass der Anteil der im
Werkstoff verbleibenden Warme durch eine differenzierbare Funktion in Abhéangigkeit von der
Dehnrate beschrieben werden kann [23]. Darauf aufbauend wurde in der Vergangenheit in eini-
gen Arbeiten der Ubergang von isotherm zu adiabatisch mit einem analytischen Ansatz beschrie-
ben [24, 164, 8, 17, 23, 127]. Der Warmeabfluss wird dehnratenabhéngig berticksichtigt, indem
eine Skalierung der generierten Warme mit einer Gewichtungsfunktion w(ép,) erfolgt, die Werte
zwischen 0 fir vollstandig isotherme Bedingungen und 1 fur vollstandig adiabatische Bedingun-
gen annehmen kann, siehe Gleichung (31) und Bild 16 links.

. Bin . ﬁin
dT = w(spl) p—C; dwp = w(&p1) p—C; c dep (31)

Diese Vorgehensweise gleicht einer Skalierung des Taylor-Quinnney-Koeffizienten in einem
Ubergangsdehnratenbereich. Dadurch kann auf die Informationen aus einer Temperaturfeldbe-
rechnung verzichtet werden, sodass das Werkstoffverhalten vollstdndig aus den mechanischen
Grolen ermittelt werden kann. In Bild 16 rechts sind beispielhaft fur einen Dualphasenstahl
DP1000 isotherme FlieRBkurven fiir verschiedene Dehnraten und die nach Gleichung (31) berech-
nete Temperaturerhdhung gezeigt [8]. Fiir die nominellen Dehnraten 20 s bis 250 s werden bei
einer plastischen Dehnung von 1 vergleichbare Temperaturerh6hungen von bis zu 200 K berech-
net, sodass fir diesen Dehnratenbereich von nédherungsweise adiabatischen Zustanden ausgegan-
gen werden kann. Fir die nominelle Dehnrate 0,1 s werden mit Gleichung (31) um ca. 50% nie-
drigere Temperaturerhthungen berechnet, sodass ein Zustand zwischen isotherm und adiabatisch
abgebildet wird. Mit der dehnratenabhéngigen Skalierung des Taylor-Quinney-Koeffizienten ist
es daher maoglich, auch im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch realistische
Temperaturerhéhungen zu berechnen. Voraussetzung daflr ist jedoch, dass die eingesetzte
Gewichtungsfunktion an das Werkstoffverhalten angepasst wurde, idealerweise durch Tempe-

raturmessungen im Ubergangsdehnratenbereich zwischen isotherm und adiabatisch. Weiterhin
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ist zur Berechnung der im Werkstoff vorhandenen lokalen Warme ein realistischer Wert fir den

kontanten Taylor-Quinney-Koeffizienten Bint notwendig.
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Bild 16: Schematische Darstellung der Gewichtungsfunktion w(&p,;) fur die Skalierung des
Taylor-Quinney-Koeffizienten im isotherm-adiabatischen Ubergang (links) [23] und iso-
therme Verfestigungskurven mit berechneter Temperatur fur verschiedene Dehnraten fiir
einen DP1000-Blechwerkstoff (rechts) [8]

Die analytische Beschreibung von w(&p;) erfolgte in der Vergangenheit durch Ansatze, die die
Kurvenform und die Positionierung der Kurve auf der Abszisse festlegen [11, 24, 8, 164, 127,
165, 127], siehe Tabelle 3. Als einfachste Funktion wurde von EI-Magd et al. eine Arcus-Tan-
gens-Funktion mit lediglich einem Parameter &,, als Ubergangs- oder Wendedehnrate von iso-
therm zu adiabatisch fir Aluminiumlegierungen verwendet [24]. Der Einsatz einer Ubergangs-

dehnrate £,, als Parameter bewirkt, dass die Gewichtungsfunktion w(&p) auf der Dehnratenach-

se verschoben werden kann, siehe Bild 17. Die Steigung der Kurve kann jedoch mit nur einem
einzigen Parameter nicht angepast werden, sodass weitere Ansétze mit 2 Parametern entwickelt
wurden. Trondl schlug dazu eine erweiterte Arcus-Tangens-Funktion mit dem zusétzlichen Pa-
rameter by vor, der neben der Ubergangsdehnrate &,, zusatzlich die Breite des Ubergangsberei-
ches festlegt [8], siehe auch Bild 17.

Roth, Mohr und Li haben beispielsweise Polynomfunktionen mit der Anfangs- und der Enddehn-
rate des Ubergangsbereiches als Parameter vorgeschlagen [17, 165]. Entgegengesetzt zu den Uib-
rigen in Tabelle 3 aufgefilhrten Ansatze setzen die Polynomfunktionen auRerhalb des Uber-
gangsbereiches vollstandig isothermes bzw. vollstandig adiabatisches Verhalten voraus. Li konn-
te fir einen DP800 mit dem logarithmischen Polynomansatz sowie mit der erweiterten Arcus-
Tangens-Funktion von Trondl die experimentellen Ergebnisse berwiegend gut abbilden [165].
Im nahezu isothermen Bereich fuhrte die erweiterte Arcus-Tangens-Funktion von Trondl zu mo-

derat zu hohen Werten fiir die Gewichtungsfunktion.
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Tabelle 3: Analytische Beschreibungen des skalierten Taylor-Quinney-Koeffizientenw(épl)

Isotherm-adiabatische Gewichtungsfunktion

" Fitparameter

Quelle

w(ép) = + — arctan ((Zi - ) Ew [24]
w
. 1 pl .
w(ép) = 5 <1 + tanh <b log (g ))) be, & [127]
A%
3¢ 2§
(‘)(épl) (gpl Slt) ( 2T Tpl” glt) yEit < 8pl < 8a éit' éa [17]
(Spl 8lt)
. (logéy — logéit) (3loge, — 2logé, — logé,,)
oo(sp]) = 3 ’ ..
(logép — logé,,) &t €a [165]
bie < o1 < Ea
oo(spl) = 0,5 + arctan (b In (:1)) by, Ew [8]
W

10 —mMm ————
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Bild 17: Gewichtungsfunktion w(£p;) in Abhangigkeit der Dehnrate fur die im Diagramm
angegebenen Funktionen aus Tabelle 3 mit den zugehdrigen Parametern [24, 8]

Der Ubergangsdehnratenbereich und damit auch die Ubergangsdehnrate zeigt eine Abhangigkeit
vom Werkstoff und kann zusétzlich durch die Probengeometrie beeinflusst werden. In vergange-
nen Untersuchungen wurde aufgezeigt, dass der Ubergangsdehnratenbereich bei Stihlen zwi-
schen 10 s bis 10 s liegen kann, siehe Tabelle 4. Fiir Druckversuche wurden Ubergangsdehn-
ratenbereiche bis zu ca. 10 s ermittelt. Fiir Zugversuche dagegen zeigten sich Ubergangsdehn-

ratenbereich bis zu einer Dehnrate von etwa 1 s™.
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Tabelle 4: Literaturwerte fir den isotherm-adiabatischen Ubergangsdehnratenbereich fiir ver-
schiedene Stahle und Probengeometrien

isotherm-adiabatischer

Werkstoff Probengeometrie | _ Quelle
Ubergangsdehnratenbereich
| gekerbte | | [127]
C1018 (kaltgewalzt) _ 10?s1-10st?
Zylinderdruckproben
Ferritischer Stahl K.A. >102s? [166]
N Flach-/ [14]
Ferritischer Stahl 102st-1st
Rundzugproben
Austenitischer Stahl k.A. ca.5-10% st [166]
StE47 K.A. 104s1-102s? [14]
C-Mn-Stahl Typ 224 | Zylinderdruckproben 10?st-4¢st [23]
Karosseriestahle Druckproben 10 st [1]
DP1000 Flachzugproben 6-101st [8]
HX340LAD Flachzugproben 5.101st [8]

Bisher liegen nur wenige Untersuchungen dartiber vor, in welcher Weise die Ubergangsdehnrate
durch Werkstoff- und Geometrieparameter beeinflusst wird. Frost und Alby haben aus konven-
tionellen Druckversuchen die Ubergangsdehnrate in Abhéngigkeit von dem Verfestigungsexpo-
nenten n, der Warmeleitfahigkeit A, einem Geometrieparameter A und der Steigung der thermi-
schen Entfestigung nach gleichung (32) beschrieben [167]. Systematische Untersuchungen zum
Einfluss des Spannungszustandes auf den Ubergangsdehnratenbereich sind an dieser Stelle noch
erforderlich.
4ni

< -
YA,

2.3.2 Zusammenfassung der Modellierung des Verfestigungsverhaltens

(32)

In der Simulation von Verformungsprozessen bei hohen Dehnraten, wie sie in der Crashsimula-
tion erforderlich sind, werden h&ufig phdnomenologische viskoplastische Verfestigungsmodelle
eingesetzt. Erfolgt eine zusatzliche Beriicksichtigung der thermischen Entfestigung aufgrund
adiabatischer Erwérmung, so wird die Temperaturerh6hung aus der in Wéarme umgesetzten Ver-
formungsenergie berechnet. Da in der Crashsimulation zur Reduktion des Berechnungsbedarfs in
den meisten Féllen keine thermomechanisch gekoppelten Simulationen durchgefiihrt werden,
wird der Warmeabfluss im Bereich zwischen isotherm und adiabatisch h&ufig nicht beriicksich-
tigt, sondern es wird von einem vollstdndig isothermem oder von einem vollstandig adiabati-

schen Zustand ausgegangen. Die nach Warmeabfluss im Werkstoff verbleibende Wéarme kann
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jedoch auch analytisch durch eine Skalierung des Taylor-Quinney-Koeffizienten mit einer Ge-
wichtungsfunktion beschrieben werden. Die Gewichtungsfunktion kann abhangig von der Dehn-
rate Werte zwischen O fir isothermes Verhalten und 1 fiir adiabatisches Verhalten einnehmen.
Der Dehnratenbereich des Ubergangs von isotherm bis adiabatisch zeigt eine Abhangigkeit vom
Werkstoff und von bisher nicht néher definierten geometrischen Rahmenbedingungen. Bezlglich
des Einflusses des Spannungszustands auf den Ubergangsdehnratenbereich liegen bisher keine
systematischen Untersuchungen vor. Es ist davon auszugehen, dass aus schmalen Scherzonen bei
gleicher Dehnrate mehr Warme abtransportiert wird als aus gréReren Einschniirzonen unter Zug-
belastung. Daher konnte fiir Scherbelastung der Ubergangsdehnratenbereich bei héheren Dehn-

raten liegen als fur Zugbelastung.
2.4 Werkstoffcharakterisierung fir die Crashsimulation

Die Charakterisierung von im Karosseriebau eingesetzten hochfesten Stahlblechwerkstoffen fir
die Crashsimulation deckt (blicherweise einen weiten Bereich an Spannungszustdnden von
Scherung Uber einachsigen bis zu mehrachsigem Zug ab. Zur Ermittlung von Dehnrateneffekten
werden Ublicherweise Hochgeschwindigkeitsversuche durchgefiihrt, meistens unter einachsiger

Zugbelastung, teilweise auch fiir mehrachsige Spannungszusténde.

Die Basischarakterisierung fir metallische Blechwerkstoffe wird im einachsigen Zugversuch bei
Raumtemperatur und einer nominellen Dehnrate in der GréRenordnung von etwa 0,001 s durch-
gefiihrt, ublicherweise nach DIN EN ISO 6892-1 [30]. Meistens werden Flachzugproben einge-
setzt, die sich auch fir die Charakterisierung unter hohen Dehnraten eignen, z.B. nach 1SO
26203-2 [59], siehe Kapitel 2.4.1. Anisotropes Verfestigungsverhalten in der Blechebene wird
uberprift, indem einachsige Zugversuche mit den Orientierungen langs, quer und diagonal zur
Walzrichtung durchgefiihrt werden. Mogliches anisotropes Werkstoffverhalten in Dickenrich-
tung wird bei Blechwerkstoffen tblicherweise nicht untersucht. Die Experimente werden ubli-
cherweise mit homogener Lastzunahme durchgefuhrt. Eine unterbrochene Lasterhéhung zur
Uberprifung einer moglichen kinematischen Verfestigung des Werkstoffs erfolgt gewohnlich
nicht, da in den meisten Féllen isotrope Verfestigungsgesetze in der Crashsimulation verwendet
werden. Fur die direkte Ermittlung von Verfestigungskurven konnen die experimentellen Daten
aus einachsigen Zugversuchen bis zur GleichmaRdehnung verwendet werden. Der experimentell
ermittelte Endpunkt bei Bruch kann lediglich als Orientierung fur die Lage der Verfesti-
gungskurve dienen, da nach Einschnlrbeginn bereits ein mehrachsiger Spannungszustand im
Einschnirbereich und damit kein linearer Dehnungspfad vorliegt, sieche FAT-Richtlinie [7] und
Bild 8 in Kapitel 2.1.3. Um auch tber den Einschnurpunkt hinaus zuverl&ssige experimentelle
Daten fur die Ermittlung der Verfestigungskurve zu erhalten, werden teilweise auch Bulgetests
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[168], Stauchversuche [83] oder ebene Torsionsversuche eingesetzt [169, 170, 171], die einen
nahezu gleichbleibenden Spannungszustand und damit ndherungsweise lineare Dehnungspfade
bis zum Bruch aufweisen. Mogliche Anisotropieeffekte konnen jedoch nur unter einachsiger Be-
lastung charakterisiert werden. Aus diesem Grund und wegen ihrer einfachen Durchfiihrung fur
einen weiten Dehnratenbereich werden in vielen Fallen in der Praxis lediglich einachsige Zug-

versuche fur die Bestimmung von Verfestigungskurven eingesetzt.
2.4.1 Charakterisierung unter hohen Dehnraten

Der Einfluss der Dehnrate auf das Werkstoffverhalten wird tblicherweise mit einachsigen Zug-
versuchen in einem moglichst weiten Dehnratenbereich untersucht. Fur Zugversuche mit nomi-
nellen Dehnraten bis ca. 1000 st ist der Einsatz von SchnellzerreiBmaschinen mit Geschwindig-
keiten bis ca. 20 m/s besonders h&ufig, siehe Bild 18 [58]. Auf der Krafteinleitungsseite der Pro-
be wird die erforderliche kinetische Energie durch eine vorbeschleunigte Masse auf die Probe
aufgebracht. Meistens handelt es sich bei der beschleunigten Masse um einen Zylinderkolben,

wie in Bild 18 gezeigt.

Kraftmesseinrichtung

ortsfeste Probeneinspannung

Probe

beschleunigte Probeneinspannung

Vorlaufstrecke,
Beschleunigungseinheit

Zylinderkolben

Bild 18: Typischer schematischer Versuchsaufbau fiir Hochgeschwindigkeits-Zugversuche an
einer SchnellzerreiBmaschine [58]

Die Krafteinleitung erfolgt schlagartig, indem der Kolben in einer Vorlaufstrecke auf die ge-
winschte Geschwindigkeit beschleunigt wird, bevor der Kontakt mit der Probe einsetzt [7]. Im
Bereich der ortsfesten Probeneinspannung ist die Kraftmesseinrichtung angeordnet. Das experi-
mentelle Vorgehen in einem Dehnratenbereich von quasistatisch bis ca. 1000 s* wird in mehre-
ren Arbeiten detailliert von der Versuchsdurchfiihrung bis zur Auswertung beschrieben [7, 59,
58]. Eine sehr ausfihrliche Empfehlung wird in der FAT-Richtlinie ,,Dynamische Werkstoff-
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kennwerte fiir die Crashsimulation® [7] aufgezeigt und wurde in weiten Teilen in die 2011 publi-
zierte internationale Norm ,,ISO 26203-2 [59] aufgenommen. Die wichtigsten Aspekte, die bei
der Durchfiihrung und Auswertung von Hochgeschwindigkeitszugversuchen im Hinblick auf die

Kennwertermittlung fir die Crashsimulation zu beachten sind, sind im Folgenden beschrieben.

Wahl einer geeigneten Probengeometrie

Fur die Charakterisierung von Blechwerkstoffen unter einachsiger Zugbelastung und hohen
Dehnraten kommen im Vergleich zu den Normzugproben, die in DIN EN 1SO 6892-1 flr quasi-
statische Belastung vorgeschlagen sind [30], ublicherweise Flachzugproben mit einem verkiirz-
ten parallelen Prufbereich zur Anwendung [58, 7, 59], siehe Bild 19. Eine Verkirzung des Prif-
bereiches verringert Oszillationen im Kraftsignal, die sich unter dynamischer Belastung wéhrend
des Prufablaufes einstellen. Weiterhin kdnnen bei gleicher Prifgeschwindigkeit mit verkirztem
Prifteil der Probe hohere nominelle Dehnraten erreicht werden, siehe Gleichung (7) in Kapitel
2.1.3. In der FAT-Richtlinie und in der 1ISO 26203-2 sind fiir dynamische Belastungen geeignete
Probengeometrien in verschiedenen ProbengroRen vorgeschlagen [7, 59]. Fur eine Kraftmessung
mit Dehnungsmessstreifen (DMS) auf der Probenoberflache nahe des fest eingespannten Proben-

bereichs werden Proben mit verlangerten Kopfbereichen verwendet, siehe Bild 19 links.
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Bild 19: Flachzug-Probengeometrien fur Hochgeschwindigkeits-Zugversuche, links nach FAT-
Richtlinie und 1SO 26203-2 [7, 59], rechts nach FAT-Richtlinie [7]
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Die Verkiirzung der parallelen Priflange L. gegeniiber Normzugproben aus DIN EN I1SO 6892-1
hat jedoch zur Folge, dass diejenigen Kennwerte, die das Werkstoffverhalten nach Einschnurbe-
ginn beschreiben, nicht direkt mit denjenigen vergleichbar sind, die flir Normzugproben mit qua-
sistatischer Belastung ermittelt wurden. Beispielsweise ist die Bruchdehnung der Zugproben mit
verkirztem Prifbereich systematisch groRer als As flir Normzugproben aus DIN EN I1SO 6892-1
[30]. Die Einspannung der Blechproben erfolgt fiir Hochgeschwindigkeitspriifungen nicht mit
hydraulischen Klemmzangen, da diese aufgrund ihrer Masse zusatzliche Oszillationen im Kraft-
signal hervorrufen. In vielen Fallen werden die Proben daher mit Hilfe von Passschrauben und
Bolzen in Probenhalterungen fixiert. Bei der Probenentnahme aus den Blechen sollte beachtet
werden, dass eine Schnittoberflache mit maglichst geringer Rauhigkeit entsteht und gleichzeitig
die Werkstoffeigenschaften im Kantenbereich der Priifzone nicht durch Wéarmeeintrag signifi-
kant verandert werden. Daher werden Blechproben bevorzugt durch Mikrowasserstrahlschneiden

aus den Blechen entnommen [172].

Kraftmessung

Fur die Kraftmessung bei hohen Dehnraten oberhalb von 100 st sind hohe Aufnahmeraten erfor-
derlich, um das Werkstoffverhalten ausreichend genau erfassen zu kénnen. Dazu werden Tran-
sientenrecorder mit Aufnahmeraten bis zu 2 MHz sowie hochfrequente Messverstarker einge-
setzt. Bei schlagartiger Belastung der Probe entstehen im Kraftsignal auBerdem Oszillationen
aufgrund von Wellenlaufzeiten zwischen der Probe und der Kraftmesseinrichtung. Die Kraftmes-
sung sollte dem Werkstoff und der Belastungsgeschwindigkeit so angepasst sein, dass diese Os-
zillationen im Kraftsignal minimal bleiben. In der FAT-Richtlinie ist vorgeschlagen, dass das
Verhéltnis der Kraftwerte des ersten Maximums und des darauffolgenden Minimums einen Wert
von 1,3 nicht Uberschreiten soll, um die Fliespannung als Kennwert zuverlassig auswerten zu
koénnen [7]. In der Hochgeschwindigkeitsprifung werden daher unterschiedliche Kraftmesskon-

zepte verwendet, siehe Bild 20.

Im niedrigen und mittleren Dehnratenbereich bis etwa 10 s werden (iblicherweise Piezo-Kraft-
messzellen als globale Kraftmessung auf3erhalb der Probeneinspannung eingesetzt. Fir hohere
Dehnraten wird entweder eine quasilokale Kraftmessung an der Probeneinspannung [173] oder
lokale Kraftmessung mit Dehnungsmessstreifen (DMS) im elastischen Verformungsbereich der
Probe (Dynamometerteil) verwendet [7]. Gelegentlich wird die Kraft auch aus einer Dehnungs-
messung eines Speckle-Musters mit Grauwertkorrelation im elastischen Bereich der Probe ermit-
telt [174, 175, 176]. Diese Messmethode erfordert eine genaue Kenntnis des Elastizitdtsmoduls,
erlaubt jedoch auch die Messung von Kréften quer zur Belastungsrichtung. Sie wird allerdings
aufgrund des experimentellen Aufwandes und der h&ufig zu niedrigen Aufnahmeraten der Hoch-

geschwindigkeits-Videokameras selten eingesetzt.
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Bild 20: Lokale, quasilokale und globale Kraftmessung (links) und ausgewertete Kraftsignale in
Abhéangigkeit der Zeit (rechts) nach FAT-Richtlinie [7, 2], exemplarisch fir einen Stahl-
blechwerkstoff

Dehnungsmessung

Die in quasistatischen Versuchen hdufig verwendeten mechanischen Ansatzdehnungsaufnehmer
kénnen bei Dehnraten iiber Werten von ca. 1 s fir die Messung der Probenverlangerung auf-
grund ihrer zu hohen Tréagheit nicht mehr verwendet werden. Als tragheitsfreie Messsysteme
werden stattdessen DMS, elektro-optische Extensometer und besonders haufig Hochgeschwin-
digkeits-Videokameras im Zusammenhang mit einer Grauwertkorrelationssoftware eingesetzt
[7], siehe Bild 21.
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benoberflache einer Flachzugprobe (links) [93] und Dehnungsfeld mit Stufenpunkt fur
die Auswertung der maximalen Dehnung aus Grauwertkorrelation im lokalisierten
Bereich einer crashartig gepruften Flachzugprobe kurz vor Bruch [2]
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Hochgeschwindigkeits-Videokameras stehen heute mit Bildraten in einer GréRenordnung von 1
MHz bei reduzierter Ortsauflésung zur Verfiigung und bieten die Mdglichkeit, auch lokale Deh-
nungen bis zum Bruch zu messen. Durch Applikation von Grauwertmustern auf der Probenober-
flache kdnnen globale und lokale Verschiebungen mit einer Grauwertkorrelationssoftware ausge-
wertet werden, siehe Bild 21. Die Bildrate fur die Hochgeschwindigkeits-Videoaufnahmen muss
so gewdhlt werden, dass in Abhéangigkeit von der jeweiligen Prifgeschwindigkeit ausreichend
viele Datenpunkte erfasst werden. Wegen der reduzierten Ortsauflosung bei hohen Bildraten
wird fur die Verlangerungs- und Dehnungsmessung meistens eine geringere Aufnahmerate ver-
wendet als fur die Kraftmessung. Daher wird eine Korrelation zwischen den gemessenen Kraft-

und Dehnungswerten durchgefuhrt [7].

Kennwertermittlung

Da sich bei Versuchen unter crashartiger Belastung trotz optimierter Kraftmessung in der Regel
Oszillationen im Kraftsignal einstellen, werden die Spannungs-Dehnungskurven geglattet oder
mit einem Polynomfit versehen. In der FAT-Richtlinie ist eine VVorgehensweise der Fitbildung
beschrieben [7]. Die Kennwertermittlung fur die Versuche unter crashartiger Belastung erfolgt
analog derjenigen flr quasistatische Versuche nach DIN EN ISO 6892-1 [30]. Die Streckgrenze
und die Zugfestigkeit werden jedoch fur Versuche mit Oszillationen im Kraftsignal aus dem

nach der FAT-Richtlinie ermittelten Polynomfit bestimmt.
2.4.2 Charakterisierung unter mehrachsigen Belastungen

Um den Einfluss der Dehnrate und des Spannungszustands auf das Werkstoffverhalten zu unter-
suchen, sind Versuche unter verschiedenen Spannungszustdnden erforderlich. Um eine Ver-
gleichbarkeit der Ergebnisse fiir verschiedene Dehnraten sicherzustellen, sollten die Versuche im
gesamten untersuchten Dehnratenbereich moglichst mit einheitlicher Versuchstechnik durchge-
fuhrt werden [7]. In Bild 22 sind Probengeometrien gezeigt, die sich fiir die Charakterisierung
von Blechwerkstoffen fir die Crashsimulation unter mehrachsigen Belastungszustdnden eignen
[20]. Alle in Bild 22 abgebildeten Probengeometrien eignen sich auch fiir Hochgeschwindig-
keitsprifungen mit Ausnahme der Scherprobe c), die aufgrund der hohen Masse der Klemmung
zu groRen Trégkeitskraften fiihrt.

Grundsétzlich liegen bisher keine Standards fiir mehrachsige Experimente an Blechproben in
einem weiten Dehnratenbereich vor. Die Auswahl der Probengeometrien erfolgt daher haufig
evidenzbasiert und richtet sich in der Crashsimulation nach den eingesetzten Versagensmodellen,
die moéglichst prazise und bevorzugt mit linearen Lastpfaden zu kalibrieren sind [20, 177, 57, 96,
178, 179]. Fir die experimentelle Untersuchung des Verfestigungsverhaltens von Stahlblech-

werkstoffen werden meistens die gleichen Probengeometrien verwendet, die auch fiir die Ka-



2 Stand der Technik 55

librierung der Versagensmodelle eingesetzt werden. Diese Probengeometrien sollten fir die
Charakterisierung unter ebenen Spannungszustdnden mit ein- und mehrachsiger Zugbelastung,
Scherbelastung und dquibiaxialer Zugbelastung geeignet sein, um Stltzpunkte fur die Ermittlung
von Versagenskurven bereitzustellen, siehe Bild 22. Neben Flachzugproben fir einachsige Zug-
belastung werden daher meistens noch mindesten weitere drei Probengeometrien fur die Charak-

terisierung unter mehrachsigen Spannungszustanden verwendet, siehe Tabelle 5.

Z

Versagensdehnung &;

-0.2 0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
Spannungsmehrachsigkeit n

Bild 22: Probengeometrien fur die Charakterisierung eines hochfesten Stahlblechwerkstoffs unter
mehrachsigen Belastungszustanden mit Lastpfaden und Versagensdehnungen aus FE-Si-
mulation [20]

Tabelle 5: Probengeometrien, die fiir die mehrachsige Charakterisierung von hochfesten Stahl-
blechwerkstoffen in einem weiten Dehnratenbereich haufig verwendet werden

Probengeometrie Spannungszustand

Scherzugproben Scherbelastung
gekerbte Flachzugproben mehrachsige Zugbelastung
Durchstol3-/Nakajima- oder Marciniak-Probe aquibiaxiale Zugbelastung

Scherbelastung

Fur Stahlblechwerkstoffe existiert keine gultige Standardisierung von Scherversuchen fur die
Charakterisierung des Verfestigungs- und Versagensverhaltens, weder fiir quasistatische noch
fir dynamische Belastung. In der Vergangenheit wurden daher unterschiedliche Scherzugpro-
bengeometrien eingesetzt, siehe Bild 23. Es werden bezogen auf die Probenlédngsachse symme-
trische und asymmetrische Geometrien eingesetzt [123, 180, 181, 182, 158, 183, 184]. Symme-
trische Scherzugproben bieten eine grofiere Steifigkeit als asymmetrische Scherzugproben und
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neigen damit weniger dazu, sich aus der Blechebene herauszudrehen. Der Nachteil der symme-
trischen Scherzugproben ist die Aufteilung der gemessenen Kraft auf zwei Scherzonen, die eine
eindeutige Zuordnung der Kraft auf die belasteten Einzelflachen nicht erlaubt. Unsymmetrien in
der Probenfertigung und Inhomogenitaten im Werkstoff wirken sich hier besonders stark aus.
Weiterhin treten im Laufe der Belastung vermehrt Querkrafte in der Scherzone auf, die zu Uber-
lagerten Zugkraften und damit vorzeitigem Versagen unter Zugbelastung fihren [184, 39]. Die
unsymmetrischen Scherzugproben zeigen aufgrund ihrer Asymmetrie eine geringere Steifigkeit
verglichen mit symmetrischen Proben und sie weisen eine Drehung der Scherzone in der Blech-
ebene wahrend des Versuchs auf [186]. Daraus ergibt sich jedoch der Vorteil, dass bei einer la-
teral verschieblichen Einspannung der Scherspannungszustand in der Scherzone langer erhalten
bleibt als bei symmetrischen Scherzugproben. Dieser Umstand fordert Scherversagen [39].

Beispiele fir unsymmetrische Scherzugproben | Beispiele fir symmetrische Scherzugproben
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Bild 23: Asymmetrische und symmetrische Scherzugprobengeometrien, die fur Blechwerkstoffe
in einem weiten Dehnratenbereich eingesetzt werden kénnen [181, 185, 177, 183]

Eine weitere Moglichkeit fur die Charakterisierung von Blechwerkstoffen unter Scherbelastung
besteht in der Verwendung von ,,Butterfly“-Proben, mit denen Belastungszustande zwischen
reiner Scherung und einachsigem Zug durch Variation der Orientierung der Scherzone zur Zug-
richtung eingestellt werden konnen [187, 149, 188]. Diese Probengeometrie flihrt zuverlassig zu
linearen Dehnungspfaden, hat jedoch den Nachteil, dass Scherversagen nur durch eine Reduktion
der Blechdicke im Scherbereich bewirkt werden kann, sodass keine Anisotropieeffekte tber die
Blechdicke erfasst werden konnen. Die Verwendung dieses Versuchsprinzips unter Hochge-
schwindigkeitsbelastung ist aufgrund der hohen Einspannmasse nur aufwendig zu ermdglichen.
In der MPA Stuttgart wurde von Offermanns und Weihe jedoch eine spezielle VVorrichtung ent-

wickelt, um auch dieses Versuchsprinzip fir hohe Prufgeschwindigkeiten zu erméglichen [149].

Mehrachsige Zugbelastung

Fur die Ermittlung des Verfestigungs- und des Versagensverhaltens von Blechwerkstoffen unter

mehrachsiger Zugbelastung und in einem weiten Dehnratenbereich werden haufig Zugversuche
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mit unterschiedlich gekerbten Flachzugproben durchgefuhrt [20, 177, 7], siehe Bild 24 [7]. Auch
flr diese Probengeometrie liegt keine Standardisierung vor, jedoch sind einige Kerbzugproben-
geometrien mit unterschiedlichen Kerbradien beispielhaft in der FAT-Richtlinie dargestellt [7].
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Bild 24: Beispiele fiir Flach-Kerbzug-Proben mit verschiedenen Kerbradien [7]

Durch Variation des Kerbradius kann die Spannungsmehrachsigkeit im Priifbereich zwischen
den Kerben variiert werden. Mit Verringerung des Kerbradius erhoht sich die Spannungsmehr-
achsigkeit im Priufbereich und die Neigung zu Versagensbeginn unter einachsiger Zugbelastung
im Kerbgrund und nicht in der Blechmitte. Bei hochfesten Stahlblechwerkstoffen wurde fir
einen Kerbradius von 4 mm Versagen in der Blechmitte und damit bei einem mehrachsigen
Spannungszustand beobachtet [2], siehe Bild 24 links. Bei der experimentellen Ermittlung loka-
ler Dehnungen durch optische Dehnungsmessung ist fir Flach-Kerbzug-Proben zu beachten,
dass sich die Dehnungen ab FlieBbeginn im gesamten Kerbbereich lokalisieren und sich bereits
relativ friih ein dreiachsiger Spannungszustand einstellt. Dadurch entstehen Dehnungsgradienten
uber die Blechdicke, sodass sich im Probeninneren groRere Dehnungswerte ergeben als auf der
Probenoberflache [189]. Gelegentlich werden fiir einen dreiachsigen Spannungszustand in Kom-
bination mit einem ebenen Dehnungszustand auch Biegeversuche eingesetzt, die sich auch fur

Proben im Mikrobereich eignen [177, 190].

Eine Charakterisierung des Werkstoffverhaltens unter &quibiaxialem Spannungszustand kann mit
gekerbten Zugproben nicht erfolgen. Mit Versuchen an Kreuzzug-Proben kann ein dquibiaxialer
Belastungszustand eingestellt werden [191], jedoch ist dieser Versuchstyp derzeit noch nicht fur
schlagartige Belastung bei hohen Dehnraten technisch umgesetzt. Fir den aquibiaxialen Span-
nungszustand in einem weiten Dehnratenbereich werden daher DurchstoRversuche mit einem

kugelformigen Stempel eingesetzt. Je nach Stempeldurchmesser und Blechdicke treten dabei un-
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terschiedliche Biegeverhéltnisse auf. Haufig verwendete Stempeldurchmesser sind 20 mm wie in
dem Tiefungsversuch nach Erichsen [192] oder 100 mm wie bei den Nakajima-Versuchen [143].
Der Tiefungsversuch nach Erichsen ist in der DIN EN ISO 20482 standardisiert [192], der
Nakajima-Versuch in der DIN EN 1SO 12004-2 [143]. Der Nakajima-Versuch wurde in Kapitel
2.2.4 im Zusammenhang mit der Ermittlung der Grenzforménderung als Einschniirbeginn bzw.
Festlegung des Versagens im ebenen Dehnungsraum bereits erwéhnt. Fir beide Versuchsvarian-
ten ist es notwendig, die Reibung zwischen Stempel und Probe zu minimieren. Bei den Erichsen-
DurchstolRversuchen werden dazu Schmierstoffe verwendet. Nakajima-Versuche werden haufig
mit diinnen PVC- oder Teflonlagen zwischen Probe und Werkzeug durchgefuhrt. Erichsen- und
Nakajima-Versuche kénnen auch bei hohen Priifgeschwindigkeiten an Fallgewichtsanlagen oder
Schnellzerreiimaschinen zuverlassig durchgefihrt werden [143, 2, 146, 145, 135, 193, 194].

Fur alle in diesem Kapitel genannten Probengeometrien ist der Prifbereich visuell einsehbar, um
zuséatzlich Dehnungsfelder und Temperaturfelder mit Video- und Infrarotkameras aufzeichnen zu
kénnen. Zum Vergleich von Dehnungen und Dehnraten zwischen verschiedenen Probengeome-
trien und damit zwischen verschiedenen Spannungszusténden ist eine lokale Vergleichsdehnung
ev und Vergleichsdehnrate &, in der hochverformten Zone geeignet. Fir hochfeste Stahlblech-
werkstoffe wird hier in der Praxis Ublicherweise ein FlieRBverhalten nach von Mises angenommen
und damit die Vergleichsdehnrate nach von Mises &, als 1. zeitliche Ableitung der Vergleichs-

dehnung nach von Mises eym verwendet [195, 196, 8].
2.4.3 Messung der adiabatischen Temperaturerhéhung in der lokalisierten Zone

Gelegentlich werden bei der Charakterisierung unter hohen Dehnraten auch Messungen der adia-
batischen Temperaturerh6hung durchgefiihrt, wie sie beispielsweise in den Arbeiten von Taylor
und Quinney erfolgten [98]. Sowohl mit Thermoelementen als auch mit Infrarot-Thermografie
(IRT) konnen lokale Temperaturen auf der Probenoberflache gemessen werden. Der Nachteil
von Thermoelementen ist jedoch ihre thermische Reaktionszeit, die bei tiblichen kommerziellen
Ausflhrungen hdufig in der GrélRenordnung von 10 bis 100 Millisekunden liegt. Um kurzere
Reaktionszeiten zu erreichen, mussen individuelle Losungen gefunden werden. Hochgeschwin-
digkeitsversuche bei Dehnraten in der GréBenordnung von 100 s dauern jedoch meistens nur
wenige Millisekunden, sodass Thermoelemente nur selten fiir die Messung der Temperaturent-
wicklung der Probe in Frage kommen. Bei mittleren bis hohen Dehnraten werden daher tiblicher-
weise Hochgeschwindigkeits-Infrarot-Kameras (HG-IR-Kameras) eingesetzt [197, 136, 10, 102,
105, 2, 198]. Die Aufnahmeraten blicher HG-IR-Kameras liegen bei reduzierter Ortsauflésung
in der GrolRenordnung von 10 bis 20 kHz. Sehr hochwertige Kameraausfuihrungen erreichen heu-

te auch hohere Aufnahmeraten.
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Neben der Mdglichkeit, die Temperatur in kurzen Zeitschritten zu messen, liegt ein weiterer
Vorteil von HG-IR-Kameras in der Erfassung von Temperaturfeldern auf der Probenoberflache
gegenuiber punktuellen Messwerten bei Thermoelementen. Fur den Zusammenhang zwischen
Strahlungsintensitat und Temperatur ist eine zuverlassige Kalibrierung erforderlich. Die vom
Infrarot-Detektor (IR-Detektor) erfasste Strahlungsintensitat steigt mit zunehmender Temperatur,
unterliegt jedoch einer Reihe von Einflussfaktoren, die keine einfache physikalische Beschrei-
bung erlauben [136]. Zu den Umgebungseinfliissen zahlen beispielsweise Reflexionen und An-
derungen der Lichtintensitat durch Sonneneinstrahlung sowie Labor- und Probenbeleuchtung.
Als Probeneinfliisse sind die Oberflachenbeschaffenheit und Oberflachentemperatur des Priif-
werkstoffs anzusehen, die den Emmissionsgrad der Probe direkt beeinflussen. Ebenso spielen
das verwendete Objektiv sowie die Detektoreinstellungen wie z.B. Integrationszeit und Bildrate
eine wesentliche Rolle. Einige IR-Detektoren sind daher bereits mit werksinternen Kalibrierun-
gen der Hersteller versehen. Um die Proben- und Umgebungseinfliisse wéhrend der Messung
maoglichst genau zu berticksichtigen, hat Lienhard in seiner Arbeit eine In-Situ-Kalibrierung als
ein zuverlassiges Kalibrierkonzept vorgestellt [136]. Unter realen Prufbedingungen wird eine
Kalibrierprobe des zu prifenden Werkstoffs schrittweise von Raumtemperatur auf die im Ver-
such maximal erwartete Temperatur aufgeheizt. Dabei werden die Strahlungsintensitat des IR-
Detektors sowie die mit einem kalibrierten Thermoelement gemessene Oberflachentemperatur
der Probe fir mehrere Temperaturstiitzpunkte aufgezeichnet [136]. Durch lineare Interpolation
zwischen den einzelnen Kalibrierpunkten ergibt sich eine Kalibrierkurve, die flr die spezielle

Versuchsserie verwendbar ist.
2.4.4 Zusammenfassung der Werkstoffcharakterisierung fur die Crashsimulation

Die Ermittlung des Verfestigungsverhaltens von Stahlblechwerkstoffen erfolgt tiblicherweise mit
genormten Zugversuchen an Flachzugproben bei RT, die einen einachsigen Spannungszustand
bewirken. Fur quasistatische Belastung ist die Durchftihrung und Auswertung der Zugversuche
in der DIN EN ISO 6892-1 standardisiert [30]. Zur Ermittlung des Einflusses der Dehnrate auf
das Verfestigungsverhalten werden speziell fir Crashanwendungen Experimente tblicherweise
in einem Dehnratenbereich von 0,001 s? bis ca. 1000 s durchgefiihrt. Dazu werden meistens
Schnellzerreimaschinen und spezielle Hochgeschwindigkeitsmesstechnik verwendet. Fur ein-
achsige Hochgeschwindigkeitszugversuche ist die Durchfihrung und Auswertung in der 1SO
26203-2 standardisiert [59]. Dabei erfolgt der Einsatz von Flachzugproben mit verkirztem Prif-
bereich, um Oszillationen im Kraftsignal zu minimieren und hohe nominelle Dehnraten zu errei-
chen. Hochgeschwindigkeitsversuche unter mehrachsigen Belastungen sind bisher nicht standar-
disiert und werden ebenfalls bevorzugt mit Zugprobengeometrien durchgefuhrt. Unter Verwen-

dung der gleichen Messtechnik wie fiir Flachzugproben werden mit diesen Probengeometrien
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Spannungszustdnde von Scherung bis zu mehrachsiger Zugbelastung erzeugt. Fir Scherbelas-
tung werden z.B. Scherzugproben verwendet, die entlang ihrer Langsachse entweder symme-
trisch oder asymmetrisch konstruiert sind. Flir mehrachsige Zugbelastung werden meistens ge-
kerbte Zugproben verwendet. Die aquibiaxiale Zugbelastung kann mit Hilfe von Durchstol3- oder
Nakajima-Versuchen in einem weiten Dehnratenbereich erreicht werden. Die lokale adiabatische
Temperaturerhéhung wird heute ublicherweise mit Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen
uber den gesamten Verformungsprozess ermittelt. Dabei wird die Strahlungsintensitat der Pro-
benoberflache erfasst, die Gber eine Kalibrierung mit der Temperatur auf der Probenoberflache

korreliert werden muss.
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3 Motivation, Zielsetzung und Vorgehensweise

3.1 Problemstellung und Motivation

Fur die Modellierung des Werkstoffverhaltens unter crashartiger Belastung ist eine effiziente und
gleichzeitig prognosesichere Vorgehensweise notwendig. Besondere Bedeutung besitzt in der
Crashsimulation daher die moglichst prazise Berechnung der Energieaufnahme von crashrele-
vanten Strukturen aus Blech, die aufgrund von steigenden Anforderungen an die Crashsicherheit
und Leichtbaukonzepte standig verbessert wird. Die Werkstoffmodelle, die neben meist isotro-
pen FlieRregeln ublicherweise fur Crashberechnungen eingesetzt werden, unterscheiden sich in
Verfestigungs- und Versagensmodelle. Da viele Versagensmodelle auf den berechneten lokalen
Dehnungen aufbauen, ist es von besonderer Wichtigkeit, zundchst das Verfestigungsverhalten

unter hoheren Dehnraten unmittelbar vor dem Versagen mdglichst realistisch abzubilden.

Fur moderne Karosserieblechwerkstoffe stellen die dehnratenbedingten Verfestigungseffekte so-
wohl experimentell als auch numerisch ein in der Literatur gut untersuchtes Gebiet dar. Hinge-
gen besteht ein wissenschaftliches Defizit in der Quantifizierung der adiabatischen Erwérmung,
vor allem unter Bertlicksichtigung des Warmeabflusses, da in heutigen Crashberechnungen in der
Regel auf thermomechanisch gekoppelte Rechnungen zur Einsparung von Rechenkapazitét ver-
zichtet wird. Eine in der Crashsimulation haufig praktizierte Vorgehensweise ist der Einsatz von
nicht-isothermen, dehnratenabhéngigen Verfestigungskurven. Eine Schwache dieser Methode
liegt in der solverbedingten Einschrankung, dass die Verfestigungskurven bei hohen Dehnraten
diejenigen bei niedrigeren Dehnraten nicht Uberkreuzen dirfen und damit nur eine einge-
schrénkte thermische Entfestigung abbilden kdnnen. Gerade bei hochfesten Stahlblechwerkstof-
fen treten unter Crashbelastung lokale Temperaturerhéhungen von Gber 100 K auf, sodass die
dadurch auftretende Entfestigung hé&ufig nicht ausreichend genau erfasst werden kann. Eine rea-
listische Abbildung des Einschnurverhaltens dieser Werkstoffklasse und damit auch der Energie-
absorption von Komponenten unter Crashbelastung ist haufig nicht ausreichend prézise moglich.
Unter vollstandig adiabatischen Bedingungen kann die lokale Temperaturerhdhung aus der Um-
wandlung der lokalen Verformungsarbeit in W&rme berechnet werden. Fir eine moglichst prazi-
se Beschreibung des Verfestigungsverhaltens ist jedoch zusatzlich die Dehnratenabhangigkeit
der thermischen Entfestigung zu beachten und es ist insbesondere die Beschreibung des Warme-
transports aus mechanischen Grof3en erforderlich. In einigen wissenschaftlichen Untersuchungen
wird die abgeflossene Warme durch analytische, ausschliel3lich dehnratenabhangige Korrektur-
ansatze mit einer meist werkstoffabhangig empirisch ermittelten Ubergangsdehnrate von isother-
mem zu adiabatischem Verhalten bericksichtigt. Diese VVorgehensweise zeigt keine relevanten

Werkstoffkennwerte auf und berlicksichtigt vor allem nicht den Einfluss des Spannungszustands
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auf den Warmeabfluss. Vor allem unter signifikanten Scherbelastungen werden in diesem Dehn-
ratenbereich flr hochfeste Stahlblechwerkstoffe zu hohe Temperaturen und damit ein zu duktiles
Werkstoffverhalten berechnet, wahrend unter einachsiger Zugbelastung lokal zu geringe Deh-
nungen ermittelt werden [8, 26]. Fir eine realistischere Prognose der lokalen Temperaturen,
Dehnungen und damit auch der thermischen Entfestigung fir mehrachsige Belastungen ergibt
sich somit der wissenschaftliche Handlungsbedarf, die Einflussfaktoren auf den Warmeabfluss

genauer zu untersuchen und in einem effizienten Materialmodell zu beruicksichtigen.
3.2 Zielsetzung und wissenschaftliche Herausforderung

Zusammenfassend geht aus dem Stand der Technik hervor, dass der Zusammenhang zwischen
dem Warmetransport, Werkstoffeigenschaften und mechanischen GroRen wie z. B. der Dehnrate
und dem Spannungszustand flr hoch- und hdchstfeste Stahlblechwerkstoffe bisher unzureichend
untersucht ist. Die in der Crashsimulation bisher verwendeten Materialmodelle fir hoch- und
hdchstfeste Stahlblechwerkstoffe konnen das entsprechende Werkstoffverhalten fur mehrachsige
Belastungszustande im mittleren Dehnratenbereich nur unzureichend genau abbilden. Daraus

resultiert die folgende Forschungshypothese dieser Arbeit:

Die belastungsabhangige Bertiicksichtigung der adiabatischen Erwarmung und des Warmetrans-
ports in Crashberechnungen fiir Komponenten aus hochfesten Stahlblechwerkstoffen ermoglicht

eine verbesserte Prognose des Verfestigungsverhaltens und der absorbierten Energie.

Das primare Ziel dieser Arbeit besteht somit in der Uberpriifung und Untersuchung dieser For-
schungshypothese. Sofern diese These bestatigt werden kann, ergibt sich daraus ein effektives
Materialmodell, das in der Crashsimulation komplex belasteter Strukturen aus hochfesten Stahl-
blechwerkstoffen eingesetzt werden kann. Auch in der Umformsimulation kdnnte dieses Modell

erprobt werden.

Die wissenschaftliche Herausforderung dieser Arbeit liegt darin, die adiabatische Erwarmung der
genannten Blechwerkstoffe in der lokalisierten Zone in Abhéngigkeit von der Dehnrate und vom
Spannungszustand zundchst experimentell zu quantifizieren und deren wesentliche Einflussgros-
sen zu ermitteln. Die Ergebnisse sollen in einem geeigneten Materialmodell implementiert wer-
den, sodass die adiabatische Erwarmung und der Warmetransport ausschlieBlich durch mechani-
sche Grollen abbildbar werden. Abschlielend erfolgt eine Anwendung dieses Materialmodells

fur multiaxiale dynamische Belastungssituationen.
3.3 Vorgehensweise

Die grundsatzliche VVorgehensweise zur Bearbeitung der Problemstellung gliedert sich in die vier
Abschnitte Experimente, Analyse der Lokalisierung und des Warmeabflusses, Modellierung und

Anwendung, siehe Bild 25.
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Im experimentellen Teil soll fiir hochfeste Stahlblechwerkstoffe mit unterschiedlicher Duktilitét
und Festigkeit die adiabatische Erwarmung in einem weiten Dehnratenbereich von quasistatisch
bis crashartig unter verschiedenen Spannungszustédnden untersucht werden. Mit Hilfe von Hoch-
geschwindigkeits-Infrarotmessungen und lokalen Dehnungsfeldmessungen werden die Tempera-

turerh6hungen und die Dehnungsentwicklungen in den lokalisierten Zonen quantifiziert.

a.) Experimente b.) Wéarmeabfluss/ c.) Modellierung d.) Anwendung
Lokalisierung
o | Adiabatische Einflussfaktoren auf die | Vermeidung thermo- Crashversuche an
5 Erwarmung bei thermische Entfestigung] mechanischer Kopplung: Hohlprofilen:
© | héheren Dehnraten: - Warmeabfluss? - isotherm-adiabatischer | - Modellierung mit iso-
g - Werkstoffeinfluss? - Werkstoffeinfluss? Ubergang abhangig therm-adiabatischem
2 | - Dehnrate? - Dehnrate? nur von Dehnrate? Ubergang abhangig von
© | - Spannungszustand? | - Spannungszustand? | - zu hoch berechnete Dehnrate = unprazise
= Temp. bei Scherung? | Energieberechnung?
- quasistatische bis Experimentelle Analyse: | Modellerweiterung: Erweitertes Modell:
o |crashartige Scher-, - Wérmeanteil der - isotherm-adiabatischer| - Crashversuche an
§ ein-/mehrachsige Verformungsarbeit Ubergang abhéngig Hohlprofilen
‘S |Zugversuche - Lokalisierungsverhalter] von Dehnrate und - Dynamische Versuche
-Dehnungs-/Temperatur- | - Einflisse auf isotherm-|  Spannungszustand an Blechproben mit
feldmessungen adiabatischen Ubergang hohem Scheranteil

Bild 25: Ubersicht (iber die Arbeitsabschnitte und Lisungsansétze in dieser Arbeit

Fur die Untersuchungen zur Lokalisierung und zum Warmeabfluss sollen auf Basis der Experi-

mente die folgenden wissenschaftlichen Fragestellungen beantwortet werden:

e Kann aus den experimentell ermittelten Ergebnissen die Temperaturerh6hung im Bereich
zwischen isotherm und adiabatisch in Abhangigkeit von Werkstoffeigenschaften sowie
mechanischen GroRen wie dem Spannungszustand und der Dehnrate berechnet werden?

e Welche Bedeutung besitzt dabei die Lokalisierung von Dehnungen fiir die verschiedenen

Werkstoffe und Spannungszustande, insbesondere unter Zug- und Scherbelastung?

Im Modellierungsabschnitt soll der isotherm-adiabatische Ubergang mit einem numerisch um-
setzbaren, analytischen Ansatz in Abhdngigkeit mechanischer GrélRen beschrieben werden. Das
erweiterte Modell wird in den FE-Code LS-DYNA implementiert. Es soll zu einer verbesserten
Berechnung der auftretenden Temperaturen und Dehnungen unter komplexen Belastungsbedin-
gungen mit signifikanten Anteilen an Scherbelastung fiihren. Das erweiterte Modell wird fir
zwei hochfeste Stahlblechwerkstoffe mit unterschiedlicher Duktilitadt und Festigkeit fur Kompo-
nentenversuche und Experimente an Blechproben mit hohem Scheranteil im mittleren bis hohen
Dehnratenbereich angewendet. Durch Vergleich mit Ergebnissen aus Ublicherweise verwendeten
isothermen sowie vollstdndig adiabatischen Rechnungen wird eine Empfehlung fir die
Modellierung des Verfestigungsverhaltens hochfester Stahlblechwerkstoffe in Abhéangigkeit der

Werkstoffklasse, des Dehnratenbereiches und des Belastungszustands bereitgestellt.
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4 Werkstoffcharakterisierung fiir die Crashsimulation

Die Beantwortung der Fragestellungen aus Kapitel 3 erfordert eine grundlegende experimentelle
Datenbasis, wie dies in Bild 25, Spalte a.), gefordert ist. Die Ergebnisse in diesem Kapitel dienen
damit einerseits der Analyse und Bewertung der Einflussfaktoren auf das Verformungsverhalten
verschiedener Blechwerkstoffe unter hohen Dehnraten. Andererseits stellen sie die experimen-
telle Grundlage fir die Kalibrierung der in Kapitel 6 entwickelten numerischen Modelle bereit.

Als Basischarakterisierung der in dieser Arbeit ausgewéhlten Blechwerkstoffe erfolgte zunachst
eine Erfassung der mechanischen Kennwerte unter quasistatischer einachsiger Zugbelastung. Die
Untersuchung des Einflusses der Dehnrate und des Spannungszustands auf das Werkstoffverhal-
ten verlangt zusétzliche Hochgeschwindigkeitsversuche unter ein- und mehrachsiger Zugbelas-
tung sowie unter Scherbelastung, jeweils mit spezieller Versuchsfuhrung und Messtechnik. Voll-
feld-Dehnungsmessungen dienten der Ermittlung der Dehnungen und Dehnraten in den hochver-
formten Zonen, die fiir die verschiedenen Spannungszustande einander gegenibergestellt wer-
den. Fir eine Erfassung der Dehnungs- und Dehnratenfelder unter dquibiaxialer Belastung wur-
den zusatzlich auch einige Nakajima-Versuche durchgefihrt. Zur Quantifizierung der adiabati-
schen Erwarmung in den hochverformten Bereichen sind Temperaturfeldmessungen erforderlich,
die jedoch aufgrund der Wichtigkeit fiir diese Arbeit gemeinsam mit den Analysen zum Warme-
abfluss im Kapitel 5 ausgefuhrt werden. Da eine reale Crashsituation tblicherweise bei Raum-
temperatur (RT) stattfindet, erfolgte die Charakterisierung grundsatzlich bei RT. Um fur die Mo-
dellierung jedoch experimentelle Orientierungswerte fiir die thermische Entfestigung bei héheren
Dehnraten bereitstellen zu kénnen, wurden zusatzlich auch quasistatische und dynamische Zug-
versuche an temperierten Proben fur durchgefuhrt und die thermische Entfestigung in Abhédngig-

keit der Temperatur und der Dehnrate beschrieben.
4.1 Werkstoffe und Kennwerte fr Crashapplikationen

Die Untersuchungen in dieser Arbeit erfolgten fiir hochfeste Stahlblechproben mit Blechdicken
von 1,4 mm bzw. 1,5 mm, die im modernen Karosseriebau in crashrelevanten Strukturen beson-
ders haufig verwendet werden, siehe Tabelle 6. Die zuldssigen chemischen Zusammensetzungen
sind in den angegebenen Normen bzw. Spezifikationen festgelegt. Alle untersuchten Werkstoffe
beinhalten wesentliche Anteile von ferritischer Gefligestruktur mit krz-Gitter.

Die beiden ersten Werkstoffe in Tabelle 6, HX340LAD und HCT980XG, decken im Rahmen der
in dieser Arbeit untersuchten Blechwerkstoffe die Minimal- und Maximalwerte in Festigkeit und
Bruchdehnung ab, siehe die Spannungs-Dehnungs-Kurven in Bild 26 links. Daher wurden diese
beiden Werkstoffe ausfihrlich im Hinblick auf Dehnrateneffekte und adiabatische Erwéarmung

untersucht. Mit den weiteren Blechwerkstoffen wurden lediglich stichprobenartige Untersuchun-
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gen durchgefiihrt, um wesentliche Erkenntnisse in Bezug auf die EinflussgroRen auf die adiabati-

sche Erwdrmung im Bereich zwischen isotherm und adiabatisch zu bestatigen.

Tabelle 6: Untersuchte Blechwerkstoffe

Werkstoffbezeichnung Werkstoffklasse Norm und Blechdicke
Spezifikation [mm]

mikrolegierter Stahl DIN EN 10346,
HX340LAD 15
ZStE340 DIN EN 10143
Dualphasenstahl
HCT980XG EN10346 1,4
DP1000 (blank)
Dualphasenstahl
HCT980X+Z110MB EN10346 15
DP1000
DIN EN 10152,
HCT780C Komplexphasenstahl
10338, 10346, VDA 15
(CP-K 60/78+ZE) CP800
239-100
HCT980C Komplexphasenstahl
VDA 239-100 15
(CR780Y980T-CP) CP1000

Als Probengeometrie dienten Standard-Flachzugproben analog Beispiel 2 in ISO 26203-2 [59]
mit einem verkdirzten parallelen Prufbereich, um die gleiche Geometrie wie bei den spater in Ka-
pitel 4.2 beschriebenen Hochgeschwindigkeits-Zugversuchen zu verwenden. Die Anfangsmess-
lange dieser Probengeometrie betragt Lo = 20 mm, siehe Bild 117 im Anhang in Kapitel 1.1. Als
Hauptuntersuchungsorientierung wurde fiir alle Blechproben die Orientierung quer zur Walzrich-
tung (WR) gewadhlt. Diese Orientierung zeigt im Allgemeinen bei Stahlblechwerkstoffen die
kleinste Bruchdehnung [143].

w 1200 ‘@ 1200

% HCT980XG % - HCT980XG
;1000 i HCT980X+Z110MB ;1000 -~ \ HX340LAD
c HCT980C c Y
2 800 CT780C g 800
g 600 HX340LAD 4 600
()] (7p]
400 =" o 400
% | O H | —— querzur WR
2 200 fquasistatisch 2 200 - diagonal zur WR
£, lauerzurWaizrichung B £ | — iangszwwR
@ 7}
- 0,45 00 01 02 0,5

0,0 0,1 0,2 0,3
]

Technische Dehnung [- Technische Dehnung [-]

Bild 26: Kurven der technischen Spannungen und Dehnungen quer zur WR (links) und fiir drei
Orientierungen (rechts) fur die in den Diagrammen angegebenen Blechwerkstoffe
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Der Einfluss der Orientierung auf die Festigkeit kann flr diese Werkstoffe als moderat angese-
hen werden, siehe Kurven der technischen Spannungen und Dehnungen in Bild 26 rechts. Fur
die Blechwerkstoffe HX340LAD und HCT980XG sind die Werte fir die senkrechte Anisotropie
nach DIN EN ISO 10113 [43] flr die drei Orientierungen 0° (langs zur WR), 45° (diagonal zur
WR) und 90° (quer zur WR) in Tabelle 7 aufgefiihrt. Die Werte ergeben sich bei einer werkstoff-
abhéngig gewéhlten plastischen Dehnung im Bereich zwischen FlieRbeginn und Einschniirbe-
ginn als Mittelwerte aus drei Wiederholungsversuchen. Diagonal zur WR liegt fir beide Werk-
stoffe keine signifikante Anisotropie vor, in Quer- und Langsrichtung treten r-Werte unter 1 auf.

Tabelle 7: Einfluss der Orientierung auf die senkrechte Anisotropie

Werkstoff quer zur WR  langs zur WR diagonal zur WR
HX340LAD (rio) 0,80 0,61 0,97
HCT980XG (rs) 0,73 0,93 1,04

Die mechanischen Kennwerte fir die Versuche aus Bild 26 links sind in Tabelle 8 als Mittelwer-
te aus 3 Wiederholungsversuchen angegeben. Fiir den Werkstoff HX340LAD wurde als Streck-
grenze die untere Streckgrenze ReL ausgewertet, da sich bei diesem Werkstoff eine ausgepragte
Streckgrenze zeigt. Fir alle anderen Werkstoffe wurde Rpo2 als Streckgrenze ermittelt, unter
Verwendung eines Elastizitdtsmoduls von E = 210 GPa. Es ist zu beachten, dass die Bruchdeh-
nung Azomm aufgrund des verkurzten Prifteils prinzipiell hoher liegt als die Bruchdehnung von
Normzugproben wie beispielsweise Asomm [30]. Die Ermittlung der Einschnirung Z erfolgte
nach DIN EN I1SO 6892-1 [30] als groRte wahrend des Versuchs aufgetretene Querschnittsande-
rung bezogen auf den Ausgangsquerschnitt in Prozent. Der Verfestigungsexponent nz.ag wurde
in Anlehnung an DIN 1SO 10275 [37] als Mittelwert zwischen 2% plastischer Dehnung und

Gleichmal’dehnung Ag nach dem Hollomon-Ansatz bestimmt.

Tabelle 8: Technische Kennwerte der untersuchten Blechwerkstoffe (quer zur Walzrichtung)

Rpo.2 bzw.
Werkstoff Rm [MPa]  Ag[%] Amm[%] n2ag Z[%]

ReL [MPa]
HX340LAD 390 461 17,4 35,6 0,148 | 62,5
HCT980XG 759 1049 7,1 13,4 0,080 | 33,5
HCT980X+Z110MB 683 1007 10,3 18,5 0,132 | 35,1
HCT780C 689 878 8,4 17,4 0,094 | 50,5
HCT980C 890 1003 51 13,7 0,057 | 53,9

AbschlieBend wird zusammengefasst, dass die ausgewahlten hochfesten Stahlblechwerkstoffe

einen der Werkstoffklasse entsprechend grof3en Bereich an Festigkeit, Duktilitat und Verfesti-
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gungsvermogen abdecken. Mit dem Dualphasenstahl HCT980XG und dem mikrolegierten Stahl
HX340LAD wurden zwei sehr unterschiedliche Werkstoffe fir die ausfuhrlichen Untersuchun-
gen der Dehnrateneinfliisse und adiabatischen Erwéarmung in den engeren Fokus dieser Arbeit
einbezogen. Der moderate Einfluss der Orientierung auf Festigkeit und Duktilitat begriindet die

Modellierung mit einem isotropen Verfestigungsmodell, siehe Kapitel 6.
4.2 Hochgeschwindigkeits-Zugversuche bei Raumtemperatur

In diesem Kapitel wird der Einfluss der Dehnrate auf das Werkstoffverhalten der untersuchten
Blechwerkstoffe bei unterschiedlichen Spannungszustanden experimentell ermittelt und bewer-
tet. Die Untersuchungen erfolgten bei Raumtemperatur (RT) mit Hilfe von Hochgeschwindig-
keits-Zugversuchen in einem weiten Dehnratenbereich von quasistatisch bis zu crashartigen
Dehnraten. Fur die Werkstoffcharakterisierung unter verschiedenen Spannungszustanden von
Scherung bis zu mehrachsiger Zugbelastung dienten neben den einachsigen Flachzugproben
auch Scherzugproben und gekerbte Zugproben, siehe Bild 27. Die angegebenen Spannungsmehr-
achsigkeiten n ergeben sich flr die idealisierten ebenen Spannungszustande der jeweiligen Pro-
bengeometrie. Die Zugrichtung wurde analog zu den quasistatischen Flachzugversuchen fiir alle
Geometrien einheitlich quer zur WR gewahlt. Die ausgewéhlten Probengeometrien eignen sich
besonders gut fiir die Charakterisierung unter Crashbelastung bei verschiedenen Spannungszu-
stdnden, da die Versuchsfihrung der einachsigen Hochgeschwindigkeits-Zugversuche auch fir
die anderen Probengeometrien beibehalten wird.

ansteigende Spannungsmehrachsigkeit n >

einfache Scherung einachsiger Zug mehrachsiger Zug/

n =0 n == ebene Dehnung
. 3 1
n =5
WR WR WR

Bild 27: Verwendete Probengeometrien fiir die dehnratenabhangige Charakterisierung von
Blechwerkstoffen unter verschiedenen ebenen Spannungszustéanden

4.2.1 Messtechnik und Versuchsdurchfihrung

Die Hochgeschwindigkeits-Zugversuche wurden mit verschiedenen Schnellzerreimaschinen in
einem Kraftbereich bis 500 kN und Priifgeschwindigkeiten von bis zu 20 m/s durchgefihrt. Der
prinzipielle Versuchsaufbau ist in Bild 28 dargestellt. Die dynamische Belastung wird durch
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einen in einer Vorlaufstrecke vorbeschleunigten Zylinderkolben mit einer Kupferddmpfung
schlagartig eingekoppelt. Um eine nicht-axiale Krafteinleitung zu verhindern, sind Gelenke im
Kraftfluss der Zugbelastung eingebracht, siehe Bild 28. Dies bewirkt, dass sich die Probe zu Ver-

suchsbeginn winkelfehlerfrei in Belastungsrichtung ausrichtet.

-

quasilokale
" | Kraftmessung

Kraftmesszelle |[@%% 0

| Querhaupt

VergroRerter Probenkopf
fur zuséatzliche Messung
der Kraft mit Dehnungs-
| messstreifen

1A

Hochgeschwindigkeits-
Videokamera zur

[ Gelenk — \ =

' " Hochgeschwindigkeits-
Vorlaufstrecke Y Videokamera zur lokalen :
_ : Dehnungsfeldmessung Eingespannte

= Flachzugprobe

\'J

Bild 28: Versuchsaufbau fur Hochgeschwindigkeits-Zugversuche bei RT (links) und Anfangs-
messléange Lo auf einer eingespannten Probe (rechts)

Die Proben wurden in einem Geschwindigkeitsbereich zwischen 0,02 mm/s und 6,25 m/s ge-
priift. Bei den Flachzugproben fuhrten diese Geschwindigkeiten zu nominellen Dehnraten zwi-
schen 0,0008 s und 250 s

Durch die kurzen Versuchszeiten, welche bei crashartigen Versuchen teilweise kleiner als 1 ms
sein kodnnen, missen bei der Versuchsfihrung und der Messwerterfassung und -auswertung dy-
namische Effekte wie Tragheitseffekte und Wellenlaufzeiten sowie Resonanzphdnomene beach-
tet werden. Fur die bewegten Teile, Zylinderkolben und Vorlaufstrecke, wurden daher gewichts-
reduzierte Bauteile verwendet. Die Erfassung der Kraftsignale erfolgte mit Hilfe schneller Tran-
sientenrecorder mit Aufnahmeraten von bis zu 10 MHz zusammen mit hochfrequenten Messver-
starkern. Die gelenkig realisierte Lagerung verhindert in der Einspannung die Ubertragung signi-
fikanter Querkrafte auf die Probe. Daher ist es bei dieser Versuchsfiuhrung ausreichend, die Kraft
lediglich in Zugrichtung zu messen. Die Kraftmessung wurde den Werkstoffen und Dehnraten so
angepasst, dass Oszillationen im Kraftsignal minimiert werden konnten und die Kriterien flr

Kraftmessverfahren bei dynamischen Zugversuchen entsprechend der FAT-Richtlinie erfullt



4 Werkstoffcharakterisierung fur die Crashsimulation 69

sind, siehe Kapitel 2.4.1 [7]. Fur alle Versuche wurden Piezosensoren mit einem Kraftbereich bis
120 kN eingesetzt. Da diese Kraftmessung ab einer nominellen Dehnrate von 100 s und einer
Prifgeschwindigkeit von 2,5 m/s zu signifikanten Oszillationen im Kraftsignal fuhrte, kam bei
diesen Versuchen zusatzlich eine schwingungsarme patentierte IWM-Kraftmesszelle als »quasi-
lokale« Kraftmessung zum Einsatz [173]. Fir die hochste untersuchte Dehnrate von 250 s er-
folgte die lokale Kraftmessung mit Instrumentierung der Proben mit Dehnungsmessstreifen
(DMS) im Kopfbereich der Proben. Um das Werkstoffverhalten einschliel3lich méglicher auftre-
tender Luders-Dehnungen bei diesen hohen Priifgeschwindigkeiten ausreichend genau zu erfas-
sen, wurden die Aufnahmeraten so angepasst, dass moglichst mindestens 1000 Kraftmesswerte
von Verformungsbeginn bis zum Bruch der Probe aufgezeichnet werden konnten. Fir die Ver-
suche bei 2,5 m/s und 6,25 m/s waren dafiir Aufnahmeraten bis zu 2 MHz erforderlich.

Die Messung der Probenverlangerung bis zum Bruch erfolgte fur die Anfangsmesslange Lo
durch lokale Messung von im Prufteil applizierten Speckle-Mustern mit einer Photron-Hochge-
schwindigkeits-Videokamera, siehe Bild 28. Im Vollbildmodus erreicht der Sensor eine értliche
Auflésung von 1024 x 1024 Pxl. Ab Bildraten von 5.400 Bildern/s (Kamera der Photron-Serie
SA1) bzw. 7.500 Bildern/s (Kamera der Photron-Serie SA5) reduziert sich die Ortsauflosung
aufgrund einer Begrenzung der Sensorkapazitat. Fir die Versuche mit hohen Priifgeschwindig-
keiten von 2,5 m/s und 6,25 m/s wurden deutlich héhere Bildraten in der GréRenordnung von
25.000 — 150.000 Bildern/s verwendet. Dadurch ergibt sich eine geringere ortliche Auflésung,
die durch die GroRe des Messfeldes beeinflusst wird. Die verwendeten Bildraten wurden den
Versuchszeiten serienspezifisch so angepasst, dass etwa 200 bis 500 Bilder von Verformungs-
beginn bis zum Bruch aufgezeichnet werden konnten. Mit diesen Einstellungen konnte ein Bild-
ausschnitt des vollstandigen Priifbereichs der Probe liber den gesamten Versuchszeitraum noch
erfasst werden. Die Videofilme wurden anschlieBend mittels Grauwertkorrelation mit der Korre-
lationssoftware ARAMIS 6.3 [199] auf Verschiebungen ausgewertet. Somit erfolgte die Ver-
langerungsmessung mit kleineren Aufnahmeraten als die Kraftmessung. Griinde dafur sind zum
einen eine Verkleinerung des Datenvolumens, da die ARAMIS-Dateien deutlich mehr Speicher-
kapazitat bendétigen als die ASCII-Dateien der Kraftsignale. Zum anderen war es mit den ver-
wendeten Photron-Kameras nicht mdoglich, die hohen Aufnahmeraten der Kraftmessung bei
gleichzeitig ausreichender Ortsauflésung zu erreichen. Wegen der unterschiedlichen Aufnahme-
raten wurden daher Kraft- und Wegsignale mit Lasertriggern oder maschineninternen Triggern
zeitlich synchronisiert. Bei der Zusammenfiihrung der Messdaten erfolgte eine Interpolation der

Werte fir die Prufteilverlangerung auf die Zeitskala der Kraftwerte.

Fur ausgewahlte Versuche wurde zusétzlich eine zweite Photron-Hochgeschwindigkeits-Video-

kamera der SA-Serie eingesetzt, um die lokalen Dehnungen und Dehnraten mit ausreichend ge-
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nauer Ortlicher und zeitlicher Auflésung in den lokalisierten Zonen zu ermitteln, siehe Bild 28.
Um &hnlich wie bei der Verldngerungsmessung ca. 200 — 500 Bilder wahrend des Verformungs-
vorgangs bis zum Bruch aufzeichnen zu kdnnen, wurde fir jede Versuchsserie ein Kompromiss
zwischen ortlicher und zeitlicher Auflésung separat gewahlt. Die Angaben zu den optischen Ein-
stellungen sowie die Vorgehensweise der Auswertung lokaler Dehnungen ist in Kapitel 4.2.5

ausfuhrlich beschrieben.
4.2.2 Einachsige Hochgeschwindigkeits-Zugversuche gemalf3 1SO 26203-2

Der Einfluss der Dehnrate auf das Werkstoffverhalten wurde zundchst mit Hilfe von Hochge-
schwindigkeits-Zugversuchen an einachsigen Flachzugproben analysiert. Die Versuchsmatrix ist
in Tabelle 9 gezeigt. Auch die in Kapitel 4.1 bereits beschriebenen quasistatischen Flachzugver-
suche sind zur Vollstandigkeit mit aufgefiihrt (nominelle Dehnrate 0,0008 s™).

Tabelle 9: Versuchsmatrix fur Hochgeschwindigkeits-Flachzugversuche bei RT (quer zur WR)

_ Prifge- Anzahl Wiederholungsversuche
nominelle .
schwin-
Dehnrate - HCT980X
digkeit HX340LAD HCT980XG HCT780C HCT980C
[sY] +Z110MB
[mm/s]
0,0008 0,02 3 3 3 3 3
0,1 2,5 2 1 - 1 1
1 25 3 3 3 - -
100 2500 3 3 3 - -
250 6250 3 - - - -

Als Probengeometrie wurde die Flachzug-Probengeometrie Beispiel 2 aus ISO 26203-2 verwen-
det [59], die bereits fur die Versuche unter quasistatischer Belastung eingesetzt wurde. Fur alle
Versuchsvarianten wurden mindestens 3 Versuchswiederholungen durchgefuhrt. Ausnahme bil-
den Versuche mit einer reduzierten nominellen Dehnrate von 0,1 s, die eingefiigt wurden, um
die adiabatische Erwarmung punktuell fir einen weiteren Dehnratenstiitzpunkt im Ubergangsbe-
reich zwischen isotherm und adiabatisch in Kapitel 5 zu untersuchen. Die fir diese Dehnrate re-
duzierte Anzahl an Wiederholungsversuchen wurde im Hinblick auf das umfangreiche Versuchs-
programm als ausreichend erachtet, da Dehnrateneffekte des Blechwerkstoffs HCT980XG erst
fir nominelle Dehnraten tiber 0,1 s™* festgestellt wurden. Weiterhin sind die Ergebnisse der Kur-
ven der technischen Spannungen und Dehnungen fiir die beiden bei 0,1 s durchgefiihrten Ver-
suche fir den Blechwerkstoff HX340LAD reproduzierbar, siehe Bild 29 rechts.

Die Verlaufe der technischen Spannungen und Dehnungen sind fur die beiden ausfihrlich unter-
suchten Blechwerkstoffe HX340LAD und HCT980XG bis zu den hdchsten gepriften Dehnraten
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reproduzierbar, siehe Bild 29. Mit zunehmender Dehnrate treten dehnratenbedingte Verfesti-
gungseffekte auf: fir den Dualphasenstahl HCT980XG fiir nominelle Dehnraten iiber 0,1 s, fur
den mikrolegierten Stahl HX340LAD bereits ab quasistatischer Belastung. VVon quasistatisch bis
zur nominellen Dehnrate von 100 st zeigt sich fiir den Dualphasenstanl HCT980XG eine Festig-
keitssteigerung von ca. 21 % und fir HX340LAD von 36 %. Mit zunehmender Dehnrate ergeben
sich fur beide Werkstoffe tendenziell hohere Bruchdehnungen. Einzelne Ausnahmen treten fir
den mikrolegierten Stahl HX340LAD auf, der bei nomineller Dehnrate 0,1 s eine niedrigere
Bruchdehnung zeigt als unter quasistatischer Belastung. Auch bei den beiden héchsten Dehnra-
ten von 100 s und 250 s tritt fir diesen Werkstoff keine weitere Erhéhung der Bruchdehnung

auf. In beiden Fallen ist dies ein Indiz flr adiabatische Erwérmung mit thermischer Entfestigung.
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0]
o
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HX340LAD
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Bild 29: Messkurvenverlaufe der technischen Spannungen und Dehnungen fiir die Blechwerkstof-
fe HCT980XG (links); HX340LAD (rechts) fir verschiedene nominelle Dehnraten bei RT

Der Dualphasenstahl HCT980X+Z110MB zeigt von quasistatischer Belastung bis zur nominel-
len Dehnrate 100 s mit 21 % eine zu dem HCT980XG vergleichbare Erhéhung der Streckgren-
ze, siehe Bild 118 links im Anhang. Die Werte flr die Bruchdehnung nehmen ebenfalls mit zu-
nehmender Dehnrate zu. Fir die beiden Komplexphasenstdhle HCT980C und HCT780C ist mit-
tels der einachsigen Zugversuche im untersuchten Dehnratenbereich weder eine Festigkeitsstei-
gerung noch eine signifikante Anderung der Bruchdehnung nachweisbar, siehe Bild 120 rechts.

Um experimentelle Daten fir die Ermittlung der Verfestigungskurven fur die Modellierung des
Werkstoffverhaltens bereitzustellen, wurden zusatzlich die wahren Spannungen und wahren
Dehnungen aus den technischen Spannungen und technischen Dehnungen in Anlehnung an die
FAT-Richtlinie bestimmt, siehe Kapitel 2.4.1 [7]. Die Kurven fur die beiden Blechwerkstoffe
HCT980XG und HX340LAD sind im gesamten untersuchten Dehnratenbereich streng monoton
steigend, siehe Bild 30. Es fallt jedoch auf, dass fiir beide Werkstoffe die Steigung der Kurven
nach dem Kraftmaximum mit zunehmender Dehnrate moderat abfallt. Dies ist fur den Blech-
werkstoff HCT980XG deutlicher ausgeprégt als fur den Blechwerkstoff HX340LAD und eben-
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falls ein Hinweis auf adiabatische Erwarmung unter dynamischer Belastung. Ein Uberkreuzen

der Kurven zeigt sich ansatzweise ab einer nominellen Dehnrate von 100 s,

Bild 30: Kurven der wahren Spannungen und Dehnungen fir die Blechwerkstoffe HCT980XG
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(links) und HX340LAD (rechts) fir verschiedene nominelle Dehnraten bei RT

1,6

Auf Basis der Messwerte der Hochgeschwindigkeits-Zugversuche wurden fur alle untersuchten

Blechwerkstoffe die Festigkeitskennwerte Rpo2, Re. und Rm nach der FAT-Richtlinie ermittelt

[7] und in Bild 31 in Abhéangikeit der nominellen Dehnrate dargestellt. Die VVorgaben in der

FAT-Richlinie legen fest, dass bei Auftreten von Oszillationen in den gemessenen Kraftsignalen

Rpo2 und Rm anhand eines definierten Polynomfits zu bestimmen sind, siehe auch Kapitel 2.4.1

[7]. Fir die nominellen Dehnraten 100 s und 250 s wurden daher Rpo2 und Ry anhand des
Polynomfits bestimmt. Fir den Werkstoff HX340LAD wurde statt Rpo,2 die untere Streckgrenze

ReL ausgewertet, um die Vergleichbarkeit mit der unteren Streckgrenze bei quasistatischer Belas-

tung zu gewahrleisten. Re. wurde nach FAT-Richtlinie als Mittelwert der Oszillationen im An-

fangsflieRbereich ausgewertet [7].
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Bild 31: Einfluss der Dehnrate auf die Streckgrenze (links) und auf die Zugfestigkeit (rechts) fur
die in den Diagrammen angegebenen Blechwerkstoffe bei RT (quer zur WR)
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Fur alle untersuchten Blechwerkstoffe nimmt die Streckgrenze mit zunehmender Dehnrate zu,
siehe Bild 31 links. Ab der nominellen Dehnrate von 10 s nimmt die Streckgrenze signifikanter
zu als im niedrigeren Dehnratenbereich, wie fur krz-Stahle bereits in Kapitel 2.1.3 in Bild 10
gezeigt. Ursache dafir ist zunehmende innere Reibung, die bei hohen Verformungsgeschwindig-
keiten zu einer Festigkeitszunahme flihrt. Die Zugfestigkeit Rm zeigt mit zunehmender Dehnrate
die gleiche ansteigende Tendenz wie die Streckgrenze, jedoch geringer ausgepragt, siehe Bild 31
rechts. Ursache dafir bildet die beginnende adiabatische Erwarmung im Bereich des Einschnir-
beginns, sodass eine thermische Entfestigung die dehnratenbedingte Verfestigung uberlagert. Die

Mittelwerte der technischen Kennwerte sind in Tabelle 25 im Anhang in Kapitel 0 aufgefuhrt.

Fur die Untersuchung des Einflusses der Dehnrate auf das Verformungsverhalten stellen der
Verfestigungsexponent no.ag und die GleichmaRdehnung Ay weitere wichtige Kennwerte dar,
welche in Bild 32 in Abhéangigkeit von der Dehnrate gezeigt sind. Dabei wurde der Verfesti-
gungsexponent na-ag flr die Versuche im niedrigen Dehnratenbereich bis zu einer nominellen
Dehnrate von nur 1 s ausgewertet. Fur die Versuche mit Dehnraten von 100 s und héher ist
eine Ermittlung des Verfestigungsexponenten aufgrund der auftretenden Oszillationen im Kraft-
signal nur Uber einen entsprechenden Polynomfit moglich. Die Wahl des Grades des Polynomfits
ist in der FAT-Richtlinie nicht festgelegt, hat jedoch eine Auswirkung auf die Krimmung der
Verfestigungskurve und damit auf den Verfestigungsexponenten. Daher wurde fir die Versuche

bei den nominellen Dehnraten von 100 s und 250 s auf die Ermittlung von n;-ag verzichtet.
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Bild 32: Einfluss der Dehnrate auf den Verfestigungsexponenten (links) und auf die Gleichmaf3-
dehnung (rechts) fir die in den Diagrammen angegebenen Blechwerkstoffe bei RT (quer
zur WR)

Fur die Blechwerkstoffe HX340LAD, HCT980XG und HCT980X+Z110MB ergeben sich fur
die quasistatische Belastung und fiir die nominelle Dehnrate 1 s vergleichbare Werte fiir nz-ag,
siehe Bild 32 links. Fiir die Dehnrate von 0,1 s wurden moderat geringere Werte fiir den Ver-

festigungsexponenten ermittelt. Ebenso zeigen die beiden Komplexphasenstahle HCT780C und
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HCT980C fiir die Dehnrate 0,1 s> moderat geringere Werte fiir nz.ag verglichen mit den unter
quasistatischer Belastung ermittelten. Insgesamt ist jedoch der Einfluss der Dehnrate auf den
Verfestigungsexponenten als vernachlassigbar anzusehen. Dieses Ergebnis deckt sich mit den
Untersuchungen von Macherauch fiir krz-Stahle [15]. Auch Larour ermittelte fur einen
HX340LAD keinen signifikanten Einfluss der Dehnrate auf den Verfestigungsexponenten [1],
siehe auch Kapitel 2.1.3. Die Auswertung der GleichmalRdehnung Ag erfolgte fur die Versuche
ab der nominellen Dehnrate 100 s ebenfalls mit Hilfe eines Polynomfits. Auch auf diese GroRe
zeigt der Grad des Polynomfits einen merklichen Einfluss, daher sind die Werte flr die Gleich-
maldehnung bei diesen Dehnraten als offene Punkte im Diagramm in Bild 32 rechts eingetragen.
Fur die Dual- und Komplexphasenstahle zeigen sich mit zunehmender Dehnrate gleichbleibende
oder moderat abnehmende Werte fiir die Gleichmadehnung Ag. Fir den mikrolegierten Stahl
HX340LAD nimmt die GleichmaRdehnung mit zunehmender Dehnrate deutlich ab, insbesondere
fiir Dehnraten groRer als 1 s™*. Auch dies dient als Hinweis auf thermische Entfestigung aufgrund

adiabatischer Erwarmung.

Zusammenfassend kann in Bezug auf den Einfluss der Dehnrate auf das Verformungsverhalten
der untersuchten Blechwerkstoffe herausgestellt werden, dass ab einer nominellen Dehnrate von
1 s sowohl dehnratenbedingte Verfestigungseffekte ab FlieBbeginn zu erkennen sind als auch
eine thermische Entfestigung ab der GleichmaRdehnung. Fur den mikrolegierten Stahl wurden
groRere dehnratenbedingte Verfestigungseffekte beobachtet als fir die hdherfesten Dualphasen-
stéhle. Dieses Ergebnis bestatigt die allgemein Gbliche Erfahrung, dass mit zunehmender Festig-
keit des Werkstoffs geringere dehnratenbedingte Verfestigungseffekte entstehen, siehe Kapitel
2.1.3 im Stand der Technik. Der Verfestigungsexponent zeigt im untersuchten Dehnratenbereich
bis 1 s keinen signifikanten Dehnrateneinfluss. Fiir die GleichmaRdehnung konnten mit zuneh-
mender Dehnrate moderat fallende Werte nachgewiesen werden, insbesondere fiir den mikrole-
gierten Stahl fiir Dehnraten ab 100 s

4.2.3 Hochgeschwindigkeits-Zugversuche an gekerbten Proben

Die Charakterisierung von Blechwerkstoffen unter mehrachsiger Zugbelastung ist nicht standar-
disiert, weder flr quasistatische noch fiir Hochgeschwindigkeitsbelastung im Dehnratenbereich
bis ca. 100 s*. In der FAT-Richtlinie werden jedoch ,,Standard-Flach-Kerbzug-Proben fiir Kerb-
zugversuche in einem weiten Dehnratenbereich bei Blechdicken bis zu 5 mm® mit unterschiedli-
chen Kerbradien vorgeschlagen [7], siehe Bild 24 im Stand der Technik. Die in dieser Arbeit
verwendete Kerbzugprobengeometrie mit einem Kerbradius von 4 mm ist in Bild 117 im An-
hang in Kapitel 1.1 gezeigt. Fir die untersuchten Werkstoffe versagten diese Proben in der Pro-
benmitte und nicht in der Kerbe [2], und damit unter einem dreiachsigen Zug-Spannungszustand,
gekoppelt mit einem ndherungsweise ebenen Dehnungszustand. Die Anfangsmesslange fur die
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Verlédngerungsmessung weist mit Lo = 30 mm eine groRere L&nge auf als bei den Flachzug-
versuchen nach ISO 26203-2 [59]. Dadurch lagen die Messmarken weit genug von der lokali-
sierten Kerbzone entfernt und im Bereich der Messmarken trat keine plastische Verformung auf.
Die Versuche mit den gekerbten Zugproben erfolgten fur die drei Blechwerkstoffe HCT980XG,
HX340LAD und HCT980X+Z110MB jeweils firr die Prifgeschwindigkeiten 0,02 mm/s, 25
mm/s und 2,5 m/s mit jeweils 3 Versuchswiederholungen. Nach Empfehlung in der FAT-Richtli-
nie wurden damit die Priifgeschwindigkeiten analog derjenigen der Flachzugversuche derart ge-
wahlt, so dass diese zu den nominellen Dehnraten 0,0008 s%, 1 st und 100 s™* fiihren. Verglichen
mit den Flachzugversuchen erscheint diese Versuchsmatrix reduziert, da sich im Laufe der Un-
tersuchungen gezeigt hat, dass der Einfluss der Dehnrate bezogen auf die adiabatische Erwaér-
mung unter verschieden zugartigen Belastungen vergleichbar ist, siehe Kapitel 5.4.

Da fiir Versuche unter mehrachsig wirkendem Spannungszustand erfolgte eine Normierung der
in Zugrichtung gemessenen Kraft F auf den kleinsten Ausgangsquerschnitt in der Kerbzone So.
Diese normierte Kraft entspricht einer Technischen Spannung und wird daher im Folgenden als
Technische Spannung bezeichnet. Flr die beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD
sind die Kurven der Technischen Spannung in Abhangigkeit von der Verlangerung in Bild 33
dargestellt, fur den Dualphasenstahl HCT980X+Z110MB in Bild 119 im Anhang.
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Bild 33: Einfluss der Prufgeschwindigkeit auf die normierten Kraft-Verldngerungs-Kurven bei
Kerbzugversuchen fur die Blechwerkstoffe HCT980XG (links) und HX340LAD (rechts)
bei RT

Fir alle Werkstoffe liegen die maximalen normierten Kréfte unter quasistatischer Belastung mo-
derat Uber der Zugfestigkeit. Die dehnratenbedingte Verfestigung zeigt sich bei dem Dualpha-
senstahl HCT980XG erst ab einer Priifgeschwindigkeit von tber 25 mm/s, bei den beiden Blech-
werkstoffen HX340LAD und HCT980X+Z110MB sind bereits fir diese Priifgeschwindigkeit
deutliche dehnratenbedingte Verfestigungseffekte gegentber quasistatischer Belastung zu erken-
nen. VVon quasistatischer bis zu dynamischer Prifgeschwindigkeit bei 2,5 m/s erhéht sich bei RT
die Festigkeit fur die Dualphasenstahle HCT980XG und HCT980X+Z110MB um ca. 15 % und
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fiir den mikrolegierten Stahl HX340LAD sogar um ca. 33 %, jeweils in vergleichbarer GréRen-
ordnung verglichen mit einachsiger Zugbelastung. Bei HX340LAD kreuzen die normierten
Kraft-Verlangerungs-Kurven fiir die Prifgeschwindigkeit von 2,5 m/s diejenigen fir niedrigere
Prufgeschwindigkeiten. Diese Entfestigung bei hoher Priifgeschwindigkeit ist auf eine thermi-

sche Entfestigung aufgrund adiabatischer Erwérmung zurtickzufihren.
4.2.4 Hochgeschwindigkeits-Scherversuche

Im Stand der Technik wurde in Kapitel 2.4.2 gezeigt, dass keine giiltige Standardisierung fiir die
Charakterisierung von Stahlblechwerkstoffen unter Scherbelastung existiert, weder fiir quasista-
tische noch flr dynamische Belastung. Auch in der FAT-Richtlinie liegen keine Angaben zu em-
pfohlenen Probengeometrien flr die Charakterisierung von Blechwerkstoffen unter Scherbelas-
tung vor. In dieser Arbeit wurden Schrégkerb-Scherzugproben eingesetzt, da diese eine Ver-
suchsdurchfiihrung analog zu den Flachzug- und Kerbzugversuchen fur einen weiten Bereich an
Dehnraten erlauben und die Scherzone fir Dehnungs- und Temperaturfeldmessungen visuell ein-
sehbar wird. Schragkerb-Scherzugproben werden heute in ihrer symmetrischen und asymmetri-
schen Form eingesetzt, siehe Kapitel 2.4.2 [123, 180, 181, 182, 158, 183, 184]. Voruntersuchun-
gen fur den Blechwerkstoff HCT980XG zur Findung einer geeigneten Probengeometrie ergaben
Vorteile flr asymmetrische Schragkerb-Scherzugproben gegenuber den symmetrischen Proben-
geometrien [39]. Bei unsymmetrischen Scherzugproben liegen im Kerbbereich geringere Zug-
spannungen vor und der Kerbanriss wird verzogert. Verglichen mit den symmetrischen Proben
werden daher etwas hohere Dehnungen in der Scherzone bis kurz vor Bruch erreicht [200]. Fir
die Charakterisierung unter Scherbelastung wurden in dieser Arbeit somit asymmetrische Scher-
probengeometrien verwendet. Ein vorzeitiger Kerbanriss kann auch durch die Probenfertigung
beeinflusst werden. Fur die Untersuchungen in dieser Arbeit erfolgte die Extraktion der Scher-
proben aus den Blechen mit Hilfe des Mikrowasserstrahlschneidens ohne weitere Bearbeitung
der Probenkanten im Prifbereich. Durch diese Art der Probenpréparation wird keine Wérme in
die Proben eingebracht und eine Kantenverfestigung vermieden, die beispielsweise bei Laser-

strahlschneiden, Funkenerodieren oder Fréasen entstehen kann.

Werkstoffabhangige Optimierung der Scherprobengeometrie

Zundchst erfolgte eine Optimierung der Probengeometrie, sodass der Kerbanriss moglichst nicht
oder erst bei hohen Dehnungsbetrédgen in der Scherzone auftritt und moéglichst keine bzw. nur
vernachlassige Spannungsmehrachsigkeiten in der Scherzone wahrend des Verformungsprozes-
ses entstehen. Die Ausgangsprobengeometrie fir die Optimierung ist in Bild 34 links gezeigt.
Unter Variation von den Geometrieparametern Kerbradius R, senkreche Scherlédnge Ls und Kerb-

versatzwinkel & wurden FE-Simulationen fir die verschiedenen Blechwerkstoffe durchgefihrt.



4 Werkstoffcharakterisierung fur die Crashsimulation 77

In friheren Untersuchungen konnte bereits gezeigt werden, dass diese Parameter im Zusammen-
hang mit der Blechdicke einen deutlichen Einfluss auf den Spannungs- und Dehnungszustand in
der Scherzone aufweisen [201, 185, 180, 202, 183, 158].
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Bild 34: Ausgangsgeometrie fir die Probenoptimierung der Scherprobe (links) und zu variieren-
de Parameter R, Ls und Winkel & (Xi) in der Scherzone (rechts)

Ziel dieser Untersuchungen ist die Verringerung der Dehnungen im Kerbbereich (Kerbmitte und
Kerbgrund) zugunsten der maximal erreichbaren Dehnungsbetrdge in der Scherzone und eine
Reduktion (berlagerter Zugspannungen. Wie bereits von Bohme et al. [202] vorgeschlagen wur-
de dazu ein negativer Versatz der Kerben zueinander eingestellt, siehe Bild 34 rechts. Ein negati-
ver Kerbversatz fiihrt im Scherbereich zu einer Uberlagerung von Druckspannungen und damit
zu einer Reduktion der Spannungsmehrachsigkeit. Der als g bezeichnete negative Kerbversatz
lasst sich bei gegebener senkrechter Scherlange Ls und gegebenem Kerbradius R in den Kerbver-
satzwinkel & umrechnen. Fir die Ausgangsgeometrie der Scherprobe in Bild 34 links erfolgte die
Variation des Kerbversatzwinkels & zwischen 0° und -20°. Der Kerbradius wurde auf R =1 mm
und die senkrechte Scherlange auf Ls = 4 mm festgelegt, da diese Werte in VVoruntersuchungen
zu einem naherungsweise homogenen Dehnungszustand in der Scherzone ohne Konzentrationen
der Dehnungen im Kerbbereich fiihren. Die FE-Simulationen mit den verschiedenen Kerbver-
satzwinkeln & wurden mit LS-DYNA Version 10.0.0 [160] explizit durchgefihrt, unter Verwen-
dung von vollintegrierten VVolumenelementen (ELTYP2) mit einer Elementkantenldnge in der
Scherzone von 0,1 mm und 10 Elementen tber der Blechdicke. Die eingestellte Verschiebungs-
geschwindigkeit von 0,02 mm/s entspricht derjenigen der Experimente fiir quasistatische Belas-
tung. Als Verschiebungsrandbedingung wurde ein horizontaler translatorischer Freiheitsgrad
festgelegt und dieselbe Anfangsmesslange fur die Verlangerungsmessung von Lo = 30 mm ver-
wendet wie bei den Kerbzugversuchen. Im Bereich der Messmarken ergaben sich dadurch hori-

zontale Verschiebungen in der GrélRenordnung von bis zu 0,8 mm bis zum Bruch, die in [200]
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experimentell nachgewiesen sind. Als Materialmodell diente ein elasto-plastisches Materialge-
setz in tabellarischer Form (MAT_024). Die eingesetzten Verfestigungskurven ergaben sich aus
inverser Simulation der quasistatischen Flachzugversuche aus Kapitel 4.1. Fur einzelne Elemente
im Probeninneren der Scherzone fihrt ein zunehmend negativer Kerbversatzwinkel & dazu, dass
sich die Spannungsmehrachsigkeit in der Scherzone zu niedrigeren Werten verschiebt, siehe Bild
35. Ebenso fiihrt ein zunehmend negativer Kerbversatzwinkel & zu einer Verringerung der Deh-
nungen in der Kerbzone, vor allem im Kerbgrund, im Vergleich zu denjenigen in der Scherzone,
siehe Bilder 120 und 121 im Anhang.
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Bild 35: Ausgewertete Elemente im Probeninneren der Scherzone (links) und Einfluss des Kerb-
uberlappwinkels auf die Abhangigkeit der Vergleichsdehnung von der Spannungsmehr-
achsigkeit aus FE-Rechnungen fiir ein Element im Inneren der Scherzone (rechts)

Ausgefiihrte FE-Simulationen fuhrten zu den in Tabelle 10 aufgefiihrten Werten fiir den Kerb-
versatzwinkel &, sodass die Dehnungen in der Scherzone oberhalb derjenigen im Kerbbereich lie-
gen. Es zeigt sich, dass bei Werkstoffen mit grolRerem Verfestigungsvermdogen auch ein grof3erer
negativer Kerblberlapp notwendig ist. Dies bestatigen auch experimentelle Untersuchungen an
Proben mit unterschiedlichen Kerbuberlappwinkeln [203]. Fir die beiden Dualphasenstahle
HCT980XG und HCT980X+Z110MB wurde von der Festlegung der senkrechten Scherldange
von Ls = 4 mm abgewichen und auf Ls = 3 mm verkdirzt. Die beiden Proben unterscheiden sich
im Wesentlichen durch die Orientierung ihrer Bruchflache in der Scherzone, siehe Bild 36 links.
Voraussetzung fur Scherversagen ist eine Orientierung der Bruchflache von der unteren Ecke der
oberen Kerbe bis zur oberen Ecke der unteren Kerbe, da nur in diesem Bereich ein reiner Scher-
belastungszustand ohne Spannungsmehrachsigkeiten vorliegt, siehe Bild 36 rechts. Durch eine
Verkirzung der senkrechten Scherldange auf Ls = 3 mm konnte die Bruchinitiierung in Kerbmitte
unter Zugbelastung vermieden werden, siehe Bild 36 links. Es ist bekannt, dass Dualphasenstéh-

le zu friih einsetzenden Kerbanrissen aufgrund ihrer niedrigen Versagensdehnungen unter mehr-
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achsiger Zugbelastung neigen [204]. Eine Verkleinerung der senkrechten Scherlédnge flhrt zu
einer moderaten Reduktion der Dehnungen in der Kerbzone [203], was den Kerbanriss hinauszo-
gert. Allerdings ergibt sich dadurch auch eine moderate Erhohung der Spannungsmehrachsigkeit

in der Scherzone aufgrund der zunehmenden Abweichung vom ebenen Spannungszustand [203].
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Bild 36: Orientierung der Bruchflache bei unterschiedlichen Scherlédngen Lsund Kerbversatz-
winkeln & (links) und Verteilung der Spannungsmehrachsigkeit in der Scherzone aus FE-
Rechnung (rechts), beides fur den Blechwerkstoff HCT980X+Z110MB bei RT

Tabelle 10: Geeignete Scherzonenparameter der genannten Blechwerkstoffe mit den Blech-
dicken 1,4 und 1,5 mm

HCT980X
HX340LAD HCT980XG HCT780C HCT980C
+Z110MB
N -18 -10 -11 -10 -10
Ls [mm] 4 3 3 4 4
R [mm] 1 1 1 1 1

Dehnratenabhdngige Charakterisierung unter Scherbelastung

Die Charakterisierung unter Scherbelastung erfolgte fur alle in dieser Arbeit untersuchten, in
Tabelle 6 aufgefiihrten Blechwerkstoffe teilweise mit bis zu vier verschiedenen Priifgeschwin-
digkeiten, siehe Versuchsmatrix in Tabelle 11. Als Scherprobengeometrien wurden die werk-
stoffabhangig angepassten Geometrien nach den Angaben in Tabelle 10 verwendet.

Fur den Dualphasenstahl HCT980XG sowie flr den mikrolegierten Stahl HX340LAD zeigen
sich im normierten Kraft-Verlangerungs-Diagramm dehnratenbedingte Verfestigungseffekte, wie
es ebenso fir die Flachzug- und Kerbzugversuche in den Kapiteln 4.2.2 und 4.2.3 nachgewiesen
wurde, siehe Bild 37. Nach FlieBbeginn treten mit zunehmender Prufgeschwindigkeit flachere
Kraft-Verlangerungs-Verlaufe auf, die bei beiden Werkstoffen ab einer Prufgeschwindigkeit von
25 mm/s erkennbar sind. Dies kdnnte auf eine adiabatische Erwérmung zuriickzuftihren sein, die

aufgrund der frihen Lokalisierung unter Scherbelastung schon zu Beginn der plastischen Ver-
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formung einsetzt. Wie bereits in einigen friilheren Untersuchungen im Rahmen von Charakteri-
sierungen von Blechwerkstoffen unter Scherbelastung nachgewiesen wurde, bestétigt sich hier
das Phanomen, dass mit zunehmender Dehnrate kleinere Verlangerungen bis zum Bruch auftre-
ten [123, 158, 205, 2, 206]. Dieser negative Dehnrateneffekt auf die Bruchdehnung unter Scher-
belastung ist unabhéngig von der eingesetzten Scherprobengeometrie. Die Untersuchungen zur
Lokalisierung von Dehnungen in Kapitel 5.6 in dieser Arbeit konnen moglicherweise auch einen
Beitrag zur Begrindung dieses bisher noch nicht erklarten Phanomens leisten.

Tabelle 11: Versuchsmatrix fur Scherzugversuche fur verschiedene Prufgeschwindigkeiten
(quer zur WR)

Anzahl Wiederholungsversuche

Prufge-
S HCT980X
schwindigkeit HX340LAD HCT980XG 2 110MB HCT780C HCT980C

0,02 mm/s 3 3 3 3 3
2,5 mm/s 3 1 - 1 1
25 mm/s 3 2 3 - -
2,5m/s 3 1 3 - -
'T1000 T 600
% HCT980XG % 500
§ 800 } §
g 600 V. 2 400
C
S 400 lff v=25mis < 300
A v =0,025 m/s % 200
(0]
5 200 S 100
2 v =0,02 mm/s K2
£ 0 * - : 0 , 1
§ 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 § 0O 1 2 3 4 5 6 7

Verlangerung [mm] Verlangerung [mm]

Bild 37: Einfluss der Prifgeschwindigkeit auf die normierten Kraft-Verlangerungs-Kurven der
Blechwerkstoffe HCT980XG (links); HX340LAD (rechts) unter Scherbelastung bei RT

Die normierten Kraft-Verlangerungskurven fur die den Dualphasenstanl HCT980X+Z110MB
und die beiden Komplexphasenstahle sind in Anhang in Bild 122 gezeigt. Fiir den Dualphasen-
stahl werden bis zu der Prifgeschwindigkeit von 25 mm/s keine dehnratenbedingten Verfesti-
gungseffekte beobachtet. Fir die Prifgeschwindigkeit von 2,5 m/s wurde fir den AnfangsflieR3-
bereich eine Erhéhung der Kraft von ca. 20 % gemessen. Nach FlieBbeginn sind auch fiir diesen
Werkstoff mit zunehmender Priifgeschwindigkeit flachere Kraft-Verldngerungs-Verlaufe und da-

mit eine mogliche thermische Entfestigung zu erkennen. Fur die beiden Komplexphasenstahle
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zeigt sich die Entfestigung nach FlieRbeginn bereits fur die Prifgeschwindigkeit von 2,5 mm/s
und ist ausgepragter als bei den Blechwerkstoffen HCT980XG und HX340LAD.

Zusammenfassend kann zu den Ergebnissen der Scherzugversuche gesagt werden, dass die dehn-
ratenbedingten Verfestigungseffekte im Anfangsflie3bereich fur den Werkstoff HX340LAD und
die beiden Komplexphasenstdhle im gesamten untersuchten Dehnratenbereich erkennbar sind.
Fur die Dualphasenstéhle zeigen sie sich jedoch erst bei Prifgeschwindigkeiten Gber 25 mm/s.
Nach FlieBbeginn zeigt sich mit zunehmender Priifgeschwindigkeit eine Entfestigung, die bei

den beiden Komplexphasenstéhlen besonders deutlich auftritt.
4.2.5 Messung lokaler Dehnungen und Dehnraten

Zu einer umfassenden Werkstoffcharakterisierung fiir die Crashsimulation gehért auch eine
mdoglichst genaue flachenhafte Erfassung der Dehnungen und Dehnraten in den hochverformten
Zonen Uber den gesamten Verformungsprozess bis zum Bruch. Die Dehnungen und Dehnraten
sind wechselseitig mit der adiabatischen Temperaturerhdhung und der thermischen Entfestigung
verknUpft, die die Kernthemen dieser Arbeit darstellen. Eine wesentliche EinflussgroRe auf die
ermittelten Dehnungen stellt die GrolRe des Bilanzierungsfeldes Se dar, in dem eine Mittelwert-
bildung fur die darin auftretenden Dehnungen erfolgt. In dieser Arbeit wurden Bilanzierungsfel-
der Se in der GroRenordnung von ungefihr 0,01 mm? bis 0,1 mm? verwendet. Diese GroRenord-
nung konnte durch die teilweise Verwendung von Makroobjektiven auch bis zu den hohen Prif-
geschwindigkeiten von 2,5 m/s und 6,25 m/s mit Bildraten bis zu 90.000 Bildern/s eingestellt
werden. Bei Verwendung von Objektiven mit ausreichender Vergrolierung, die bei Mikroversu-
chen eingesetzt werden, sind sogar noch kleinere Bilanzierungsfelder méglich [190]. Grundsatz-
lich wurden in den hochverformten Zonen wahre (logarithmische) Vergleichsdehnungen nach
von Mises ermittelt. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit werden diese Dehnungen auch als ,,loka-
le“ Dehnungen bezeichnet und beziehen sich auf die oben angegebenen Bilanzierungsfelder Se.
Die lokalen Dehnungen stehen im Gegensatz zu der technischen und wahren Dehnung fir die
Flachzugversuche in Kapitel 4.2.2, die sich auf die Anfangsmesslédnge Lo = 20 mm beziehen und

Dehnungen in Zugrichtung darstellen.

In diesem Kapitel erfolgt die Darstellung der VVorgehensweise zur Messung und Auswertung der
lokalen Dehnungen und Dehnraten in den hochverformten Zonen auf der Probenoberflache fir
die verschiedenen Probengeometrien und Priifgeschwindigkeiten. Ebenso werden Unterschiede
in der Entwicklung der Dehnungen und Dehnraten der verschiedenen Probengeometrien aufge-
zeigt. Diese gemessenen Dehnungs- und Dehnratenfelder stehen vor allem fiir die Analyse der
Einflussfaktoren auf die adiabatische Erwarmung bei Crashbelastung in Kapitel 5 und fiir die an-
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schlieBende Modellentwicklung in Kapitel 6.1 zur Verfugung. Weiterhin liegen sie als experi-

mentelle Vergleichswerte fur die Modellkalibrierung in Kapitel 6.2 vor.

Auswertung lokaler Dehnungen

Die Ermittlung der lokalen Dehnungen basiert auf Hochgeschwindigkeits-Videoaufnahmen der
hochverformten Zone auf der Probenoberflache, siehe Kapitel 4.2.1. Bild 38 zeigt beispielhaft
Hochgeschwindigkeits-Videobilder verschiedener Verformungszustande fir eine bei der nomi-
nellen Dehnrate 100 s* gepriifte Flachzugprobe des Blechwerkstoffs HX340LAD. Das in den
Videobildern sichtbare stochastische Muster wurde zur Erfassung von Verschiebungen vor Ver-

suchsbeginn als Lack auf der Probenoberflache aufgebracht.

t=0ms t=4,04 ms t=4,60ms t=4,64 ms
(Bild 0 bei (Bild 101 etwa bei (Bild 115 kurz vor (Bild 116 bei
Versuchsbeginn) Einschnirbeginn) Bruch) Bruchinitiierung)

B ————
10 mm (250 Pxl)

hochverformte ,
Zone Bruchinitiierung

Zugrichtung

Bild 38: Hochgeschwindigkeits-Videobilder fur ausgewahlte Verformungszustande einer Flach-
zugprobe des Blechwerkstoffs HX340LAD, die mit einer nominellen Dehnrate von
100 st (Priifgeschwindigkeit v = 2,5 m/s; Bildrate 25.000 s*) bei RT gepriift wurde

Die Auswertung der lokalen Dehnungen aus den Hochgeschwindigkeits-Videoaufnahmen er-
folgte fur die meisten Versuche mit ARAMIS 6.3 [199] als Software fir digitale Bildkorrelation.
Die von der Korrelationssoftware erfassten Verschiebungen kénnen von der Software in Deh-
nungen umgerechnet werden. Fir einige Scherversuche konnten mit der ARAMIS 6.3-Software
die lokalen Dehnungen nicht bis zum Bruch ausgewertet werden, da aufgrund der groRen Ver-
zerrungen in der Scherzone die Grauwertkorrelation nicht mehr moglich war. Fir diese Ver-
suchsserien wurde die Softwareversion GOM Correlate 2017 mit einem verénderten Korrela-
tionsalgorithmus eingesetzt. Fur die Korrelation mit ARAMIS 6.3 wurden guadratische Facetten

mit einem empfohlenen Facettentberlapp von maximal 50 % verwendet [207], siehe Bild 39.

Die Grauwertkorrelation mit GOM Correlate 2017 erfolgt grundsatzlich mit dreieckigen Facet-
ten, auch hier wurde auf einen maximalen Facettentberlapp von 50 % geachtet. Die quantitative
Auswertung der Dehnungen und Dehnraten wird mafgeblich durch die GroRe des Bilanzierungs-

feldes Se bestimmt, die wiederum von der verwendeten lokalen Dehnungsreferenzlange abhéngt
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[186]. Die lokale Dehnungsreferenzlange entspricht nach DIN EN 1SO 6892-1 [30] einer Exten-
sometermesslénge Le und wird daher in dieser Arbeit ebenfalls mit Le bezeichnet. Sie ergibt sich
aus dem Facettenabstand und der Art der Dehnungsberechnung. In ARAMIS 6.3 stehen die Op-
tionen der ,,Linearen Dehnungsberechnung* und der ,,Spline Dehnungsberechnung* zur Verfu-
gung, in GOM Correlate ist die softwareinterne Dehnungsberechnung nach einem weiteren Al-
gorithmus festgelegt [199]. In der ARAMIS 6.3-Version errechnet sich Le fiir die ,,Lineare Deh-
nungsberechnung® naherungsweise aus dem doppelten Facettenabstand, siehe Bild 39 links, und
fiir die ,,Spline Dehnungsberechnung* aus dem einfachen Facettenabstand, siehe Bild 39 rechts.
Fur die Softwareversion GOM Correlate 2017 kann die lokale Dehnungsreferenzlange aus dem
1,7-fachen Facettenabstand abgeschétzt werden. Bei beiden Softwareversionen beeinflusst die
Facettenkantenlédnge nur dann signifikant das Ergebnis der ermittelten Dehnungen, wenn eine
maximale Uberlappung der Facetten von 50% nicht eingehalten wird. Diese Obergrenze der

Facettenuberlappung wurde bei den Versuchen in dieser Arbeit eingehalten.

Algorithmus fur die Algorithmus fir die
,Lineare Dehnungsberechnung"” ,Spline Dehnungsberechnung”
Facetten- Facetten-
abstand abstand
X
Lo Le

Bild 39: Quadratische Facetten und lokale Dehnungsreferenzlange fir die in ARAMIS 6.3
angebotenen Algorithmen fir die Dehnungsberechnung

In dieser Arbeit wurden lokale Dehnungsreferenzlangen Le zwischen 0,1 mm und 0,3 mm ver-
wendet, die zu MessfeldgréRen Se zwischen 0,01 mm? und 0,1 mm? fiihrten. Behrens hat gezeigt,
dass bei vergleichbarer lokaler Dehnungsreferenzlénge Le die auf einem Spline basierende Spline
Dehnungsberechnung und die Lineare Dehnungsberechnung zu vergleichbaren Dehnungswerten
flhren [187]. In dieser Arbeit wurde tberwiegend die Spline-basierte Dehnungsberechnung ver-
wendet, da mit dieser Berechnung ausreichend kleine Werte flir L. erreicht werden konnten, um
die maximale Dehnung auch in den hochverformten Zonen zuverldssig ermitteln zu kénnen. Eine
Vergleichbarkeit der ermittelten Dehnungen aus den Softwareversionen ARAMIS 6.3 und GOM

Correlate ist in [39] dokumentiert.

Fur die Ermittlung der maximalen Dehnung bis zum Bruch sollte im letzten Bild vor Bruch eine

ausreichende Anzahl an Dehnungsmesspunkten im Bereich des Dehnungsmaximums Uber einen
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Schnitt senkrecht zur lokalisierten Zone vorhanden sein, siehe Bild 40. Als ausreichend wurden
mindestens zwei Dehnungsmesswerte im Bereich des Dehnungsmaximums definiert, die sich in

ihrem Dehnungsniveau lediglich moderat unterscheiden.
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Bild 40: Lokale Vergleichsdehnung flr Flachzugversuche bei RT im letzten Bild vor Bruch,
aufgetragen Uber einem Schnitt senkrecht zur lokalisierten Zone

In Bild 40 ist erkennbar, dass fir alle drei Dehnraten bei Flachzugversuchen an dem Blechwerk-
stoff HCT980X+Z110MB mit L zwischen 0,2 mm und 0,3 mm die Vergleichsdehnung &y,max im
Maximum der Glockenkurve ausreichend gut erfasst werden kann. Diese GréfRenordnung fur Le
zeigte sich auch fiir die anderen Werkstoffe als geeignet, sodass fur alle VVersuchsserien verwen-
det Werte flr Le zwischen 0,2 mm und 0,3 mm verwendet wurden. Eine Ausnahme bildeten die
Scherzugversuche aufgrund von schmalen lokalisierten Zonen, hier wurden teilweise auch Werte
fiir Le von 0,1 mm verwendet. Tabelle 12 gibt einen Uberblick tiber die bei den jeweiligen Ver-
suchstypen eingesetzte Korrelationssoftware sowie die GrofRenordnung der Extensometermess-
langen Le und der zugehdrigen Bilanzierungsfelder Se. Eine ausfiihrliche Dokumentation der Pa-
rameter fur die optische Auflosung der einzelnen Versuchsserien bei den unterschiedlichen Prif-

geschwindigkeiten ist in Kapitel 0 im Anhang in Tabelle 28 und Tabelle 29 dokumentiert.

Far samtliche weiterflihrende Auswertungen lokaler Dehnungen und lokaler Dehnraten wurde
jene Facette mit maximaler Dehnung vor Bruch ausgewahlt und dort der Auswertepunkt fir die
maximale Dehnung und Dehnrate gesetzt, siehe Bild 40. Die Dehnungsentwicklung flr diesen
Auswertepunkt ist am Beispiel eines Flachzugversuchs bei nomineller Dehnrate 1 s in Bild 41
gezeigt. Eine signifikante Lokalisierung wird erst nach Kraftmaximum im Dehnungsfeld er-

kennbar.
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Tabelle 12: Verwendete Softwareversionen und MessfeldgroRen flr die Dehnungsmessung

Flachzug- Kerbzug-
Scherzugversuche
versuche versuche
GOM Correlate 2017/
Softwareversion ARAMIS 6.3 | ARAMIS 6.3
ARAMIS 6.3
Dehnungsermittlungs- _ _ GOM Correlate 2017/
Spline Spline )
verfahren Spline
Le [mm] 0,19 -0,26 0,21 -10,22 0,10-0,27
Se [mMmM?] 0.036 — 0.068 | 0.044 —0.048 0.01-0.073
1400 : 0.7
-HCT980X+Z110MB | - —_
T | - -
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0.00 0.05 0.10 0.15 0.20

Technische Dehnung [-]

Bild 41: Spannungs-Dehnungs-Diagramm fur den Blechwerkstoff HCT980X+Z110MB bei RT
und lokale Dehnung in Abhangigkeit von der technischen Dehnung

Fur eine Vergleichbarkeit der Dehnungen und Dehnraten der verschiedenen Probengeometrien
untereinander wurde in dieser Arbeit die Vergleichsdehnung nach von Mises eym und die der
Vergleichsdehnung zugehdrige Dehnrate &, aus der verwendeten Korrelationssoftware ausge-
wertet. Zur Vereinfachung werden im Folgenden die Begriffe Vergleichsdehnung und lokale
Dehnung bzw. Vergleichsdehnrate und lokale Dehnrate mit den Formelzeichen ¢y und &, ver-
wendet. Fir die verschiedenen Probengeometrien ergeben sich bei gleicher globaler Proben-
verlangerung unterschiedliche Werte der lokalen Dehnung, siehe Bild 42 links. Der Scherzug-
und der Kerbzugversuch zeigen von Beginn der Probenverldangerung an einen grofieren Anstieg

der lokalen Dehnung als der Flachzugversuch. Dies ist auf die friihe Lokalisierung der Dehnung
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im Scherzug- und Kerbzugversuch zurlickzufiihren. Die fur Bild 42 links ausgewerteten Versu-
che wurden mit gleicher Prifgeschwindigkeit durchgefiihrt. Bei den verschiedenen Probengeo-
metrien konnen sich jedoch unterschiedliche zeitliche Dehnungsentwicklungen und damit unter-
schiedliche lokalen Dehnraten einstellen. Fir eine Bewertung des Einflusses der Dehnrate auf
das lokale Verformungsverhalten und die lokale Temperaturentwicklung erfolgte daher auch

eine Quantifizierung der lokalen Dehnraten.
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Bild 42: Lokale Vergleichsdehnung in Abhéngigkeit von der Verlangerung (links) und lokale
Vergleichsdehnrate in Abhangigkeit von der lokalen Vergleichsdehnung (rechts) fur
einen Flachzug-, Scherzug- und Kerbzugversuch des Blechwerkstoffs HX340LAD bei
einer Prifgeschwindigkeit v = 25 mm/s (Se zwischen 0,029 mm? und 0,044 mm?) bei RT

Auswertung lokaler Dehnraten

Fur die in Bild 42 links ausgewerteten Versuche wurde die in der ARAMIS-Software errechnete
Vergleichsdehnrate fiir den analog zu Bild 40 gewéhlten Auswertepunkt exportiert. Aufgrund
des grossen Rauschens des Dehnratensignals wurde eine Glattung mit gleitender Mittelwertbil-
dung Uber 9 bis 25 Messpunkte durchgefihrt. Die Ergebnisse sind in Bild 42 rechts tber der
lokalen Dehnung aufgetragen. Fir den Scherzug- und Kerbzugversuch liegt die Dehnrate bereits
bei Verformungsbeginn um einen Faktor 2-3 héher als fur den Flachzugversuch, siehe Bild 42
rechts. Im Scherzug- und Kerbzugversuch setzt die Lokalisierung unmittelbar mit dem Beginn
des plastischen FlieRens ein. Dies fiihrt zu einem Anstieg der lokalen Dehnrate. Im Flach-
zugversuch dagegen beginnt die Lokalisierung erst mit dem Einschnirbeginn nach Kraftmaxi-
mum und flihrt dann erst zu einem Dehnratenanstieg [25, 208, 209], siehe auch Bild 42 links. Im
weiteren Verformungsverlauf steigt fur den Flachzug- und Kerbzugversuch die Dehnrate in ver-
gleichbarer GroRenordnung an, sodass die Dehnrate im Kerbzugversuch in nahezu jedem Verfor-
mungszustand um den Faktor 2-3 hoher liegt als im Flachzugversuch. Kurz vor Bruch liegen die
Dehnratenwerte fiir diese beiden Geometrien in der GroRenordnung von etwa 30 s und damit
um mehr als eine 10er-Potenz hoher als die nominelle Dehnrate von 1 s im Flachzugversuch.

Im Scherzugversuch findet demnach ein deutlich geringerer Dehnratenanstieg wéhrend der Ver-
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formung statt, verglichen mit den beiden zugdominierten Belastungszustanden. Kurz vor Bruch
liegt die Dehnrate im Scherzugversuch mit etwa 40-50 s nur moderat tber den Werten des
Kerbzug- und Flachzugversuchs. Diese Ergebnisse zeigen bereits an dieser Stelle, dass der

Spannungszustand einen wesentlichen Einfluss auf das Lokalisierungsverhalten aufweist.

Zusammenfassend kann gesagt werden, dass bei gleicher Prifgeschwindigkeit unterschiedliche
Werte der Dehnung und der Dehnrate in der lokalisierten Zone fir die verschiedenen Probengeo-
metrien vorliegen. Beide GroRen, die lokale Dehnung und die lokale Dehnrate, stellen somit An-
zeichen fir das Lokalisierungsverhalten dar und zeigen einen sichtbaren Einfluss auf die lokale
Temperaturerhdhung. Die lokale Dehnung beeinflusst unmittelbar die lokale Verformungsarbeit,
die wiederum teilweise in Warme umgesetzt wird. Die lokale Dehnrate beeinflusst die Warme-
menge, die aus der hochverformten Zone in das umliegende Material abgefiihrt wird, da sie auf
die fir den Wéarmetransport zur Verfiigung stehende Zeit einwirkt. Der Dehnungsgradient, wel-
cher aus dem Dehnungsfeld ermittelt werden kann, zeigt ebenfalls Auswirkungen auf den War-
metransport. Daher sind diese beiden GroRen bei der Bewertung des Einflusses des Spannungs-
zustands auf die adiabatische Erwédrmung zu beriicksichtigen. Der komplexe Zusammenhang
zwischen den lokalen Grdssen Dehnung und Dehnrate ist ausfihrlich in Kapitel 5.6 fir die ver-
schiedenen Spannungszustande untersucht und dort auch in einen Zusammenhang mit der loka-

len Temperaturerh6hung gestellt.
4.3 Nakajima-Versuche bei Raumtemperatur gemald DIN EN 1SO 12004-2

In realen Crashsituationen konnen an Karosserieblechwerkstoffen auch biaxiale Spannungszu-
stdnde bis zu dquibiaxialer Zugbelastung mit einer Spannungsmehrachsigkeit von n = 0,667 auf-
treten. Fur die Analyse des Einflusses des Spannungszustands auf die adiabatische Erwarmung
sind daher auch experimentelle Untersuchungen unter &quibiaxialer Zugbelastung erforderlich.
Die in Kapitel 4.2 beschriebenen Hochgeschwindigkeits-Zugversuche mit Kerbzugproben fiihren
in der hochverformten Zone zu einer Spannungsmehrachsigkeit von naherungsweise n = 0,577
und kénnen damit nicht zu einer aquibiaxialen Zugbelastung fuhren. Als zusétzliches Versuchs-
konzept wurden daher in dieser Arbeit die fir die traditionelle Ermittlung von Grenzforménde-
rungen verwendeten Nakajima-Versuche eingesetzt, siehe Kapitel 2.4.2 im Stand der Technik. In
den hochverformten Zonen sollten dabei Dehnraten erreicht werden, die im unteren bis mittleren
Dehnratenbereich (ca. 0,01 s bis 1 s) liegen. In Tabelle 4 in Kapitel 2.3.1 im Stand der Tech-
nik wurde gezeigt, dass dieser Dehnratenbereich bei Stahlen im Ubergangsbereich zwischen iso-
thermen und adiabatischen Zustanden liegt. Mit der in DIN EN 1SO 12004-2 vorgeschlagenen
Stempelgeschwindigkeit von vs = 1,5 mm/s wird dieser Dehnratenbereich in den hochverformten

Zonen erreicht, siehe auch Bild 49 im weiteren Verlauf dieses Kapitels. Die mittels der
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Nakajima-Versuche gemessenen Dehnungen und Dehnraten dienen als zusétzliche Daten flr die
Analyse des Einflusses des Spannungszustands auf die Lokalisierung von Dehnungen in Kapitel
5.6.2, was eine Vorbereitung fir die Modellierung des Warmetransports in Kapitel 6.1 darstellt.
Um das Werkstoffverhalten unter diesem Spannungszustand punktuell untersuchen zu konnen,
wurde es als ausreichend erachtet, Nakajima-Versuche lediglich fir den Blechwerkstoff
HX340LAD durchzufiihren. Neben der Prufung aquibiaxialer Proben wurde zuséatzlich noch ein
nahezu einachsiger Zug-Belastungszustand mit einer Nakajima-Probengeometrie mit einer Steg-
breite von B = 30 mm untersucht, siehe Bild 43 unten. Dieser zusatzliche Versuch wird als Ver-
gleich zu den einachsigen Zugversuchen ebenfalls flr die Analysen in Kapitel 5.6.2 verwendet.
Die Durchfuhrung der Nakajima-Versuche erfolgte nach DIN EN ISO 12004-2 [143]. Die Ver-
suche wurden mit einer 500 kN SchnellzerreiBmaschine mit einer speziellen, integrierten Um-
formeinrichtung durchgefiihrt, die zusammen mit dem Versuchsprinzip und der Probenklem-
mung in Bild 43 gezeigt ist.

Umlenkspiegel

.f\
eingespannte
Nakajima-Probe

= Umformeinrichtung “% =
.\' .n}\» R, z - o~

Radius
R=30mm| | |

240 mm

D

Nakajima-Stempel Nakajima-Probengeometrie

Bild 43: Versuchsaufbau, Probengeometrie und geprufte Proben fur Nakajima-Versuche

Waéhrend des Versuchs bleiben die Matrize, der Blechhalter und der geklemmte Probenrand im
massiven Querhaupt fest eingespannt, wéahrend der Stempel mit konstanter Geschwindigkeit die
Probe verformt. Die Spannkraft wurde mit 216 kN Uber die gesamte Versuchsdauer konstant ge-
halten. Fur das Erreichen eines kontrollierten Spannungszustandes in der Polmitte der Probe ist
es wesentlich, dass der Bruch in Polmitte eintritt und nicht mehr als 15 % des Stempeldurchmes-
sers von der Polmitte entfernt liegen darf [143]. Hauptursache fiir aulermittige Briiche bilden

inhomogene Reibungsbedingungen durch ungeniigende Schmierung zwischen Stempel und Pro-
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be. Mit einer mehrlagigen, ca. 3 mm dicken Folienschicht konnte der Bruch in der Probenmitte
reproduzierbar erreicht werden, siehe geprifte Proben in Bild 43 rechts. Die Verformungen auf
der Probenoberflache wurden mit zwei Hochgeschwindigkeits-Videokameras fur 3D-Video-Auf-
nahmen dokumentiert. Aufgrund des komplexen Versuchsaufbaus wurden die Strahlengénge mit
einem unter 45° angebrachten Spiegel umgelenkt, wie das in Bild 43 oben gezeigt ist. Die Er-
mittlung der Dehnungen erfolgte mit der Grauwertkorrelationssoftware ARAMIS 6.3 [199].
Auch fur die Nakajima-Versuche wurden lokale Dehnungsreferenzlangen von Le ca. 0,3 mm ein-
gestellt und damit Bilanzierungsfelder von Se ca. 0,09 mm? erreicht.

Im Verlauf der Nakajima-Versuche ergeben sich flr die beiden untersuchten Probengeometrien
in Polmitte Dehnraten zwischen 0,01 s und ca. 0,3 s, siehe Bild 44. Sie liegen damit zwischen
jenen Dehnraten, die sich bei den einachsigen Zugversuchen mit einer nominellen Dehnrate von

0,0008 st und einer nominellen Dehnrate von 0,1 s’ in den hochverformten Zonen einstellen.
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Bild 44: Dehnungsfeld einer Nakajima-Probe kurz vor Bruch (links) und Vergleichsdehnrate in
Polmitte in Abh&ngigkeit von der lokalen Dehnung fur Nakajima-Versuche im Vergleich
zu Flachzugversuchen bei den angegebenen Dehnraten bei RT (rechts)

Zu Versuchsbeginn liegt die Dehnrate fiir den aquibiaxialen Nakajima-Versuch tber derjenigen
des einachsigen Nakajima-Versuchs. Im weiteren Versuchsverlauf nimmt die Dehnrate fiir den
einachsigen Nakajima-Versuch mit nahezu zwei 10er-Potenzen zu, wahrend die Dehnrate im
aquibiaxialen Nakajima-Versuch weniger als eine 10er-Potenz lediglich auf eine Dehnrate von
ca. 0,1 s ansteigt. Ursache fiir diese unterschiedliche Entwicklung der Dehnraten ist die ver-
starkte Einschniirung unter einachsiger Zugbelastung im Gegensatz zur dquibiaxialen Zugbelas-
tung. Dieses unterschiedliche Lokalisierungsverhalten wird in Abhéngigkeit von der lokalen
Vergleichsdehnrate in Kapitel 5.6.2 weitergehend analysiert und mit den Ergebnissen fir die

Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversuche im Kontext zu den Ergebnissen aus Kapitel 4.2.5
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diskutiert. Daher wird in diesem Kapitel auf weitere Auswertungen der Nakajima-Versuche ver-

zichtet, die nicht zielfihrend flr die Fragestellung in dieser Arbeit sind.
4.4 Hochgeschwindigkeits-Zugversuche bei erhéhter Temperatur

Bei hohen Priifgeschwindigkeiten, bei denen nahezu adiabatische Zustdnde im belasteten Pro-
benvolumen vorliegen, kénnen bei den in dieser Arbeit untersuchten hochfesten Stahlblechwerk-
stoffen lokale Temperaturerhéhungen in der GréRRenordnung von 200 K auftreten, siehe Kapitel
2.2.2. Fur die modellhafte Beschreibung des Verfestigungsverhaltens im gesamten untersuchten
Dehnratenbereich ist daher die Kenntnis der thermischen Entfestigung im Temperaturbereich
von Raumtemperatur bis mindestens 200 °C notwendig. Daher wurden fr die beiden Werkstoffe
HCT980XG und HX340LAD in dieser Arbeit auch Warmzugversuche zwischen Raumtempera-
tur und 200 °C durchgefuhrt. In Kapitel 2.1.4 wurde gezeigt, dass die thermische Entfestigung
bei hochfesten Stahlblechwerkstoffen auch eine Abhéngigkeit von der Dehnrate aufweisen kann.
Die Untersuchungen erfolgten daher sowohl bei quasistatischer Belastung als auch bei der nomi-
nellen Dehnrate von 1 s*. Fiir die nominelle Dehnrate von 100 s* sind Versuche mit temperier-
ten Proben aufgrund der notwendigen quasilokalen Kraftmessung mit Messzellenkalibrierung bei
Pruftemperatur deutlich aufwendiger. Um dennoch den Dehnrateneinfluss auf die thermische
Entfestigung exemplarisch abschétzen zu kénnen, wurden fiir diese Dehnrate ebenfalls Warm-
zugversuche bis zu einer Priftemperatur von 100 °C durchgefihrt Die Versuchsmatrix mit der
Anzahl an Wiederholungsversuchen zeigt Tabelle 13, einschlieBlich der Anzahl an Wiederho-

lungsversuchen bei RT aus Kapitel 4.2.2.

Tabelle 13: Versuchsmatrix flr Warmzugversuche (quer zur WR)

nominelle Anzahl Wiederholungsversuche
Werkstoff Dehnrate
(s 50 °C 100 °C 150 °C 200 °C
0,0008 3 - 3 - -
HCT980XG 1 3 2 2 2 2
100 3 - 3 - -
0,0008 3 - 2 - -
HX340LAD 1 3 2 2 2 2
100 3 - 3 - -

Zur Temperierung diente eine in den Arbeitsraum der Schnellzerreifmaschine eingesetzte, elek-
trisch beheizte Temperierkammer, siehe Versuchsaufbau in Bild 45. Es diente die gleiche Mess-
technik wie bei den Versuchen unter RT, siehe Kapitel 4.2.1. Die Probenverldngerung wurde mit
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einer Hochgeschwindigkeits-Videokamera durch ein Fenster der Temperierkammer gemessen.

Die Temperaturmessung erfolgte mit einem Thermoelement auf der Probenoberflache.

Piezo-
Kraftmesszelle

quasilokale
Kraftmessung fur
¢ Versuche bei
nomineller
Dehnrate100 s

Hochgeschwindig-
keitskamera

Temperierkammer

Bild 45: Versuchsaufbau fur quasistatische und dynamische Warmzugversuche bei Priftempera-
turen zwischen 50 °C und 200 °C [93]

Unter quasistatischer Belastung zeigt sich im untersuchten Temperaturbereich kaum ein Einfluss
der Pruftemperatur auf die Festigkeit, siehe Bild 46. Die Ergebnisse fir HX340LAD bei den
Pruftemperaturen von 150 °C und 200 °C wurden der Arbeit von Trondl et al. [8] entnommen.
Ab 100 °C zeigen sich fur beide Werkstoffe sdgezahnférmige Verléufe der Spannungs-Deh-
nungs-Kurven, die auf dynamische Reckalterung (PLC-Effekt) hinweisen. Bestatigt wird dies
durch die fehlende Entfestigung und die deutlich kleineren Bruchdehnungen dieser Versuche im

Vergleich zu den Versuchen bei RT.

1200 w 600

T ' HCT980XG & [ HX340LAD

=.1000 | —= =500 |

g 800 sagezahnformige g’ 400 : . .

g Spannungs-Dehnungskurven c sagezahnformige

o 600 §300 - Spannungs-Dehnungskurven

© 400 @ 200 |RT

'LC> E 100 °C

© 200 |RT @ 100 [150 °C (Trondl 2015) .

£ 100 °C énom=0,0008s71| € 200 °C (Trondl 2015) €nom = 0,0008 s

6 b S 0 b

()

= 0,00 0,05 0,10 0,15 © 0,0 0,1 0,2 0,3 0,4
Technische Dehnung [-] Technische Dehnung [-]

Bild 46: Messkurvenverl&ufe der technischen Spannungen und Dehnungen fir quasistatische
Warmzugversuche der Blechwerkstoffe HCT980XG (links) und HX340LAD (rechts)
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Bei den nominellen Dehnraten von 1 s und 100 s nimmt die Festigkeit fiir beide Werkstoffe
mit zunehmender Priftemperatur ab und es treten stetig verlaufende Spannungs-Dehnungs-Kur-
ven auf, siehe Bild 47 und Bild 48. Die Bruchdehnung nimmt ebenfalls mit zunehmender Tem-
peratur fur beide Dehnraten jeweils fiir drei Wiederholungsversuche tendenziell ab. Damit kann
bei Dehnraten von 1 s und héher anhand des globalen Werkstoffverhaltens keine dynamische

Reckalterung mehr nachgewiesen werden.
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Bild 47: Messkurvenverlaufe der technischen Spannungen und Dehnungen fir Warmzugversuche
der Blechwerkstoffe HCT980XG (links) und HX340LAD (rechts) bei einer nominellen
Dehnrate von 1 s
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Bild 48: Jeweils 3 Messkurvenverlaufe der technischen Spannungen und Dehnungen fir Warm-
zugversuche der Blechwerkstoffe HCT980XG (links) und HX340LAD (rechts) bei einer
nominellen Dehnrate von 100 s

Zu FlieBbeginn kann sowohl unter quasistatischer als auch unter dynamischer Belastung von
einem nahezu isothermen Zustand ausgegangen werden, da eine adiabatische Temperaturerho-
hung erst mit plastischer Verformung zu erwarten ist. Daher ist bei Flielbeginn eine Zuordnung
der gemessenen FlieRspannung zur Priftemperatur moglich, wahrend sich der Priftemperatur bei
Bestimmung der Zugfestigkeit bereits eine zusétzliche adiabatische Erwérmung tberlagern kann.
Als relevanter Kennwert fur die thermische Werkstoffentfestigung bei mittleren bis hohen Dehn-
raten wurde daher die Streckgrenze gewéhlt. Sie dient damit als experimentelle Orientierungs-
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groRe fur die Modellierung der thermischen Entfestigung. Fir den Dualphasenstahl HCT980XG
wurden als Streckgrenze sowohl Rpo2 als auch Rp1 ausgewertet. Rpo2 zeigt aufgrund des kontinu-
ierlichen FlieRbeginns bei diesem Werkstoff eine groliere Streubreite als Rp1. Dies ist erkennbar
an den Standardabweichungen (SD), die bei Rpo.2 ein Mehrfaches von Rp1 betragen, siehe Tabelle
27 im Anhang in Kapitel 0. Fir den mikrolegierten Stahl HX340LAD wurde als Streckgrenze
die untere Streckgrenze ReL als Mittelwert der Oszillationen des Spannungssignals im Anfangs-
flieRbereich nach der FAT-Richtlinie [7] ausgewertet. Bei diesem Werkstoff liegt sowohl unter
quasistatischer als auch unter dynamischer Belastung im untersuchten Priftemperaturbereich
eine ausgepragte Streckgrenze vor. Fiir die Versuche bei nomineller Dehnrate 100 s erfolgte die
Ermittlung von Rpo2 fiir den Blechwerkstoff HCT980XG aus dem Polynomfit. Die Mittelwerte
der Streckgrenzen aus Tabelle 26 und Tabelle 27 sind in Bild 49 uber der Priftemperatur auf-
getragen. Die technischen Werkstoff-Kennwerte der in dieser Arbeit durchgefihrten tem-
perierten Versuche befinden sich im Anhang in Kapitel 0 in Tabelle 26 und Tabelle 27 als
Mittelwerte fur die in Tabelle 13 aufgefuhrte Anzahl an Wiederholungsversuchen.
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Bild 49: Streckgrenze in Abh&ngigkeit von der Priiftemperatur flr quasistatische und dynamische
Versuche an HCT980XG (links) und HX340LAD (rechts)

Fur den Blechwerkstoff HCT980XG bleiben die Werte von Rpo2 im Temperaturbereich zwi-
schen RT und 100 °C fur die untersuchten Dehnraten nahezu konstant, siehe Bild 49 links. Auch
bei 200 °C liegt fiir die nominelle Dehnrate 1 s ein vergleichbarer Wert von ca. 800 MPa vor,
lediglich bei 150 °C liegt ein Minimum bei ca. 750 MPa vor. Damit ist bei diesem Werkstoff auf
Basis des Kennwertes Rpo2 keine nennenswerte Entfestigung im untersuchten Temperatur- und
Dehnratenbereich messbar. Fur den Kennwert Rp1 wird bei den dynamischen Versuchen eine
kontinuierliche Entfestigung gemessen. Von RT bis 150 °C reduziert sich Rp: bei nomineller
Dehnrate 1 s um ca. 10% und bleibt dann fiir 200 °C auf konstantem Niveau. Fiir die nominelle

Dehnrate 100 s tritt eine Entfestigung in dieser GroRenordnung bereits bei 100 °C ein.

Fur den mikrolegierten Stahl HX340LAD tritt bei allen untersuchten Dehnraten zwischen RT
und 100 °C eine Entfestigung auf, die mit zunehmender Dehnrate ansteigt, siehe Bild 49 rechts.
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Unter quasistatischer Belastung nimmt die FlieRgrenze von RT bis 100 ° C um ca. 2,5 % von
390 MPa auf 381 MPa ab, bei nomineller Dehnrate 1 s™* um ca. 6 % und bei 100 s um ca. 10 %.
Fur hohere Temperaturen lauft die Entfestigung in eine Sattigung, die bei nomineller Dehnrate 1

s’ bei 150°C erreicht wird, unter quasistatischer Belastung jedoch erst bei 200 °C.

Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass die Entfestigung flr beide Werkstoffe keine
lineare Abhéngigkeit von der Probentemperatur zeigt. Zwischen 150 °C und 200 °C tritt abhan-
gig von der Dehnrate eine Séattigung ein, siehe auch Kapitel 2.1.4 im Stand der Technik. Der
Blechwerkstoff HX340LAD zeigt eine grofiere thermische Entfestigung als der HCT980XG.
Von RT bis 150 °C reduzieren sich bei HCT980XG die Werte fir Rpz um ca. 10 %, bei

HX340LAD die Werte fiir Re. um ca. 13 %, jeweils bei einer nominellen Dehnrate von 1 s,
4.5 Zusammenfassung der Werkstoffcharakterisierung

Zur Untersuchung der Einflussfaktoren auf die adiabatische Erwarmung hochfester Stahlblech-
werkstoffe unter realen crashartigen Belastungen erfolgte eine Charakterisierung mit Hochge-
schwindigkeitsversuchen. Die flr diese Arbeit ausgewéhlten Ein- und Mehrphasenstadhle mit
Blechdicken von 1,4 mm und 1,5 mm decken einen Festigkeitsbereich von ca. 460 MPa bis ca.

1000 MPa ab und werden in crashrelevanten Karosseriekomponenten eingesetzt.

Die Hochgeschwindigkeitsversuche wurden von quasistatisch bis teilweise zu einer nominellen
Dehnrate von 250 s sowohl an Flachzug-, als auch an Kerbzug- und Scherzugproben durchge-
fiihrt. Bei allen untersuchten Spannungszustanden zeigten sich dehnratenbedingte Verfestigungs-
effekte in vergleichbarer GréRenordnung. Der duktilste der untersuchten Werkstoffe, der mikro-
legierte Stahl HX340LAD, zeigte von quasistatischer Belastung bis zu einer nominellen Dehn-
rate von 100 s mit 36 % einen deutlich groReren dehnratenbedingten Anstieg der Streckgrenze
verglichen mit den beiden Dualphasenstéhlen, siehe Tabelle 14. Zusétzlich zeigte sich als Hin-
weis auf thermische Entfestigung aufgrund von adiabatischer Erwarmung eine dehnratenbeding-
te Abnahme der Gleichmaldehnung. Bei dem Blechwerkstoff HX340LAD wurde auch dieser
Effekt signifikant beobachtet, wéahrend bei dem Dualphasenstahl HCT980XG eine Zunahme der

GleichmaRdehnung auf ein Uberwiegen von Verfestigungseffekten hinweist, siehe Tabelle 14.

Tabelle 14: Von quasistatischer Belastung bis zu einer nominellen Dehnrate von 100 s ermit-
telte prozentuale Dehnrateneffekte fiir die angegebenen Stahlblechwerkstoffe

HCT980XG HCT980X+Z110MB HX340LAD

Streckgrenze Rpo,2; ReL +21 % +21 % + 36 %

Gleichmal3dehnung Aq +12 % -16 % -40 %

Einschniirung Z +39 % +43 % +11 %
Verfestigungsexponent n kein nennenswerter Dehnrateneinfluss
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Eine Zunahme der Einschnurung korreliert mit einer Zunahme der Duktilitat, ebenfalls in Folge
von adiabatischer Erwarmung und tritt insbesondere bei den Dualphasenstéhlen deutlich auf,
siehe Tabelle 14. Ein unterschiedlicher Einfluss der Dehnrate auf die Gleichmalidehnung Ag und
auf den Z-Wert weist auf einen werkstoffabhéngigen Einfluss der Dehnrate auf das Lokalisie-

rungsverhalten hin, was mittels Spannungs-Dehnungs-Kurven nicht erfasst werden kann.

Zur Untersuchung des thermischen Entfestigungsverhaltens erfolgten zusétzlich auch Hochge-
schwindigkeits-Warmzugversuche bis zu Temperaturen von 200 °C fir die beiden Blechwerk-
stoffe HCT980XG und HX340LAD. Die Ergebnisse werden in Kapitel 6.2.2 als experimentelle
Orientierungswerte fur die Kalibrierung der Modellparameter der thermischen Entfestigungs-
funktion verwendet. Die Entfestigung héngt von der Dehnrate ab und zeigt keine lineare Tempe-
raturabhangigkeit, sondern fuhrt zwischen 150 °C und 200 °C in eine Sattigung. Fur die mittlere
Dehnrate von 1 s zeigt der mikrolegierte Stahl HX340LAD zwischen RT und 150 °C eine Re-
duktion der Streckgrenze um ca. 13 %, der Dualphasenstahl lediglich um ca. 10 %. Dieses
Ergebnis begrundet auch die groRe Abnahme der GleichmalRdehnung mit zunehmender Dehnrate
flr den Blechwerkstoff HX340LAD aufgrund von thermischer Entfestigung.

Um auch das Lokalisierungsverhalten in Abhangigkeit des Werkstoffs, der Dehnrate und insbe-
sondere auch des Spannungszustandes experimentell zu untersuchen, wurden lokale Dehnungen
und Dehnraten in den hochverformten Zonen mit Hochgeschwindigkeits-Videoaufnahmen und
Korrelationssoftware gemessen. Diese Messungen erfolgten auch an zusatzlich durchgefihrten
Nakajima-Versuchen, um Messergebnisse auch fiir den dquibiaxialen Spannungszustand zur
Verfligung zu haben. Fiir die gleiche Prufgeschwindigkeit zeigten sich bei den Kerbzug- und bei
den Scherzugversuchen von FlieBbeginn an hohere Dehnraten als bei den Flachzugversuchen,
bedingt durch eine unmittelbar nach Flie3beginn einsetzende Lokalisierung von Dehnungen bei
den Kerbzug- und Scherzugversuchen im Gegensatz zum spéateren Einschnirbeginn bei den
Flachzugversuchen. Dieses Ergebnis beeinflusst die adiabatische Erwdrmung, da mit hoheren
lokalen Dehnungen auch mehr Verformungsarbeit in Warme umgewandelt werden kann und mit
hoheren Dehnraten weniger Zeit fir den Wéarmeabfluss zur Verfugung steht. Da diese Zusam-
menhé&nge komplex sind, ist der weiterfihrenden Auswertung der gemessenen Dehnungs- und
Dehnratenfelder im Hinblick auf das Lokalisierungsverhalten und die adiabatische Erwérmung
ein eigenes Kapitel 5.6 gewidmet. Um den Einfluss des Lokalisierungsverhaltens auf die adiaba-
tische Erwarmung bei htheren Dehnraten bewerten zu kénnen, wird jedoch zunéachst im folgen-
den Kapitel 5 die adiabatische Erwérmung in den hochverformten Zonen fiir die untersuchten
Blechwerkstoffe in Abh&ngigkeit von der Dehnrate und vom Spannungszustand quantifiziert.
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5 Adiabatische Erwirmung in den hochverformten Zonen

Um das in Kapitel 4 beobachtete Entfestigungsverhalten der untersuchten Blechwerkstoffe fur
hohe Dehnraten modellhaft beschreiben zu kdnnen, ist zunachst die Quantifizierung und Analyse
der EinflussgroRen auf die adiabatische Erwéarmung in den hochverformten Zonen erforderlich.
Daher werden in diesem Kapitel die dazu erforderlichen und in dieser Arbeit durchgefihrten ex-
perimentellen Untersuchungen dargestellt und im Hinblick auf die wesentlichen Einflussfaktoren
auf die adiabatische Erwarmung in der lokalisierten Zone analysiert. Besonderer Fokus liegt da-
bei auf der Untersuchung des Einflusses des Spannungszustands auf die adiabatische Erwar-
mung, da dieser Zusammenhang das Kernthema dieser Arbeit darstellt. Zur Ermittlung der loka-
len Temperaturerhhungen erfolgten daher Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen fur die
verschiedenen Probengeometrien fur einen weiten Dehnratenbereich. Aufgrund der begrenzten
maximalen Bildrate der eingesetzten Hochgeschwindigkeits-Infrarotkamera von ca. 15.000 Bil-
dern/s liegen fur Experimente mit kurzen Versuchszeiten im Millisekundenbereich oder kirzer
nur wenige Bilder bis zum Bruch vor. Fir diese unter nahezu vollstandig adiabatischen Bedin-
gungen ablaufenden Versuche erfolgte eine Abschatzung der lokalen Temperaturerh6hung aus
der gemessenen Kraft und der gemessenen lokalen Dehnung. Die ersten beiden Unterkapitel be-
schreiben die beiden Vorgehensweisen zur Ermittlung der lokalen Temperaturerhtéhung, Hoch-
geschwindigkeits-Infrarotmessungen und Abschatzung aus der Kraft und der lokalen Dehnung.
In weiteren Unterkapiteln erfolgt eine Darstellung der Ergebnisse fiir die untersuchten Blech-
werkstoffe, Dehnraten und Spannungszustande. Eine wichtige Fragestellung bildet je nach den
wesentlichen Einflussfaktoren auf die aus der lokalisierten Zone abtransportierte Warmemenge,
die fur die Modellierung ohne thermomechanische Kopplung bekannt sein sollte. Ein separates
Unterkapitel dient daher der Untersuchung des Warmeflusses aus der lokalisierten Zone in das
umliegende Material fiir den Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch. Da die Loka-
lisierung der Dehnungen und die lokal auftretenden Dehnraten einen wichtigen Einfluss auf die
Temperaturlokalisierung und den Wéarmetransport ausiiben, ist ein weiteres Unterkapitel der
Analyse des Lokalisierungsverhaltens in Abhangigkeit des Werkstoffs und des Spannungszu-
stands gewidmet. Das Kapitel endet mit einer Zusammenfassung zu den wesentlichen Einfluss-
faktoren auf die adiabatische Erwérmung in der hochverformten Zone fiir den Bereich von iso-
thermen bis zu Gberwiegend adiabatischen Bedingungen.

5.1 Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen

Fur ausgewéhlte Flachzug-, Scherzug und Kerbzugversuche wurden Hochgeschwindigkeits-In-
frarotmessungen zur Quantifizierung der lokalen adiabatischen Temperaturerhdhung durchge-

fuhrt. Die Versuche wurden im Dehnratenbereich zwischen den nominellen Dehnraten 0,0008 s
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und 1 s%, in wenigen Ausnahmen auch fiir die nominelle Dehnrate von 100 s durchgefiihrt. Die-
ser Dehnratenbereich deckt fir die untersuchten Stahlwerkstoffe nahezu isotherme bis nahezu
adiabatische Bedingungen ab. Flr die Temperaturmessungen wurde eine Hochgeschwindigkeits-
Infrarot-Dualbandkamera (IR-Kamera) der Serie IRCAM GEMINIS 327k ML mit einer Ortsauf-
I6sung bis zu 512x256 Pixel und mit einer maximalen Bildrate von ca. 15.000 Bildern/s einge-
setzt. Diese Messtechnik wurde zusétzlich zu den Hochgeschwindigkeits-Videokameras einge-
setzt, die flr die Verlangerungs- und Dehnungsfeldmessung in Kapitel 4.2.1 dargestellt ist. Die
Temperaturmessung erfolgte auf der Probenriickseite durch Messung der Strahlungsintensitat auf
der mit einem Lack versehenen Probenoberflache. Der Versuchsaufbau ist in Bild 50 links sche-
matisch dargestellt. Die Zuordnung der gemessenen Strahlungsintensitat zur Temperatur auf der
Probenoberflache erfolgte durch die von Lienhard vorgeschlagene Insitu-Kalibrierung vor jeder
Versuchsserie mit einer analog lackierten und in der Maschine eingebauten Kalibrierprobe, siehe
Kapitel 2.4.1 im Stand der Technik [136]. Die Kalibrierprobe wurde schrittweise von Raum-
temperatur auf die maximal erwartete Temperatur von ca. 200 °C bis 250 °C erwarmt. Fir sechs
bis acht Stutzstellen wurden sowohl die Temperatur mit einem Thermoelement als auch die
Strahlungsintensitat mit der IR-Kamera nahe des Thermoelementes auf der Probenoberflache
gemessen. Die mit dem Thermoelement gemessene Temperatur wurde Uber der Strahlungsinten-
sitat aufgetragen, siehe Bild 50 rechts. Durch lineare Interpolation zwischen den gemessenen Ka-
librierpunkten wurde eine Kalibrierkurve erstellt, die fir genau die jeweilige Versuchsserie mit
den gewahlten Kameraeinstellungen (Objektiv, Bildausschnitt auf dem Detektor, Bildrate), der

Probenoberflache und den Umgebungsbedingungen eingesetzt wurde.

SchnellzerreiBmaschine Hochgeschwindigkeits-

\ Infrarotkamera 250
. Kalibrierkurve >
Hochgeschwindigkeits- O 200 [HX340LAD ——=
Videokamera = v=0,025m/s _@
= 150 <
g 4
@ /
Temperaturfeld [°C] g' 100
&
1,2 ] ' 50
1,0
08— [ 0
-~ .1 | 0 5000 10000 15000
; Strahlungsintensitat in Kameraeinheiten [-]

1l

Bild 50: Versuchsaufbau fur gleichzeitige Dehnungsfeld- und Infrarotmessung [136] (links) und
Beispiel einer Kalibrierkurve flr die Infrarotmessung einer Versuchsserie (rechts)

0,2
e——— 1
Dehnungsfeld aus
Grauwertkorrelation [log]
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Fur die Versuche bei der Prufgeschwindigkeit von 2,5 m/s erfolgten die Hochgeschwindigkeits-
Infrarotaufnahmen mit einer Ortsauflosung von 0,2 mm/PxI, fir alle anderen Versuche betrug
die Ortsauflosung 0,1 mm/Pxl. Jedes Pixel gibt einen Wert der Strahlungsintensitat wieder, die
einem Temperaturwert zugeordnet wird. Damit liegt die Ortsauflosung der Temperaturmessun-
gen in der gleichen GrélRenordnung wie die Messungen der lokalen Dehnungen aus Grauwert-
korrelation, siehe Kapitel 4.2.5. Die Bildraten der Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen sind

fur die einzelnen Versuchsserien im Anhang in
Tabelle 30 in Kapitel 0 aufgefiihrt.

Aus den Temperaturfeldmessungen wurde die maximale Temperatur in der hochverformten Zo-
ne fur den gesamten Verformungsvorgang bis zum Bruch ausgewertet, siehe Bild 51 links. Auf-
grund der unterschiedlichen Bildraten von Temperatur- und Dehnungsfeldmessung wurde eine
Zeitkorrelation durchgefiihrt, indem die Dehnungswerte auf die Zeitpunkte flr die Temperatur-
messung interpoliert wurden. Daraus wurde der Zusammenhang zwischen der maximalen loka-
len Temperaturerhdhung AT und der lokalen Vergleichsdehnung erstellt, siehe Bild 51 rechts.
Die Ergebnisse fir die verschiedenen Blechwerkstoffe, Dehnraten und Probengeometrien wer-
den in den Kapiteln 0 und 5.4 zusammen mit den aus dem Dehnungsfeld abgeschatzten Tempe-

raturerhéhungen ausfiihrlich dokumentiert und diskutiert.

Temperatur [°C]

o ; 160

= " [ACTeB0X+Z110MB s HCT980X+Z110MB

5 s ' J €nom= 15"
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2 dehnung [ "é&z 80
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Bild 51: Gemessene lokale maximale Temperatur- und Dehnungswerte (links) und Korrelation
der lokalen Temperatur- und Dehnungswerte (rechts) fiir einen Flachzugversuch bei no-
mineller Dehnrate 1 s fiir den Blechwerkstoff HCT980X+Z110MB bei RT

5.2 Ermittlung der adiabatischen Erwarmung aus Dehnungsfeldmessungen

Fir einige Flachzugversuche wurde fir die nominelle Dehnrate von 100 s* die lokale Tempe-
raturerh6hung AT ndherungsweise aus der in Warme umgesetzten, lokalen volumenbezogenen
Verformungsarbeit w unter Vernachlassigung des Wéarmetransportes nach Gleichung (33) be-
rechnet. To bezeichnet dabei die Pruftemperatur als Anfangstemperatur bei Versuchsbeginn. Fir

die Berechnungen wurde eine konstante Warmekapazitat fur Stahl von cp = 0,47 J/gK, eine Dich-
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te fur Stahl von p = 7,86 g/cm?® und ein konstanter Taylor-Quinney-Koeffizient von Bint = 0,9 ver-
wendet. Die volumenbezogene Verformungsarbeit w wurde dabei nach Gleichung (34) bestimmt
aus der aus Grauwertkorrelation ermittelten maximalen lokalen Vergleichsdehnung ev,max im Ein-

schnurbereich und der zugehdrigen wahren Vergleichsspannung cwanr,v.

T Bin

AT = [y dT = Bzt (33)
w €y, max

w = fo dw = fo S vahry dey max (34)

owahrv Dezeichnet dabei die wahre Vergleichsspannung in der Einschniirzone im Bereich maxi-
maler Dehnung. Bei Flachzugversuchen liegt bis Einschnirbeginn in der hochverformten Zone
ein nahezu einachsiger Spannungszustand vor. Daher kann in diesem Belastungsbereich die wah-
re Vergleichsspannung owanrv Nach Gleichung (35) unter Voraussetzung von Volumenkonstanz

und eines homogenen Spannungszustandes in der Einschniirzone kalkuliert werden. Die techni-
sche Spannung ot wird mit der in Zugrichtung gemessenen Kraft F nach o, = Si berechnet [7].
0

Aufgrund der rotationsfreien Lagerung der Probe kénnen Querkrafte in der Einspannung ver-
nachléssigt werden. Sp bezeichnet den Ausgangsquerschnitt der Probe im Prufbereich.

Gwahr = O e°vmax (35)
Bei den Flachzugversuchen liegt erst ab Einschnlrbeginn ein mehrachsiger Spannungszustand
vor und bei den Kerbzug- und Scherzugversuchen bereits ab FlieRbeginn. In diesen Fallen kann
owanry Uber eine Spannungskorrektur nach den Gleichungen (36) und (37) mit der Mittelspan-

nung om und der Spannungsmehrachsigkeit n ndherungsweise ermittelt werden [196]:

Owahr,v — GTm (36)
Om = % (o1 + o, +03) (37)

Die Spannungsmehrachsigkeit n in einem Punkt des Probenvolumens wird tblicherweise aus der
FE-Simulation bestimmt. Unter Voraussetzung eines ebenen Spannungszustandes, isotropem
FlieRverhalten nach von Mises und vernachlassigbaren elastischen Dehnungen kann die aktuell
vorliegende Spannungsmehrachsigkeit neur jedoch auch aus Dehnratenwerten ermittelt werden
nach [196, 55]:

5 b as
ncur~§ 81;82 (38)
Fur lineare Dehnungspfade entspricht das Verhéltnis der Dehnraten Slgﬂ in Gleichung (38) dem

v

Dehnungsverhaltnis 2222, Unter dieser VVoraussetzung kann die Spannungsmehrachsigkeit auch

81+
€y

aus dem Dehnungsfeld nach Gleichung (39) abgeschéatzt werden [196, 55]. Ist die Voraussetzung
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linearer Dehnungspfade nicht erfillt, kann die nach Gleichung (39) berechnete Spannungsmehr-
achsigkeit als gemittelte Spannungsmehrachsigkeit betrachtet werden und wird deshalb nach
Andrade et al. als navg bezeichnet [196].

2 +
navg"’g — (39)

gy

Fur den Blechwerkstoff HX340LAD ist flr jeweils einen Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugver-
such bei einer Prifgeschwindigkeit von v = 25 mm/s die Nebenformanderung Uber der Haupt-
formanderung aus einer entsprechenden ARAMIS-Messung in Bild 52 links aufgetragen. Fur
den Kerbzug- und den Scherzugversuch werden néherungsweise lineare Dehnungspfade erreicht,
bei dem Flachzugversuch liegt ab Einschniirbeginn eine moderate Abweichung vom linearen
Dehnungspfad vor. Aufgrund der optimierten Probengeometrie fur den Scherversuch aus Kapitel
4.2.4 konnten Hauptformanderungen in der GréRenordnung von 150 % bis vor Bruch gemessen
werden, was ein Hinweis ist auf deutlich hohere Bruchdehnungen unter Scherbelastung vergli-
chen mit denjenigen, die unter ein- und mehrachsiger Zugbelastung erreicht werden. Auf Basis
der gemittelten Spannungsmehrachsigkeit navg zeigen sich fur den Scherzug- und Kerbzugver-
such in der Auftragung der Vergleichsdehnung tber der Spannungsmehrachsigkeit auch annéh-
ernd lineare Lastpfade, siehe Bild 52 rechts. Fur den Flachzugversuch zeigt sich ab Einschnirbe-
ginn eine deutliche Abweichung von der einachsigen Zugbelastung mit einer Spannungsmehr-

achsigkeit von n = § Die nach Gleichung (38) berechnete aktuell vorliegende Spannungsmehr-

achsigkeit neur wurde aufgrund des Rauschens in den Dehnratensignalen mit einem gleitenden
Mittelwert Uber 100 Punkte berechnet. neur erlangt bei dem einachsigen Flachzugversuch ab Ein-
schnilirbeginn signifikant groRere Werte verglichen mit der gemittelten Spannungsmehrachsig-
keit mavg, Siehe Bild 52 rechts. Dieser Unterschied ist auf die Abweichung vom linearen Deh-

nungspfad ab Einschnlrbeginn zurtickzufihren.
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Bild 52: Dehnungspfade (links) und aus Dehnungs- bzw. Dehnratenwerten berechnete Lastpfade
(rechts) fir jeweils einen Scherzug-, Flachzug- und Kerbzugversuch bei v =25 mm/s an
Proben des Blechwerkstoffs HX340LAD
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Fur die Scherzug- und Kerbzugversuche in Bild 52 wird im Folgenden die Vergleichsspannung
owahry Nach Gleichung (35) berechnet. Aufgrund der Gberwiegend linearen Dehnungs- und Last-
pfade wird die gemittelte Spannungsmehrachsigkeit nayg nach Gleichung (39) verwendet. Fur
Flachzugversuche wurde zunéchst Gberpruft, ob eine Spannungskorrektur ab Einschnilrbeginn
eine signifikante Auswirkung auf die errechnete Temperaturerhéhung in der lokalisierten Zone
bei nahezu adiabatischen Bedingungen zeigt. In Bild 53 links ist daher fiir den Blechwerkstoff
HX340LAD fiir einen Flachzugversuch bei einer nominellen Dehnrate von 0,1 s die nach Glei-
chung (33) berechnete lokale Temperaturerhdhung ohne Spannungskorrektur und mit Span-
nungskorrektur dargestellt. Fur die Spannungskorrektur wurde die aktuell vorliegende Span-
nungsmehrachsigkeit neur verwendet. Beide Berechnungsvarianten fiihren zu vergleichbaren Er-
gebnissen, sodass daher bei den Flachzugversuchen auch nach Einschniirbeginn auf eine Span-
nungskorrektur verzichtet wurde, trotz der Abweichung des Spannungszustandes von der einach-
sigen Zugbelastung. Eine signifikante Abweichung von der einachsigen Zugbelastung tritt vor
allem bei Werkstoffen mit hohen Bruchdehnungen auf. Diese Untersuchung zur Auswirkung der
Spannungskorrektur auf die berechnete lokale Temperaturerhohung wurde daher lediglich fur
den mikrolegierten Stahl HX340LAD durchgefiihrt, der von den in dieser Arbeit untersuchten
Stahlblechwerkstoffen die grote Bruchdehnung zeigt. Weiterhin zeigt der Vergleich der berech-
neten und gemessenen Temperaturerhéhungen fur den Blechwerkstoff HX340LAD, dass bei ei-
ner nominellen Dehnrate von 0,1 st die nach Gleichung (33) berechneten Temperaturwerte deut-
lich Uber den gemessenen Temperaturwerten liegen, siehe Bild 53 links. Fir den mikrolegierten
Stahl findet damit bei dieser Dehnrate ein signifikanter Warmetransport aus der lokalisierten Zo-
ne in das umliegende Probenvolumen statt und es liegen daher auch keine adiabatischen Verhalt-
nisse vor. Fiir eine nominelle Dehnrate von 100 s liegt die berechnete Temperaturerhdhung mo-
derat Uber den gemessenen Werten fur die Temperaturerhdhung, siehe Bild 53 rechts. Ursache
konnte neben einem moderaten Warmeabfluss auch ein etwas zu grolR gewahlter Taylor-
Quinney-Koeffizient von 0,9 fur den mikrolegierten Stahl HX340LAD sein, der von den in die-
ser Arbeit untersuchten Stahlblechwerkstoffen mit n2.ag = 0,148 den groBRten n-Wert aufweist.
Letztere Begriindung wird bestétigt durch die beiden Theorien von Zehnder [121] und Aravas
[120], die mit zunehmendem n-Wert einen kleineren Taylor-Quinney-Koeffizienten prognosti-
zieren, siehe Kapitel 2.2.1 im Stand der Technik. Dennoch kann bei der nominellen Dehnrate
von 100 s von nahezu adiabatischen Verhaltnissen ausgegangen werden. Fiir einzelne Versuche
flr die Dualphasenstédhle bei dieser Dehnrate, fur die aufgrund der zu geringen Bildrate der ver-
wendeten Hochgeschwindigkeits-Infrarotkamera keine Temperaturmessungen vorlagen, wurde
daher die lokale Temperaturerh6hung mit dem hier vorgestellten Ansatz ndherungsweise abge-
schatzt.
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Bild 53: Vergleich zwischen gemessener und berechneter Temperaturerhéhung in der lokalisier-
ten Zone bei Flachzugversuchen fir den Blechwerkstoff HX340LAD bei mittlerer Dehn-
rate (links) und bei hoher Dehnrate (rechts)

Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass fur Flachzugversuche bei nomineller Dehnra-
te von 100 s die lokale Temperaturerhéhung in der Einschniirzone aus experimentell ermittelten
Kraft- und Dehnungswerten mit einem konstanten Taylor-Quinney-Koeffizienten von 0,9 abge-
schatzt werden kann. Eine Beriicksichtigung der Spannungsmehrachsigkeit in der Einschniirzone
ist fur diese Temperaturberechnung nicht erforderlich. Diese VVorgehensweise wird flr die hoch-
festen Dualphasenstdhle eingesetzt, da die Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen mit der
vorhandenen Messtechnik bei dieser hohen Dehnrate zu wenige Temperaturmesspunkte liefern.

5.3 Einfluss von Werkstoff und Dehnrate auf die adiabatische Erwarmung

Fir die untersuchten Blechwerkstoffe wurde die Temperaturerh6hung zunéchst in der Einschur-
zone von Flachzugversuchen bei verschiedenen Dehnraten quantifiziert. Die lokale Temperatur-
erhdhung AT wurde gemessen oder nach Gleichung (33) mit einem Taylor-Quinney-Koeffizien-
ten von Bint = 0,9 berechnet. Die Versuchsmatrix fur die Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessun-
gen ist in Tabelle 15 dargestellt. Die GréRRe AT ist in Abhéngigkeit von der lokalen Vergleichs-
dehnung ey flr die beiden Dualphasenstdhle HCT980XG und HCT980X+Z110MB in Bild 54
und fur den mikrolegierten Stahl und die beiden Komplexphasenstahle in Bild 60 dargestellt. Fir
den Dualphasenstahl HCT980X+Z110MB und fur den mikrolegierten Stahl HX340LAD wurden
die Infrarotmessungen auch fir jeweils einen quasistatischen Versuch durchgefihrt. Fur beide
Blechwerkstoffe wurden maximale Temperaturerh6hungen unter 5 K bis zum Bruch gemessen.
Grundsatzlich ergeben sich mit zunehmender Dehnrate gréRRere Temperaturerhéhungen, wobei
die Kurven bei einer nominellen Dehnrate von 1 s nur moderat unter denjenigen bei einer nomi-
nellen Dehnrate von 100 s liegen, insbesondere fiir die beiden Dualphasenstihle. Dies stellt
einen Hinweis dar, dass fur diese beiden Werkstoffe bereits bei einer nominellen Dehnrate von

1 s nahezu adiabatische Bedingungen vorliegen.
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Tabelle 15: Versuchsplan fir Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen an Flachzugversuchen

_ Prufge- Anzahl Wiederholungsversuche
nominelle _
schwin-
Dehnrate . . HCT980X
digkeit HX340LAD HCT980XG HCT780C HCT980C
[s7] +Z110MB
[mm/s]
0,0008 0,02 1 - 1 - -
0,1 2,5 2 1 1 1 1
1 25 3 3 1 - -
100 2500 3 - - - -
200 200 -
FHCT980XG | - HCT980X+Z110MB e
150 | &nom = 100 s e 150 [ E,om = 100 s 7
2 [&pom = 157 < [ Epom = 1571
= [ €om = 0,187 — [ £pom = 0.1
= 100 ! <1 100 oo
50 —z 50 | z
0 L M B A B R TR BT R 0 s
00 01 02 03 04 05 06 60 01 02 03 04 05 06
Lokale Vergleichsdehnung [-] Lokale Vergleichsdehnung [-]

Bild 54: Gemessene und berechnete Temperaturerhéhung in Abhangigkeit von der Dehnung im
lokalisierten Bereich fur Flachzugversuche bei verschiedenen nominellen Dehnraten an
Proben von zwei Dualphasen-stahlen (gestrichelte Linie: berechnete Kurve)
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Bild 55: Gemessene Temperaturerhéhung in Abhangigkeit von der Dehnung im lokalisierten
Bereich fiir Flachzugversuche bei verschiedenen nominellen Dehnraten an Proben des
Blechwerkstoffs HX340LAD (links) und zweier Komplexphasenstahle (rechts)

Wahrend fiir die beiden Dualphasenstdhle HCT980XG und HCT980X+Z110MB bei einer gege-
benen Vergleichsdehnung vergleichbare Temperaturerhéhungen in der lokalisierten Zone ermit-
telt wurden, ergeben sich bei dem mikrolegierten Stahl HX340LAD deutlich niedrigere Tempe-
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raturerhéhungen siehe Bilder 54 und 55. Dieser Effekt kénnte in der unterschiedlichen Festigkeit
der Werkstoffe begriindet sein, die bei gleicher Dehnung zu unterschiedlicher Verformungsarbeit
in der lokalisierten Zone fihrt. Fir die Komplexphasenstéhle ergeben sich jedoch bei der nomi-
nellen Dehnrate von 0,1 s fir den hoherfesten Blechwerkstoff HCT980C bei vergleichbarer
lokaler Dehnung kleinere Temperaturerhdhungen als fir den HCT780C-Blechwerkstoff. Dieses
Ergebnis kdnnte auf einen unterschiedlichen Warmetransport aus der lokalisierten Zone zurlick-
zufithren sein, da bei einer nominellen Dehnrate von 0,1 s** keine vollstiandig adiabatischen Be-

dingungen vorliegen, siehe Bild 53 links.

Fur eine Vergleichbarkeit der adiabatischen Temperaturerhdhung der verschiedenen Blechwerk-
stoffe ist es daher notwendig, den Anteil an Verformungsarbeit zu kennen, der als Warme im
Werkstoff bleibt. Dieser Anteil wird charakterisiert durch das Verhaltnis g/w von volumenbezo-
gener Warmeenergie g zu volumenbezogener Verformungsarbeit w in der lokalisierten Zone.
Der Quotient g/w beinhaltet damit den Anteil an Verformungsarbeit, der zundchst in Warme um-
gesetzt wurde und durch den Taylor-Quinney-Koeffizienten charakterisiert wird, abziglich des
Energieanteils, der durch Warmetransport wieder abgefihrt wurde. Damit ist g/w die relevante
GrolRe, die auch fir die numerische Berechnung der lokal vorliegenden Temperaturerhdhung bei
der Modellierung des Verformungsverhaltens malgeblich ist. Fiir die Flachzugversuche der bei-
den Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD im mittleren Dehnratenbereich ist daher in
Bild 56 die Warmeenergie g Uber der Verformungsarbeit w aufgetragen, jeweils als lokale volu-
menbezogene GroRen. Die Berechnung der lokalen Verformungsarbeit w erfolgte nach Glei-
chung (34) in Kapitel 2.2.1. Die W&rmeenergie q wurde nach Gleichung (40) aus der gemesse-
nen Temperaturerhéhung AT, der konstanten Warmekapazitét c, von 0,47 J/gK und der konstan-
ten Dichte p von 7,86 g/cm? fiir Stahl berechnet.

g=pCAT (40)
Bei nomineller Dehnrate 1 s betragt der Quotient g/w fiir den Dualphasenstahl HCT980XG
wéhrend des gesamten Verformungsverlaufs Werte in der GréRenordnung von 1, siehe Bild 56.
Dieses Ergebnis deutet auf adiabatische Bedingungen und einen Taylor-Quinney-Koeffizienten
in der GroéRRenordnung von 1 hin. Fur den mikrolegierten Stahl HX340LAD liegen bei gleicher
nomineller Dehnrate die Werte fiir g/w um ca. 30% niedriger und damit im Ubergangsbereich
zwischen isotherm und adiabatisch, auch unter Annahme eines Taylor-Quinney-Koeffizienten
von ca. 0,9 oder moderat geringer. Bei einer nominellen Dehnrate von 0,1 st liegt der Wert g/w
fir die beiden untersuchten Blechwerkstoffe deutlich unter 1. Dieser Dehnratenbereich gehort
damit eindeutig zum Ubergangsbereich isotherm-adiabatisch. Die Werte von g/w liegen auch bei

dieser Dehnrate fir den Dualphasenstahl HCT980XG uber denjenigen des mikrolegierten Stahls
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HX340LAD. Damit zeigt sich, dass der Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch fiir
den Dualphasenstahl bei niedrigeren Dehnraten liegen muss als flir den mikrolegierten Stahl.

800 ,
[ ——HX340LAD ~ fUraw=1 T
600 | /
E
S
.400
(op
200

Bild 56: Lokale Wéarme q in Abhangigkeit von der lokalen Verformungsarbeit w fiir Flachzugver-
suche von Proben der Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD bei zwei Dehnraten
bei RT

Zur Ermittlung eines Zusammenhangs von g/w und der lokalen Dehnrate wurde fiir jeden einzel-
nen Versuch die Warmequote q/w(&,) ausgewertet. Dazu wurde sowohl fiir g/w als auch fiir die
lokale Vergleichsdehnrate &, der Mittelwert Uber den Versuchsverlauf gebildet. In Bild 57 ist
beispielhaft fur einen Flachzugversuch an einer HCT980XG-Probe der Verlauf von g/w und &,

uber der lokalen Vergleichsdehnung dargestellt.

1,0 5
HCT980XG
45,
[V}
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! 3 c
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: | <
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’ ' —Lokale Vergleichsdehnrate ! S
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I Enom = 0,15~ |
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Vergleichsdehnung [-]
Bild 57: Mittelwertbildung fur g/w und die Vergleichsdehnrate im Bereich zwischen 5% Ver-

gleichsdehnung und Versagensdehnung am Beispiel eines Flachzugversuchs bei nomi-
neller Dehnrate 0,1 s fiir den Blechwerkstoff HCT980XG bei RT
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Die Mittelwertbildung erfolgte in einem Intervall zwischen einer werkstoffabhangigen lokalen
Vergleichsdehnung um den Einschnurbeginn und dem Versagenszeitpunkt, siehe Bild 57. Fir
beide GrofRen wurde der arithmetische Mittelwert iber die Zeit auf Basis der Bildrate der Hoch-
geschwindigkeits-Infrarotkamera gebildet. Fur den in Bild 57 gezeigten Versuch ergibt sich da-
mit fir die Warmequote ein Wertepaar q/w(,) von (0,67/0,7). Fir die Blechwerkstoffe, bei de-
nen Ergebnisse von Experimenten bei der nominellen Dehnrate von 0,1 s** vorlagen, wurde je-
weils eine sinnvolle Anfangsdehnung in der Néhe des Einschnirbeginns flr die Mittelwertbil-

dung gewadhlt, siehe Tabelle 16.

Tabelle 16: Anfangsdehnung fir die Mittelwertbildung von g/w und &, flr Flachzugversuche
Anfangsdehnung far

Werkstoff - _ Ag [%] n2-ag (-]
die Mittelwertbildung [-]

HCT980XG 0,05 7,1 0,08

HX340LAD 0,2 17,4 0,15

HCT780C 0,1 8,4 0,09

HCT980C 0,1 51 0,06

Die Wertepaare fir die Warmequote q/w(&,) unterscheiden sich firr die in Tabelle 16 genannten
Blechwerkstoffe teilweise deutlich, siehe Bild 58. Die offenen Symbole geben die Wertepaare
der Warmequote fur die einzelnen Versuche wieder. Fir die Versuchsserien mit mindestens zwei
Einzelversuchen wurden wiederum Mittelwerte fr g/w und auch fiir die Vergleichsdehnrate ge-
bildet, die in Bild 58 als geflllte Symbole dargestellt sind. Die Streubander des Quotienten g/w
fiir diese Versuchsserien liegen alle in der GréRenordnung von ca. 0,12, siehe Bild 58. Fiir den
mikrolegierten Stahl HX340LAD ergeben sich bei vergleichbarer Dehnrate niedrigere Werte fur
q/w als fir den Dualphasenstahl HCT980XG. Unter Voraussetzung eines annahernd vergleich-
baren Taylor-Quinney-Koeffizienten 3 findet daher bei vergleichbarer Dehnrate bei dem Blech-
werkstoff HX340LAD ein groRerer Wéarmetransport statt verglichen mit dem Dualphasenstahl.
Der Ubergangsbereich von isotherm zu adiabatisch liegt in der GréRenordnung von ca. 0,01 s
bis ca. 10 s und fir den mikrolegierten Stahl HX340LAD bei héheren Dehnraten als fiir den

Dualphasenstahl HCT980XG. Die Ergebnisse fiir die Warmequote q/w(&,) liegen jeweils in der
Né&he des oberen und unteren Randes des Streubandes der g/w-Werte fur den mikrolegierten
Stahl HX340LAD.

Eine Ursache fiir den unterschiedlichen Warmetransport bei vergleichbarer Dehnrate fur die ver-
schiedenen Blechwerkstoffe kénnte auf unterschiedliche Temperaturgradienten in der lokalisier-
ten Zone zurtickzufuhren sein, die sich wiederum durch unterschiedliche Dehnungsgradienten er-

geben konnten. Diese Fragestellung wird in den Kapiteln 5.5 und 5.6 ndher untersucht.
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Bild 58: Darstellung der Warmequote q/w(,) fiir die im Diagramm angegebenen Blechwerk-
stoffe; Einzelwerte flr jeden Versuch und Mittelwerte mit Streubandern fir die Ver-
suchsserien

5.4 Einfluss von Spannungszustand und Dehnrate auf die adiabatische
Erwarmung

Die Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen erfolgten auch fur eine Auswahl an Kerbzug- und
Scherzugversuchen bei Prifgeschwindigkeiten zwischen v = 2,5 mm/s und v = 2,5 m/s. Flr die
Kerbzugversuche wurde fiir den Blechwerkstoff HX340LAD jeweils ein Versuch bei 25 mm/s
und bei 2,5 m/s durchgefuhrt, da bei Kerbzugversuchen aufgrund der geringen Bruchdehnungen
weniger lokale Verformungsarbeit in Warme umgesetzt werden kann verglichen mit den Flach-
zug- und Scherzugversuchen, siehe Bild 42 in Kapitel 4.2.5. Fur die Scherzugversuche wurde
aufgrund der hohen Bruchdehnungen unter Scherbelastung eine groRere Anzahl an Hochge-
schwindigkeit-Infrarotmessungen durchgefihrt, die fur die einzelnen Blechwerkstoffe in Tabelle
17 dokumentiert sind. Fur die Prifgeschwindigkeit v = 2,5 m/s erfolgten fir die Scherzugversu-
che keine Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen, da die Versuchszeiten in der Grolienord-
nung von 1-2 Millisekunden mit der in dieser Arbeit gegebenen Messtechnik zu einer zu gerin-
gen Anzahl an Temperaturmesspunkten fiihren.

Die Ergebnisse der Temperatur- und Dehnungsmessungen wurden direkt in Werte fir die volu-
menbezogene Wéarmeenergie g und fur die volumenbezogene Verformungsarbeit w umgerech-
net, um den Quotienten g/w flr die verschiedenen Spannungszustande und Dehnraten darstellen
zu koénnen. Die lokale volumenbezogene Verformungsarbeit w in der hochverformten Zone wur-

de fiir die Kerbzug- und Scherzugversuche unter Verwendung von cwanrv Nach Gleichung (36) in
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Kapitel 5.2 ausgewertet. Die lokale volumenbezogene Warmeenergie g wurde analog der VVorge-

hensweise bei den Flachzugversuchen nach Gleichung (40) ermittelt.

Tabelle 17: Versuchsplan fur Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen an Scherzugversuchen

Pruf- Anzahl Wiederholungsversuche
geschwindigkeit HCT980X
HX340LAD HCT980XG HCT780C HCT980C
[mm/s] Z110MB
0,02 1 1 - - -
2,5 3 2 - 1 1
25 3 3 - - -

Fur den Blechwerkstoff HX340LAD liegen die g(w)-Kurven fir die Flachzug- und Kerbzug-
versuche bei der hdchsten Priifgeschwindigkeit von v = 2,5 m/s sehr nahe zusammen, siehe Bild
59. Fur die einachsigen Zugversuche wurde in 5.3 bereits nachgewiesen, dass unter dieser Belas-
tungsgeschwindigkeit nahezu adiabatische Bedingungen vorliegen. Die Auswertungen in diesem
Kapitel bestatigen auch fur die Kerbzugversuche vergleichbare q(w)-Kurven fiir diese hohe
Prifgeschwindigkeit. Damit kann fur ein- und mehrachsige Zugbelastung ein vergleichbarer
Taylor-Quinney-Koeffizient in der GréRenordnung von ca. 0,9 angenommen werden. Bei den
Kerbzugversuchen wird erwartungsgemaR signifikant weniger Verformungsarbeit w bis zum
Bruch geleistet aufgrund der niedrigen Bruchdehnung, verglichen mit den Flachzug- und Scher-
zugversuchen [2]. Daher ergeben sich bei den Kerbzugversuchen auch geringere adiabatische

Temperaturerhdhungen bis zum Bruch, verglichen mit den anderen beiden Probengeometrien.

Fur die beiden Prifgeschwindigkeiten von 2,5 mm/s und 25 mm/s liegen die Kurven fir die
Scherzugversuche deutlich unter denen der Flachzug- und Kerbzugversuche. Dies gilt fur alle
vier untersuchten Blechwerkstoffe HX340LAD, HCT980XG, HCT980C und HCT780C, siehe
Bilder 59 und 60. Die Ergebnisse flr die quasistatischen Scherzugversuche sind in diesen Dia-
grammen nicht eingezeichnet, da die gemessene lokale Temperaturerhdhung fir Blechwerkstoffe
HX340LAD und HCT980XG weniger als 1 K betragt.

Der Zusammenhang g(w) im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch ist fiir die
Flachzug- und Kerbzugversuche, und daher fir ein- und mehrachsige Zugbelastung, vergleich-
bar. Unter Scherbelastung stellen sich deutlich geringere Werte flr q(w) ein. Im Folgenden wird
daher der Einfluss des Spannungszustands auf die adiabatische Erwérmung anhand der Unter-
scheidung zwischen Flachzug- und Scherzugversuchen analysiert. Die Kerbzugversuche wurden
aufgrund des mit den Flachzugversuchen vergleichbaren thermischen Verhaltens nicht weiter-

gehend untersucht.



5 Adiabatische Erwarmung in den hochverformten Zonen 109

1200 /
HX340LAD i
1000 |y = 25m/s  (inom = 100,3-45
" 800 v =25 mm/s (énom :/J’Sq)
£ v=25mm/s (‘l:nm = 0,1 871) — Flachzug
S 600 —— Scherzug
R S A Kerbzug
c -~
4 ==
00 CTL e
200

0 200 400 600 800 1000 1200
w [J/cm?]

Bild 59: Verlauf der Warme Uber der Verformungsarbeit fur Flachzug-, Kerbzug- und Scherzug-
versuche fur verschiedene nominelle Dehnraten von Proben des Blechwerkstoffs
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Bild 60: Verlauf der Warme (ber der Verformungsarbeit fir Flachzug- und Scherzugversuche
fir zwei nominelle Dehnraten von Proben der Blechwerkstoffe HCT980XG (links),
HCT780C und HCT980 (rechts)

Die Warmequote q/w(&,) fiir die Scherzugversuche wurden analog der Vorgehensweise fiir die
Flachzugversuche in Bild 57 ausgewertet. Da bei den Scherversuchen die Lokalisierung direkt
nach FlieBbeginn einsetzt, wurde die Mittelwertbildung ab einer lokalen Anfangsvergleichsdeh-
nung von 5% bis zur Versagensdehnung durchgefiihrt. Der Wert der lokalen Anfangsdehnung
von 5% hat sich bei allen untersuchten Blechwerkstoffen als sinnvoller Lokalisierungsbeginn fir

die Scherzugversuche gezeigt.

In den Bildern 61, 62 und 63 wird ersichtlich, dass der Ubergangsbereich zwischen isotherm und
adiabatisch fiir die Scherzugversuche im Vergleich zu den Flachzugversuchen fir die untersuch-
ten Blechwerkstoffe HX340LAD, HCT980XG, HCT780C und HCT980C zu hdheren Dehnraten
verschoben ist. Fir den Blechwerkstoff HCT980XG beispielsweise liegen bei einer Dehnrate
von 10 s fiir die Flachzugversuche bereits nahezu adiabatische Zusténde vor, die Scherzugver-
suche befinden sich bei dieser Dehnrate noch im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adia-
batisch, siehe Bild 62. Damit kann davon ausgegangen werden, dass bei annéhernd vergleich-
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barer Dehnrate unter Scherbelastung ein groRerer Warmetransport aus den Scherbandern in das
umliegende Material erfolgt als dies bei den Einschniirzonen unter Zugbelastung der Fall ist. Die
Warmequote q/w(&,) der Versuchsserien sind fiir den Blechwerkstoff HCT980XG in Tabelle
31 und fur den Blechwerkstoff HX340LAD in Tabelle 32 im Anhang aufgefihrt.
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Bild 61: Darstellung der Wirmequote q/w(&,) fiir Scher- und Zugbelastung fiir den
Blechwerkstoff HX340LAD
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Bild 62: Darstellung der Wérmequote q/w(&,) filr Scher- und Zugbelastung fiir den
Blechwerkstoff HCT980XG
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Bild 63: Darstellung der Warmequote q/w(&,) filr Scher- und Zugbelastung fiir die Blechwerk-
stoffe HCT980C und HCT780C

Zusammenfassend kann gesagt werden, dass der Anteil der Verformungsarbeit, der als Wéarme
im Werkstoff bleibt und der auch die thermische Entfestigung bei htheren Dehnraten bewirkt,
durch den Quotienten g/w experimentell auf der Probenoberflache abgeschatzt werden kann. Die
Untersuchungen in diesem Kapitel haben gezeigt, dass der Ubergangsdehnratenbereich zwischen
isotherm und adiabatisch fiir Scherbelastung bei hdéheren Dehnraten liegt als fur Zugbelastung.
Wahrend unter Zugbelastung der Ubergangsdehnratenbereich zwischen ca. 0,01 s und ca. 10 s*
liegt, findet der Ubergang von isothermem zu adiabatischem Verhalten bei den Scherzugversu-
chen bei Dehnraten in der GroRenordnung von etwa 1 s bis mehr als 10 s statt. Damit ergibt
sich eine Abhéangigkeit von g/w von der Dehnrate, dem Werkstoff und von dem Spannungszu-
stand, siehe Gleichung (41). Flr Blechproben mit einem naherungsweise ebenen Spannungszu-
stand kann somit der Spannungszustand durch die Spannungsmehrachsigkeit n beschrieben wer-

den und vereinfachend auf den Unterschied zwischen Scher- und Zugbelastung reduziert werden.

3 = f(¢,, Werkstoff, 1)) (41)

w

5.5 Warmetransport aus der hochverformten Zone

In diesem Kapitel wird der Fragestellung des Einflusses des Werkstoffs und des Spannungszu-
stands auf den Warmetransport bei vergleichbarer lokaler Dehnrate und damit auf die Verlaufe
der Wéarmequote q/_w(g) nachgegangen. Ebenso wird nachgewiesen, dass im nahezu adiabati-

schen Zustand kein signifikanter Wéarmetransport mehr aus der lokalisierten Zone in das umlie-
gende Material gemessen werden kann. Dazu wurden die Temperaturfeldmessungen im Hinblick
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auf die Temperaturgradienten in der lokalisierten Zone analysiert, die Hinweise auf einen mogli-

chen Warmetransport geben kdnnen.

Zur Untersuchung der Werkstoffabhéngigkeit der Warmequote wurde die Temperaturlokalisie-
rung aus den Hochgeschwindigkeits-Infrarotvideos fir Flachzugversuche die beiden Blechwerk-
stoffe HCT980XG und HX340LAD bei nomineller Dehnrate 0,1 s ausgewertet. Diese Aufnah-
men in Bild 64 links zeigen fur beide Blechwerkstoffe die Temperaturverteilung bei einer loka-
len Vergleichsdehnrate von ca. 2 s in der Néhe des Bruchzeitpunktes. Die lokale Temperaturer-
héhung in Abhéngigkeit von der Position auf einem Schnitt durch die lokalisierte Zone in Zug-
richtung ist fur die zwei Versuche in dem Diagramm in Bild 64 rechts dargestellt. Die flr beide
Werkstoffe moderat asymmetrische Temperaturverteilung in Bild 64 wird durch die Lichtein-
strahlung bedingt, die flr die transiente Dehnungsfeldmessung mit Videokamera erforderlich ist

und aufgrund des komplexen Versuchsaufbaus schrag erfolgte, siehe Bilder 28 und 50.
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Bild 64: Temperaturverteilung in der lokalisierten Zone auf der Oberflache von Flachzugproben
der Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD bei vergleichbarer lokaler Dehnrate
von ca. 2 st im Temperaturmaximum

Die maximale Temperaturerh6hung ist fir die beiden Werkstoffe vergleichbar in der Grél3enord-
nung von 55 — 57 K. Fir den mikrolegierten Stahl HX340LAD zeigt sich jedoch innerhalb von 1
bis 2 mm um die maximale Temperaturerhéhung ein starkerer Temperaturabfall verglichen mit
dem Dualphasenstahl HCT980XG. In weiterer Entfernung vom Temperaturmaximum wird flr
den Blechwerkstoff HX340LAD ein geringerer Temperaturabfall gemessen als fur den Blech-
werkstoff HCT980XG. Dieses Ergebnis deutet darauf hin, dass bei dem mikrolegierten Stahl
mehr Warme aus dem Bereich des Temperaturmaximums in das umliegende Material transpor-
tiert wird als bei dem Dualphasenstahl. Dadurch fallt die Temperatur nahe des Temperaturmaxi-
mums starker ab und die abgeflossene Wérme fuhrt in weiterer Entfernung vom Temperaturma-
ximum zu einer Temperaturerh6hung. Dieser Vorgang erklart die Ergebnisse in Bild 58, die bei

dem mikrolegierten Stahl bei vergleichbarer Dehnrate kleinere Werte fiir den Quotienten aus der
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Warme q und der Verformungsarbeit w zeigen verglichen mit dem Dualphasenstahl. Der werk-
stoffabhangige Wéarmetransport konnte auch mit einer werkstoffabhangigen Lokalisierung der
Dehnungen zusammenhéngen, die in Kapitel 5.6.1 ausfiihrlich anhand der Dehnungsfelder ana-

lysiert wird.

Auch der Spannungszustand, erzeugt durch eine Zug- oder Scherbelastung, zeigt einen Einfluss
auf die Temperaturlokalisierung und die Temperaturgradienten, siehe Bild 65. Fiir den Blech-
werkstoff HCT980XG ist fur jeweils einen Flachzug- und einen Scherzugversuch bei gleicher
Prifgeschwindigkeit von v = 25 mm/s die lokale Temperaturerhéhung kurz vor Bruch in einem

Schnitt durch die lokalisierte Zone gezeigt.
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Bild 65: Temperaturverteilung in der lokalisierten Zone kurz vor Bruch fiir einen Flachzug- und
einen Scherzugversuch bei v = 25 mm/s fiir den Blechwerkstoff HCT980XG

Bei dem Flachzugversuch wurde im Bereich auf3erhalb der lokalisierten Zone eine Temperatur-
erhdhung von ca. 10 K gemessen, die im Abstand von 8 — 10 mm vom Temperaturmaximum
keinen nennenswerten Temperaturgradienten mehr aufweist. Bei dieser lokal vorliegenden
Dehnrate von ca. 18 s ist daher davon auszugehen, dass aus der lokalisierten Zone kein weiterer
Warmetransport mehr stattfindet und diese Dehnrate damit n&herungsweise zu vollstandig adia-
batischen Bedingungen fiihrt. Bei dem Scherzugversuch geht die Temperaturerhéhung auf3erhalb
der lokalisierten Zone sogar auf 0 K zuriick, sodass bei der hier lokal vorliegenden Dehnrate im

Temperaturmaximum von ca. 33 s ebenso ein nahezu adiabatischer Zustand erreicht wird.

Die Auswertungen in Bild 65 betreffen in beiden Versuchen den Zeitpunkt kurz vor Bruch und
stellen damit eine Momentaufnahme dar. Fiir den in Bild 65 analysierten Flachzugversuch bei
nomineller Dehnrate von 1 s hat sich im Durchschnitt iiber die gesamte plastische Verformung
ein nahezu adiabatischer Zustand gezeigt, siehe Bild 62 in Kapitel 5.4. Flr den Scherzugversuch
hat die Mittelwertbildung fur den Wéarmequotienten in Bild 62 einen durchschnittlichen Wert

von ca. 0,67 bei einer mittleren Dehnrate von 13 s ergeben, der einen Zustand zwischen iso-
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therm und adiabatisch beschreibt. Die Auswertungen in Bild 65 zeigen, dass bei dieser Prifge-
schwindigkeit die adiabatischen Temperaturerhéhungen tberwiegend in den lokalisierten Zonen
entstehen. Ein Warmeabfluss in die Bereiche aul3erhalb der lokalisierten Zonen bis zu den Ein-
spannbereichen kann daher vernachlassigt werden. Fir beide in Bild 65 untersuchten Probengeo-
metrien, Flachzug- und Scherzugprobe, zeigt sich kurz vor Bruch ein vergleichbarer Temperatur-
unterschied von ca. 120 K zwischen der maximalen Temperaturerh6hung im Zentrum der lokali-
sierten Zone und der Temperaturerhdhung auf beiden Seiten im umliegenden Material. Bei dem
Scherzugversuch erstreckt sich die Temperaturlokalisierung jedoch Uber eine kleinere Lénge in
Millimetern auf dem Schnitt verglichen mit dem Flachzugversuch. Daher zeigt sich bei dem

Scherzugversuch ein moderat gréRerer Temperaturgradient verglichen mit dem Flachzugversuch.
5.6 Lokalisierung der Dehnungen

Die Temperaturgradienten, die sich in der lokalisierten Zone einstellen, stellen eine Folge lokali-
sierter Dehnungen dar und werden auch wechselseitig durch die lokalen Dehnraten beeinflusst.
Wegen dieser komplexen Zusammenhange wurden erweiterte Analysen zum Einfluss der Werk-
stoffmikrostruktur und des Spannungszustands auf die Lokalisierung der Dehnungen durchge-

fuhrt, die in den folgenden beiden Unterkapiteln dargestellt sind.
5.6.1 Einfluss der Werkstoffmikrostruktur auf die Lokalisierung der Dehnungen

Fur eine Analyse des Einflusses der Werkstoffmikrostruktur auf die Dehnungslokalisierung ist
zunachst eine Quantifizierung der Dehnungslokalisierung erforderlich. Dabei bilden sowohl der
Dehnungsgradient als auch die Dehnrate im Dehnungsmaximum wichtige GroRen, die ermittelt
werden sollten. Die gegenseitige Beeinflussung dieser beiden GroR3en ist fir die in dieser Arbeit
untersuchten Blechwerkstoffe in Bild 66 erkennbar. Fiir Flachzugversuche ist die lokale Ver-
gleichsdehnung im letzten Bild vor Bruch Uber einen Schnitt in Probenlangsrichtung bei gleicher

nomineller Dehnrate von 0,1 s gezeigt.

Die beiden Dualphasenstdhle HCT980X+Z110MB und HCT980XG mit vergleichbarer Zugfes-
tigkeit Rm von ca. 1000 MPa zeigen kurz vor Bruch eine vergleichbare maximale Dehnung. Ein
Unterschied im Lokalisierungsverhalten dieser beiden Dualphasenstahle zeigt sich in der héhe-
ren Dehnrate und moderat schmaleren Lokalisierung fiir den HCT980XG. Der Komplexphasen-
stahl HCT980C, der ebenfalls eine Zugfestigkeit Rm von ca. 1000 MPa aufweist, zeigt im Ver-
gleich zu den Dualphasenstéhlen einen fast zweifach hoheren Dehnungsbetrag kurz vor Bruch.
Dieser Unterschied im Lokalisierungsverhalten zwischen Dualphasen- und Komplexphasenstah-
len vergleichbarer Festigkeit ist bekannt. Daher werden Komplexphasenstahle im Karosseriebau
an jenen Stellen in der Fahrzeugkarosserie eingesetzt, an denen hohe lokale Dehnungen ohne
vorzeitige lokale Rissbildung erforderlich sind [204]. Der mikrolegierte Stahl HX340LAD er-
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reicht eine mit dem Komplexphasenstahl HCT980C vergleichbar hohe maximale Dehnung vor
Bruch. Der wesentliche Unterschied im Lokalisierungsverhalten dieser beiden Werkstoffe liegt
jedoch darin, dass sich die Dehnungslokalisierung bei dem Komplexphasenstahl auf einen klei-
neren Bereich begrenzt und im Dehnungsmaximum eine 2-3-fach héhere Dehnrate auftritt ver-
glichen mit dem mikrolegierten Stahl. Dadurch ergibt sich fur den Komplexphasenstahl im Ver-
gleich ein groRerer Dehnungsgradient. Dieses Ergebnis zeigt, dass bei gleicher lokaler Dehnung
kurz vor Bruch mikrostrukturell bedingte unterschiedliche Lokalisierungsverhalten vorliegen.
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Bild 66: Vergleichsdehnung Uber der Schnittposition unmittelbar vor Bruch fiir Flachzugversuche
fiir Proben der angegebenen Blechwerkstoffe bei nomineller Dehnrate 0,1 s

Eine Auswertung des Dehnungsgradienten aus der Grauwertkorrelation oder FE-Rechnung ist
sehr aufwendig. Daher ist es sinnvoll, eine leichter zugéngliche GroRe einzufihren, die zu einer
Abschatzung des Dehnungsgradienten fiihrt. Als sinnvolles MalR fiir den Dehnungsgradienten

wird im Folgenden die Dehnungslokalisation eingefihrt.

Definition der Dehnungslokalisation

Die Dehnungslokalisation wird definiert als Hohe des Dehnungspeaks eiokmax bezogen auf die
Halbwertsbreite HWB, siehe auch Bild 67:

Dehnungslokalisation = ql‘;“ﬁ (42)

Fur Flachzugversuche wird g0k max aus der in Kapitel 4.2.5 bereits eingefiihrten maximalen Ver-
gleichsdehnung in der lokalisierten Zone evmax abzliglich der wahren Dehnung bei Kraftmaxi-

mum ew(Fmax) berechnet: €lokmax = E€vmax — Ew(Fmax) (43)
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Bild 67: Definition der wesentlichen GroRen zur Ermittlung der Dehnungslokalisation am
Beispiel eines einachsigen Zugversuchs fir den Blechwerkstoff HCT780C

Fur die Ermittlung der Halbwertsbreite HWB wurde zunéchst die lokale Dehnung in Abhangig-
keit von der Schnittposition flr alle aufgezeichneten Videobilder tber den gesamten Verfor-

mungsvorgang bis zum Bruch mit Hilfe einer GauR-Amplitudenfunktion beschrieben nach

_ X~ Xcy2
gy(X) = gy t+ Ce 05 () (44)

Die Variable x bezeichnet die Position in der Schnittdarstellung in Bild 69. Die in der Gleichung
(44) verwendeten Parameter g, ,, C, Xc und p wurden flr jedes Videobild separat ermittelt. Fur
die Fitanpassung wurde die Software OriginPro 2018 verwendet, in der die Anpassung einer
GauBR-Amplitudenfunktion automatisiert moglich ist [210]. Die Halbwertsbreite HWB wurde aus
der zugehorigen Fitkurve fur jedes Videobild fiir den GauB-Amplitudenfit mit der Software
OriginPro 2018 ausgewertet. Fiir den Zugversuch aus Bild 67 sind die Glockenkurven der expe-
rimentellen Werte und der GauR-Amplitudenfunktionen mit den jeweiligen Halbwertsbreiten fr
zwei Zeitpunkte in Bild 68 dargestellt. Der Zustand im rechten Diagramm in Bild 68 stellt den
Bruchzeitpunkt dar. Im linken Diagramm ist der Zustand fir 10 Bilder vor dem Bruch gezeigt.
Fur beide Zustande werden die experimentellen Dehnungswerte in der lokalisierten Zone durch
die jeweilige GauBR-Amplitudenfunktion gut wiedergegeben, sodass zuverlassige Werte fur die
Halbwertsbreite HWB ermittelt werden konnten.

Tabelle 18: Mit OriginPro 2018 gefittete Parameter fir die Gaul3-Amplitudenfunktion nach
Gleichung (44) fir die beiden in Bild 70 dargestellten VVerformungszustande

‘ Bildnr. £v,0 Xc [mm] p [mm] C HWB [mm]
300 0,13 3,34 1,21 0,22 2,14
310 0,14 3,47 0,91 0,46 2,84
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Bild 68: Lokale Vergleichsdehnung tber der Schnittposition beispielhaft fir den Zugversuch aus
Bild 67, experimentelle Werte und Gaul3-Amplitudenfit (blaue Kurve)
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Bild 69: Mit OriginPro 2018 ermittelte Halbwertsbreite HWB (links) und nach Gleichung (42)
berechnete Dehnungslokalisation (rechts) von Einschnirbeginn bis zum Bruch beispiel-
haft fir den Zugversuch aus den Bildern 67 und 68

Die Halbwertsbreite HWB nimmt mit zunehmender Verformung kontinuierlich ab, siehe Bild 69
links. Die nach Gleichung (42) berechnete Dehnungslokalisation nimmt vom Beginn der Ein-

schnurung bis zum Bruch kontinuierlich zu, siehe Bild 69 rechts.

Zusammenhang zwischen Dehnungslokalisation und Dehnrate

Die Analyse des Zusammenhangs zwischen der Dehnungslokalisation und der Dehnrate ist ins-
besondere wichtig zur Ermittlung der Einflussfaktoren auf den Warmetransport. Um den Ein-
fluss des Werkstoffs auf die Neigung zum Warmetransport aus der lokalisierten Zone abschétzen
zu konnen, muss die Dehnungslokalisation bei einer vergleichbaren Dehnrate flr die verschiede-

nen Blechwerkstoffe verglichen werden.

Mit zunehmender Dehnungslokalisation nimmt fir die untersuchten Stahlblechwerkstoffe auch
die lokale Vergleichsdehnrate zu, was fir Flachzugversuche bei einer nominellen Dehnrate von
0,1 s in Bild 70 links dargestellt ist.
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Bild 70: Dehnungslokalisation (links) und auf den n-Wert bezogene Dehnungslokalisation (rechts)
in Abhéangigkeit von der lokalen Vergleichsdehnrate fir Flachzugversuche bei einer
Prifgeschwindigkeit von 2,5 mm/s fir die im Bild genannten Blechwerkstoffe

In dem untersuchten Dehnratenbereich bis etwa 3 s zeigt sich fiir die meisten Versuche ein an-

nahernd linearer Zusammenhang zwischen der Dehnungslokalisation und der Dehnrate. Kurz vor

€lok,max

Bruch kann die Steigung der Funktion (sv) groRer werden. Besonders auffallend erscheint

der Einfluss des Verfestlgungsvermogens des Werkstoffs auf die Steigung der Funktion

81;':/\'/“;"(8\,) Mit zunehmendem Verfestigungsvermdgen nimmt auch die Dehnungslokalisation

bei gleicher Vergleichsdehnrate zu. In Bild 72 rechts wird daher die auf den n-Wert bezogene
Dehnungslokalisation tber der Vergleichsdehnrate gezeigt. Die zugehorigen n-Werte der in Bild
70 gezeigten Versuche sind in Tabelle 19 aufgefiihrt. Die Kurven fur die untersuchten Blech-
werkstoffe liegen nahe beieinander und kdénnen naherungsweise durch den folgenden Zusam-

menhang beschrieben werden.

€lok,max
— =n 4
HWB 2-Agtv (45)

Tabelle 19: Verfestigungsexponent nach DIN 1SO 10275 [37] bei nomineller Dehnrate 0,1 s
(quer zur Walzrichtung)

HCT980X
HCT980C  HCT980XG  HCT780C HX340LAD

+7110MB
N2-Ag 0,05 0,07 0,09 0,14 0,15

Damit gibt der n-Wert ndherungsweise die Steigung der Kurve in dem linken Diagramm in Bild
70 wieder. Fir den Komplexphasenstahl HCT980C weicht die Kurve in Bild 70 rechts bei héhe-
ren lokalen Dehnraten iiber 3 s stirker von dem in Gleichung (45) beschriebenen Zusammen-
hang ab. Hier ist anzumerken, dass bei hoheren lokalen Dehnraten weniger Datenpunkte vorlie-
gen und zusatzlich die Ergebnisse aufgrund der steigenden Dehnungslokalisation ungenauer wer-
den, da nur noch wenige Facettenpunkte im Dehnungsmaximum auswertbar sind. Daher sind die
Abweichungen in den Kurven ab einer Vergleichsdehnrate von 3 s weniger aussagekraftig.
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AbschlieRend kann festgehalten werden, dass flr die untersuchten Blechwerkstoffe flr Flachzug-
versuche mit einer nominellen Dehnrate von 0,1 s ein naherungsweise linearer Zusammenhang
zwischen der Dehnungslokalisation und der lokalen Dehnrate gemessen wurde. Bei vergleichba-

rer lokaler Dehnrate zeigen die Blechwerkstoffe mit groRerem n-Wert auch eine grofiere Deh-

€lok,max

nungslokalisation. Die Steigung der m(év)-Kurven kann naherungsweise durch den n-Wert

beschrieben werden. Daher kénnten sich bei vergleichbarer Dehnrate mit zunehmendem n-Wert
auch groRere Temperaturgradienten einstellen und mehr Warme aus der lokalisierten Zone in das
umliegende Material transportiert werden. Dieses Ergebnis steht im Einklang mit den Untersu-
chungen von Frost und Ashby [167], die im Stand der Technik in Kapitel 2.3.1 beschrieben sind.
Frost und Ashby zeigten, dass die Ubergangsdehnrate fiir den isotherm-adiabatischen Ubergang
auch vom n-Wert abhéngt und sich mit zunehmendem n-Wert zu héheren Dehnraten verschiebt.
Das bedeutet, dass bei vergleichbarer Dehnrate Werkstoffe mit héherem n-Wert einen erhohten
Warmetransport erfahren, sodass weniger Wérme in der lokalisierten Zone verbleibt. Die Ergeb-
nisse fir die Warmequote der beiden Blechwerkstoffe HX340LAD und HCT980XG in Bild 59
in Kapitel 5.3 bestatigen somit den Einfluss des n-Wertes auf die Ubergangsdehnrate.

5.6.2 Einfluss des Spannungszustands auf die Lokalisierung der Dehnungen

Es ist davon auszugehen, dass der Zusammenhang zwischen der Dehnungslokalisation und der
lokalen Dehnrate nicht nur vom Werkstoff, sondern auch vom Spannungszustand abhéngig ist
[8, 2]. Fir quantitative Aussagen zum Einfluss des Spannungszustands auf die Dehnungslokali-
sation wurde zunachst die Halbwertsbreite HWB auch fiir die Scherzugversuche, die Kerbzug-
versuche und die Nakajima-Versuche ermittelt. Die Auswertung der Halbwertsbreite wurde ana-
log zu der Vorgehensweise bei Flachzugversuchen mit einem Gaul3-Amplitudenfit durchgefihrt,
wie es in Kapitel 5.6.1 beschrieben ist. Fur alle drei Probengeometrien wurde flr giok,max die ma-
ximale lokale Vergleichsdehnung evmax Verwendet, da anders als bei den Flachzugversuchen die
Dehnungen auRerhalb der lokalisierten Zone wahrend des gesamten Verformungsprozesses na-
hezu auf Null zuriickgehen. In Bild 71 sind beispielhaft fiir einen Scherzugversuch mit einer
HCT780C-Probe die experimentell ermittelten Glockenkurven und die Gaul3-Amplitudenfunk-

tionen beispielhaft fir zwei Verformungszustéande (Bildnummern 397 und 608) dargestellt.

Fir die Scherzugversuche ergibt sich bei der Ermittlung eines sinnvollen Wertes fur die Halb-
wertsbreite eine Besonderheit. Der Schnitt durch die lokalisierte Zone verformt sich wahrend des
Schervorgangs S-formig, siehe Bild 72. Der anfangs senkrecht zur Scherrichtung liegende
Schnitt ist im lokalisierten Scherbereich um den Scherwinkel y verdreht. Damit liegt der Schnitt
nicht mehr senkrecht zur lokalisierten Zone. Die ermittelte Halbwertsbreite HWB, bezogen auf

die Originalschnittlange, ist daher ohne weitere Korrektur zu gro8. Um realistische Werte fir die
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Halbwertsbreite zu erlangen, wurde eine mittels des Scherwinkels y korrigierte Halbwertsbreite
HWBiorr analog Gleichung (46) ermittelt. Der Scherwinkel y wurde mit dem von der Firma
GOM bereitgestellten Aramis-Skript ,,Hauptscherung V631 Rev C* [211] fur den nach Kapitel
4.2.5 gewdhlten Auswertepunkt im Dehnungsmaximum uber den gesamten Verformungsverlauf

bestimmt.
HWByorr = HWB cosy (46)
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Bild 71: Lokale Vergleichsdehnung tber der Schnittposition fiir einen Scherversuch zu Beginn
der Lokalisierung (links) und nahe am Bruch (rechts), experimentelle Werte und Fit

Die Korrektur der Halbwertsbreite bei Scherzugversuchen fiihrt im Laufe des Verformungspro-
zesses zu einer deutlichen Verkleinerung der urspriinglich ermittelten Halbwertsbreite und damit
zu einer realistischeren, grofieren Dehnungslokalisation. Fir die in Bild 71 gezeigten Auswertun-
gen eines Scherversuches fiir den Blechwerkstoff HCT780C ergibt sich kurz vor Bruch ein maxi-
maler Scherwinkel von y = 74 °, sodass die korrigierte Halbwertsbreite HWBkorr Nur noch etwa
30 % der unkorrigierten Halbwertsbreite HWB betragt, siehe Tabelle 20.

Tabelle 20: Mit OriginPro 2018 gefittete Parameter fiir die GauR-Amplitudenfunktion, Scher-
winkel und Halbwertsbreite fiir verschiedene Verformungszustande fiir den Scher-
zugversuch aus Bild 72, beispielhaft fur die Bildnummern 397, 608 und 623

. p v [°] HWBkorr
Bildnr. &v,0[-] Xc [mm]
[mm] [mm]
397 0,0042 3,49 0,68 | 0,26 1,60 24,5 1,46
608 0,0187 1,34 0,23 | 0,92 0,54 68,4 0,20
623 0,0321 0,96 0,14 | 1,08 0,32 74,0 0,09

Unter Beriicksichtigung der korrigierten Halbwertsbreite ergibt sich so ein mehr als dreifacher
Wert flr die Dehnungslokalisation kurz vor Bruch, siehe Bild 72 rechts und Tabelle 20. Die Er-
mittlung der Dehnungslokalisation erfolgte bei den Scherzugversuchen mit der korrigierte Halb-
wertsbreite HWBiorr.
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Vergleichsdehnung 3,0
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Bild 72: Korrektur der Halbwertsbreite unter Scherbelastung, Beispiel fiir den Blechwerkstoff
HCT780C, gepruft bei einer Priifgeschwindigkeit v = 2,5 mm/s

Unter Scherbelastung bildet sich fiir alle untersuchten Blechwerkstoffe eine signifikant groRere
Dehnungslokalisation wahrend der Verformung heraus, verglichen mit den Versuchen unter
Zugbelastung bei vergleichbarer Dehnrate, siehe Bilder 73 und 74. Neben den Flachzug- und
Kerbzugversuchen wurden auch die Nakajima-Versuche aus Kapitel 4.3 an Proben mit einer
Stegbreite von 30 mm und an vollen Blechronden im Hinblick auf den Zusammenhang zwischen
der Dehnungslokalisation und der lokalen Dehnrate untersucht, siehe Bild 73 links. Fir Flach-
zug-, Kerbzug- und Nakajima-Versuche liegt der Zusammenhang zwischen der Dehnungslokali-

sation und der lokalen Dehnrate in einer vergleichbaren GréRenordnung. Fiir die Scherzugversu-

che zeigt sich in den G“’Hk'ﬁ (&y)-Verléaufen eine um ein Mehrfaches groRere Steigung verglichen

mit den Flachzug-, Kerbzug- und Nakajima-Versuchen, siehe Bilder 73 und 74. Auffallend ist
weiterhin, dass der steile Anstieg der Dehnungslokalisation unter Scherbelastung erst bei einer
hoheren Dehnrate beginnt als unter Zugbelastung. Ursache dafir ist eine zu FlieRbeginn héhere
Dehnrate bei den Scherzugversuchen verglichen mit den Flachzugversuchen bei gleicher Prifge-
schwindigkeit, siehe Bild 42 in Kapitel 4.2.5 und [8]. Die Kurven in den Bildern 73 und 74 flr
die Scherzugversuche sind teilweise nicht bis zum Bruch gezeigt, damit die Skalierung der Ordi-

nate dazu fihrt, da die Kurven fir die Flachzug- und Kerbzugversuche noch erkennbar sind.

Damit reduziert sich der wesentliche Einfluss des Spannungszustands auf die ’i‘;‘“ﬁ(év)-Ver-

laufe in dem in den Bildern 73 und 74 gezeigten Dehnratenbereich zwischen ca. 0,5 s und 30 s

n&herungsweise auf die Unterscheidung zwischen Scher- und Zugbelastung.
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Bild 73: Dehnungslokalisation in Abhangigkeit von der Dehnrate fir Flachzug-, Scherzug-,
Kerbzug- und Nakajima-Versuche in zwei unterschiedlichen Dehnratenbereichen an

Proben aus HX340LAD
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Bild 74: Dehnungslokalisation in Abhéngigkeit von der Dehnrate fir Flachzug-, Scherzug- und
Kerbzugversuche an Proben aus den angegebenen Dualphasenstahlen

Eine weitere Fragestellung, die sich bei der Untersuchung des Zusammenhangs zwischen der
Dehnungslokalisation und der lokalen Dehnrate bei den Scherzugversuchen ergibt, ist ein mogli-
cher Einfluss der Scherbandbreite. Die Untersuchung dieser Fragestellung erscheint somit recht
wesentlich im Hinblick auf den Warmetransport aus der lokalisierten Zone, da die Scherband-
breite den Dehnungsgradienten und damit auch auf den Temperturgradienten beeinflussen kann.

€y, max

Daher wurde fur den Blechwerkstoff HX340LAD die Funktion H—WB(éV) bei quasistatischen

Versuchen mit Scherzugproben verschiedener Ausgangsscherbandbreiten ausgewertet. Durch
verschiedene Kerbradien R = 1 mm und R = 2 mm ergaben sich die zwei Ausgangsscherband-
breiten Bs von 2 mm und 4 mm, siehe Bild 75 links. Die Dehnungslokalisation in Abhéngigkeit
von der Dehnrate zeigt fiir diese beiden Scherprobengeometrien vergleichbare Steigungen, siehe
Bild 75 rechts. Fur die Scherprobe mit einer Ausgangsscherbandbreite von Bs = 4 mm beginnt
die Dehnungslokalisation bei einer moderat grolReren lokalen Dehnrate verglichen mit der
Scherprobe mit einem Wert von Bs = 2 mm. Im Folgenden wird untersucht, ob dieser Unter-
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schied mit maoglichen geringen Unterschieden im Spannungszustand fir die beiden Scherproben-

geometrien in Bild 75 zusammenh&ngen konnte.

2,0
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Bild 75: Dehnungslokalisation in Abhangigkeit von der Dehnrate flir quasistatische Scherzug-
versuche fur zwei unterschiedliche Probengeometrien im Vergleich zu Flachzug- und
Kerbzugversuchen fur den Blechwerkstoff HX340LAD

Um eine Aussage zum Spannungszustand in der Scherzone fur die beiden Scherprobengeome-
trien in Bild 75 treffen zu kdnnen, wurde die gemittelte Spannungsmehrachsigkeit navg aus den
Werten der Haupt- und Nebenformanderung nach Gleichung (39) in Kapitel 5.2 ermittelt. Fir
beide Scherprobengeometrien werden bei quasistatischer Belastung Spannungsmehrachsigkeiten
Navg Sehr nahe an Null erreicht, siehe Bild 76. Damit kann ndherungsweise von einem Scherspan-
nungszustand ausgegangen werden, welcher mit einer Spannungsmehrachsigkeit von n = 0 defi-
niert ist. Im Rahmen der hier untersuchten Scherbandbreiten hat sich damit gezeigt, dass der Ein-
fluss der Scherbandbreite auf den Zusammenhang zwischen Dehnungslokalisation und Dehnrate

und auf die Spannungsmehrachsigkeit in der lokalisierten Zone vernachléssigt werden kann.

Zusammenfassend wird festgehalten, dass der Einfluss des Spannungszustands auf den Zusam-
menhang zwischen Dehnungslokalisation und lokaler Dehnrate sich auf die Unterscheidung zwi-
schen Scher- und Zugbelastung reduziert. Bei vergleichbarer lokaler Dehnrate liegt unter Scher-
belastung eine um ein Mehrfaches grollere Dehnungslokalisation vor als unter Zugbelastung.
Dabei spielt weder die Scherbandbreite eine signifikante Rolle, noch ob es sich um einachsigen,

mehrachsigen oder &quibiaxialen Zug handelt.
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Bild 76: Dehnungslokalisation in Abhéngigkeit der gemittelten Spannungsmehrachsigkeit navg flr
quasistatische Scherzugversuche fiir zwei unterschiedliche Probengeometrien flr den
Blechwerkstoff HX340LAD

5.7 Zusammenfassung der Untersuchungen zu adiabatischen Erwarmungs-
effekten

Fur Scherzug-, Flachzug- und Kerbzugversuche der in dieser Arbeit untersuchten Blechwerk-
stoffe wurden lokale Temperaturfeld- und Dehnungsfeldmessungen in den hochverformten Zo-
nen fir einen weiten Dehnratenbereich durchgefiihrt. Dabei wurden fiir Dehnraten in der Gros-
senordnung von 100 s auf der Probenoberflache lokale adiabatische Temperaturerh6hungen in
der GroRenordnung von bis zu ca. 200 K ermittelt. Unabhangig vom Spannungszustand liegt fir
die Versuche bei hohen Dehnraten der Anteil an Verformungsarbeit, der als Wéarme im Werk-
stoff bleibt, in der GroRRenordnung von ca. 90 % bis ca. 100 %. Unter Voraussetzung nahezu
adiabatischer Bedingungen weisen diese Ergebnisse auf einen Taylor-Quinney-Koeffizienten Bint
von ca. 0,9 bis 1 fiir die untersuchten hochfesten Stahlblechwerkstoffe hin. Der Dehnratenbe-
reich fur den Ubergang von isothermem zu adiabatischem Verhalten zeigt eine Abhangigkeit
vom Werkstoff und von der Belastungsart, hier im speziellen von Zug- oder Scherbelastung. Fur
Flachzugversuche wurde fiir den isotherm-adiabatischen Ubergang ein Dehnratenbereich in der
GroRenordnung von 0,01 s bis tiber 10 s ermittelt. Fiir den mikrolegierten Stahl HX340LAD
liegt bei einer Dehnrate von 10 s noch signifikanter Warmetransport vor, bei dem Dualphasen-
stahl HCT980XG jedoch bereits nahezu adiabatischer Zustand. Fir Scherbelastung liegt der iso-
therm-adiabatische Ubergang mit ca. 1 s bis tiber 10 s bei héheren Dehnraten als fiir Zugbe-

lastung.

Fur Aussagen zum Lokalisierungsverhalten wurde die Dehnungslokalisation als maximale Deh-

nung im lokalisierten Peak bezogen auf die Halbwertsbreite des Dehnungspeaks eingefthrt. Fir
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die Flachzugversuche bei einer nominellen Dehnrate von 0,1 s zeigt sich ein linearer Zusam-
menhang zwischen der Dehnungslokalisation und der lokalen Dehnrate mit einer Steigung, die
naherungsweise durch den n-Wert beschrieben werden kann. Besonders signifikant ist der Ein-
fluss des Spannungszustands aus Zug- oder Scherbelastung auf das Lokalisationsverhalten. Bei
vergleichbarer Dehnrate entsteht unter Scherbelastung eine um ein Vielfaches groRere Deh-
nungslokalisation verglichen mit ein-, mehrachsiger oder &quibiaxialer Zugbelastung. Dabei
spielt die Scherbandbreite keine wesentliche Rolle.

Zusammenfassend zeigen die Ergebnisse dieses Kapitels, dass die Ubergangsdehnrate von iso-
thermem zu adiabatischem Verhalten eine Abhangigkeit vom Verfestigungsvermdégen einerseits
und auch vom Spannungszustand, Zug- oder Scherbelastung, andererseits aufweist. Eine analyti-
sche Beschreibung der Warmemenge, die im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiaba-
tisch im Werkstoff bleibt, ist insbesondere fiir die Abhdngigkeit vom Spannungszustand in der
Vergangenheit noch nicht erfolgt. Im folgenden Kapitel wird daher ein geeignetes Modell fir die
Beschreibung der adiabatischen Erwarmung im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adia-
batisch entwickelt und kalibriert, das neben der Dehnrate auch einen Einfluss des Spannungszu-

stands berticksichtigt.
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6 Modellierung des Verfestigungsverhaltens bei adiabatischer Er-
wiarmung

Fur die Berticksichtigung der adiabatischen Erwérmung in der Modellierung des Verfestigungs-
verhaltens von Blechwerkstoffen fiir Dehnraten, die zu Zustdnden zwischen isotherm und adia-
batisch fuhren, muss der Warmetransport berticksichtigt werden. Die Ermittlung der dafiir erfor-
derlichen mechanischen und thermischen Feldgrof3en soll in dieser Arbeit ohne eine Kopplung
des verwendeten mechanischen Solvers mit einem zusatzlichen thermischen Solver erfolgen. Da-
zu ist zunéchst eine analytische Beschreibung der g/w-Funktion aus mechanischen GrofRen erfor-
derlich. Mdgliche analytische Beschreibungen der g/w-Funktion erfolgten bisher mit einem kon-
stanten Taylor-Quinney-Koeffizienten und einer dehnratenabhé&ngigen Gewichtungsfunktion fur
den isotherm-adiabatischen Ubergang, siehe Kapitel 2.3.1 im Stand der Technik. Diese bisheri-
gen Anséatze vernachléssigen jedoch den Einfluss des Spannungszustandes auf die g/w-Funktion.
In diesem Kapitel wird daher auf Basis der experimentellen Ergebnisse aus Kapitel 5 eine dehn-
ratenabhéngige Gewichtungsfunktion um den Parameter der Spannungsmehrachsigkeit erweitert.
Die Berechnung der adiabatischen Erwérmung erfolgt dann aus den mechanischen FeldgroRen
unter Verwendung der neuen Gewichtungsfunktion. Das damit in dieser Arbeit neu eingefihrte,
erweiterte Modell wird als Adiabatic-Tension-Shear-Modell (ATS-Modell) bezeichnet, um der
Ermittlung der adiabatischen Erwarmung fir Zug- und Scherbelastung aus mechanischen Gros-
sen Rechnung zu tragen. Fir eine Verwendung des ATS-Modells in dem kommerziellen FE-
Code LS-DYNA erweiterte die Fa. Dynamore das bereits existierende Materialmodell MAT_224
(MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK) um eine zusatzliche Abhédngigkeit der Gewich-
tungsfunktion von der Spannungsmehrachsigkeit [160]. Dieses erweiterte Materialmodell wurde
anschlieBend im Rahmen dieser Arbeit fir die beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und
HX340LAD Kkalibriert. Diese beiden Blechwerkstoffe weisen die obere und untere Grenze der
Festigkeit und der Bruchdehnung fur die in dieser Arbeit untersuchten Werkstoffe auf, siehe Ka-
pitel 4.1. Das Kapitel 6 endet mit einem Vergleich der experimentell und numerisch ermittelten
Ergebnisse fur das globale Kraft-Verlangerungs-Verhalten sowie fir lokale Dehnungen und
Temperaturen in den hochverformten Zonen der Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversuche.

6.1 Adiabatic-Tension-Shear-Modell (ATS-Modell)

Fir die Modellierung des Werkstoffverhaltens unter Beriicksichtigung der adiabatischen Erwér-
mung aus mechanischen Feldgréien ist es erforderlich, dass der in Kapitel 5 eingefiihrte Quo-
tient aus der Wéarme g und der Verformungsarbeit w ebenfalls als zeit- und ortsabhangige Feld-
groRe ermittelt wird. Dies erfolgte in vergangenen Arbeiten als Produkt aus dem als konstant an-

genommenen intergralen Taylor-Quinney-Koeffizienten Bint und einer dehnratenabhéngigen Ge-
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wichtungsfunktion w(ép;), siehe Kapitel 2.3.1 im Stand der Technik. Die Modellerweiterung
zum ATS-Modell sieht eine zusétzliche Abhangigkeit der Gewichtungsfunktion vom Spannungs-
zustand vor, der durch die Spannungsmehrachsigkeit  beschrieben wird, d.h. w(&p;) wird damit
zu w(épl, n). Bei Blechwerkstoffen liegen in vielen Féllen nahezu ebene Spannungszustande
vor, die mit der Spannungsmehrachsigkeit n eindeutig beschrieben werden kdnnen. Dadurch
konnte die Komplexitat des Modells geringgehalten und eine aufwendige Parameterbestimmung
vermieden werden. Die Beschreibung von w(épl, n) erfolgte in Anlehnung an die experimentel-
len Ergebnisse mit zwei voneinander unabhdngigen dehnratenabhé&ngigen Gewichtungsfunktio-
nen, w¢(&p1) mit dem Index ,,t* flir Zugbelastung und ws(€p;) mit dem Index ,,s* flir Scherbelas-
tung, siehe Bild 77 links. Entsprechend der experimentellen Ergebnisse aus Kapitel 5 liegt der
Ubergangsdehnratenbereich zwischen isotherm und adiabatisch fiir die Schergewichtungsfunk-
tion wg(€p;) bei hoheren Dehnraten als fur die Gewichtungsfunktion fir Zugbelastung w¢(&p1).
Fir die numerische Berechung der Temperaturerhéhung ist es sinnvoll, einen stetigen Ubergang
zwischen den beiden Gewichtungsfunktionen ws(€p) und w(¢p) in Abhangigkeit von der
Spannungsmehrachsigkeit n einzufuihren. Dadurch werden Spriinge in der Gewichtungsfunktion
m(épl, n) im Ubergangsbereich zwischen Scher- und Zugbelastung vermieden. Zur analytischen
Beschreibung dieses Ubergangsbereiches wurde eine Ubergangsfunktion h(n) eingeftinrt, fiir die
unterschiedliche Funktionsansétze gewahlt werden kénnen, siehe Bild 77 rechts. Aufgrund der
Unterscheidung zwischen Zug- und Scherbelastung wird dieses erweiterte Modell als ,,Adiabatic
Tension Shear Modell“ (ATS-Modell) bezeichnet.

Druck/ | l
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1.0 Tqg 0T | L
3 | —2zug G | Sprungfunktion
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x k)
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Bild 77: Schematische Darstellung der Gewichtungsfunktionen fiir Zug- und Scherbelastung
(links) und der Ubergangsfunktion h(n) (rechts)

Die Gewichtungsfunktion w(épl, n) lasst sich damit wie folgt analytisch beschreiben:

m(éplf n) = h(n)'(’os(épl) + (1 - h(n))'(’ot(épl) (47)
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In dieser Arbeit wird fiir die Ubergangsfunktion h(n) eine lineare Funktion eingesetzt, die in Bild

79 rechts als schwarze Linie eingezeichnet ist und abschnittsweise folgendermalien definiert ist:

1 firn <0
h(n) = 1—nl fur0<m <mnp (48)
0 furm >mno

Mo bezeichnet somit die Ubergangs-Spannungsmehrachsigkeit, ab der die Gewichtungsfunktion
fiir Zugbelastung w(&,;) = w(¢,) fir die Modellierung verwendet wird. Mit Kongruenz zu den
experimentell ermittelten Werten fir die g/w-Funktion der Flachzugversuche in Kapitel 5 ist es
sinnvoll, fir no einen Wert zu wéhlen, der sich im einachsigen Zugversuch als mittlere Span-

nungsmehrachsigkeit einstellt.

Die Berechnung der differentiellen Temperaturerhohung dT erfolgt im ATS-Modell dann nach:
— s B — (e B
dT = w(spl,n) E del = (.O(Spl,T]) E Oy dSpl (49)

Genau wie bei einer thermomechanisch gekoppelten Rechnung muss bei dem ATS-Modell das
Verfestigungsverhalten des Werkstoffs mit einem Verfestigungsmodell kombiniert werden, um
den Zusammenhang zwischen Spannungen und Dehnungen im plastischen Bereich zu definieren.
Grundsatzlich kann das ATS-Modell mit verschiedenen Verfestigungsmodellen kombiniert wer-
den, die eine Dehnraten- und Temperaturabhéngigkeit der Fliefspannung bertcksichtigen. In
dieser Arbeit wurde das Materialmodell MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK (MAT_224)
mit tabellarisch einzugebenden Verfestigungskurven verwendet. Fir die Modellkalibrierung mit
der Bestimmung der erforderliche Parameter erfolgten numerische Untersuchungen an den Pro-
benversuchen aus Kapitel 4.2. Die erforderlichen Modellparameter sowie deren Ergebnisse fir
die beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD sind im folgenden Kapitel dokumen-
tiert.

6.2 Parameterbestimmung ftr die Modellierung des Verfestigungsverhaltens

Als FE-Solver dient im Folgenden das Programmsystem LS-Dyna mit der LS-DYNA-Version
10.0 (explizit) in Kombination mit einer zusatzlichen beta-Version r130402. In dem Material-
modell MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK ist eine isotrope Flielfunktion festgelegt. Das
eingesetzte Verfestigungsmodell basiert analog der Gleichung (50) auf einem allgemeinen An-
satz des Johnson-Cook-Typs mit tabellarischer Eingabe der Verfestigungskurven und einer

Entfestigungsfunktion g(ep, T) [160]:

ke(ep €p1 T) = keo(p1 £p1)8(Ep, T) (50)
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kfo(spl, épl) représentiert den isothermen Satz der Verfestigungskurven fir verschiedene Dehn-
raten. Dieser Ansatz verzichtet auf die multiplikative Verknipfung des Dehnungsterms mit dem
Dehnratenterm, wie es im klassischen Johnson-Cook-Modell vorgesehen ist, siehe Kapitel 2.1.5
im Stand der Technik. Eine multiplikative Verknlpfung des Dehnungsterms mit dem Dehnraten-
term kann bei krz-Stéhlen das dehnratenabhdngige Verfestigungsverhalten nicht immer zuver-
lassig abbilden, da sie tendenziell keinen oder nur einen geringen Einfluss der Dehnrate auf die
Verfestigung zeigen, siehe [15]. Zwischen den Stiitzpunkten der Dehnraten der eingegebenen
tabellarischen Verfestigungskurven erfolgt eine logarithmische Interpolation. Uber die Rand-
werte hinaus erfolgt keine Extrapolation. Die Entfestigungsfunktion g(ep, T) wird in dem
Materialmodell MAT_224 ebenfalls tabellarisch eingegeben und ist definiert nach:

ke(ep1,T)

1
Ke(ep1, To) (51)

g(gpl' T) =

Die Temperatur To reprasentiert dabei die Ausgangstemperatur fiir die Bestimmung der Verfesti-
gungskurven, meist ist dies die Raumtemperatur RT. Die Entfestigungsfunktion g(epi, T) bertick-
sichtigt den Einfluss der Temperatur auf die Fliespannung und erlaubt neben der Temperaturab-
hangigkeit auch eine Beriicksichtigung der plastischen Dehnung gp. Da mit Verweis auf die Ar-
beit von Larour [1] der Einfluss der Dehnung auf das Entfestigungsverhalten von krz-Stéhlen als
vernachlassigbar vorausgesetzt werden kann, wurde in dieser Arbeit auf die Abhangigkeit der
Entfestigungsfunktion von der plastischen Dehnung verzichtet und eine temperaturabhangige
Entfestigungsfunktion verwendet nach Gleichung (52). Dadurch konnte die Komplexitat des Ka-
librierprozesses in Grenzen gehalten werden. Ein Verzicht auf eine zusatzliche Abhangigkeit der
Entfestigung von der plastischen Dehnung sollte insbesondere auch in jenen Féllen vermieden
werden, in denen eine Vordehnung aus dem Umformprozess auf das FE-Netz von Bauteilen fir
die Crashsimulation gemappt werden muss. Weiterhin sind plausible Messungen der FlieRspan-
nungsreduktion bei verschiedenen Dehnungen und gleicher Dehnrate ohne Uberlagerung zusétz-
licher adiabatischer Erwérmung aul3erst aufwendig.

Ke(epl,0.T)

8(T) = oo

(52)

Die plastische Dehnung epi0 kann benutzerabhangig festgelegt werden und dient als Referenz-
dehnung, bei der die temperaturabhangige Entfestigung ermittelt und dann fir den gesamten
Dehnungsbereich verwendet wird. Ublicherweise wird eine Referenzdehnung bei FlieBbeginn
mit epi0 = O verwendet. Ein Einfluss der Dehnrate auf die thermische Entfestigung des Werk-
stoffs kann mit diesem Modell nicht beriicksichtigt werden, auch wenn dieser Einfluss nachge-

wiesen wurde.
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Die Berechnung der Temperatur als EingabegroRe fiir die Entfestigungsfunktion erfolgt Gber die
plastische Arbeit mit einem skalierten Taylor-Quinney-Koeffizienten nach dem ATS-Modell in
Abhéngigkeit von der Dehnrate und der Spannungsmehrachsigkeit, siehe Gleichung (49) in Ka-
pitel 6.1. Der skalierte Taylor-Quinney-Koeffizient wird in dem Materialmodell MAT_224 als
,.beta“-Funktion bezeichnet und entspricht damit dem in Kapitel 5 eingefuhrten Quotienten
zwischen der Warme q und der plastischen Verformungsarbeit w unter Vernachlassigung des
elastischen Anteils der Dehnung. Die speziell fiir diese Arbeit verwendete LS-DYNA beta-Ver-
sion r130402 verwendet als ,, beta “~-Funktion erstmalig eine 4-dimensionale Tabelle mit tabella-
rischer Eingabe der Spannungsmehrachsigkeit, der Temperatur, der Dehnrate und der plastischen
Dehnung. Die Interpolation zwischen den einzelnen Eingabewerten ist dabei in der in dieser Ar-
beit verwendeten ersten beta-Version r130402 linear vorgegeben.

beta = wf = f(€p1, €p1, T, M) (53)

Die plastische Dehnung wurde als Einflussfaktor auf die ,,beta “-Funktion in dieser Arbeit nicht
berticksichtigt, da bei krz-Stahlen keine wesentliche Abhangigkeit des Taylor-Quinney-Koeffi-
zienten von der Dehnung zu erwarten ist, siehe Kapitel 2.2.2 und [122]. Da die ,,beta “-Funktion
durch das Verfestigungsvermégen des Werkstoffs beeinflusst wird und dieses bei krz-Stéhlen
keine deutliche Temperaturabhéngigkeit zeigt, siehe Kapitel 2.1.4 und [15], wird auch die Tem-
peratur als Einflussfaktor auf die ,,beta “-Funktion vernachldssigt. Die Umsetzung der Abhangig-

keiten der ,,beta “~-Funktion wurde analog zum ATS-Modell bzw. zu Gleichung (47) in Werte

gefasst:
betas(¢p1) firn <0
beta (£p1, M) = h(n) betas(ép)) + (1-h(n)) betay(ép;) fiir 0 <n <mno (54)
betai(&p) firn>no

Folgende Parameterfunktionen wurden mittels inverser Simulation bestimmt:

1.) Isotherme Verfestigungskurven kg, (apl, spl) fur 4 verschiedene Dehnraten

2.) Thermische Entfestigungsfunktion g(T)

3.) ,,beta“-Funktion als skalierter Taylor-Quinney-Koeffizient mit den ,, beta “-Parametern
flr Zug- und Scherbelastung, betai(&,;) und betas(p,;), und mit einer linearen Ubergangs-
funktion h(n)

Die Simulationen der Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversuche erfolgten fir alle experimen-
tell untersuchten Dehnraten. Fur beide Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD wurde
eine Warmekapazitat ¢, = 477 J/kgK und eine Dichte p = 7,85 g/cm? verwendet. Die verwendete

Querkontraktionszahl betrégt v = 0,3, die Elastizitdtsmodule E sind in Tabelle 21 aufgefihrt.
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Tabelle 21: Fir die Simulation der Probenversuche verwendete Werte fir das Elastizitatsmodul

HCT980XG HX340LAD

Elastizitaitsmodul E [GPa] 1944

Fur alle Parameterfunktionen, die isothermen Verfestigungskurven, die thermischen Entfesti-
gungsfunktionen und auch die ,,beta“-Funktion wurden physikalisch sinnvolle Ausgangsfunktio-
nen auf Basis der experimentellen Ergebnisse gewéhlt. Alle Parameter wurden anschlie3end mit
inverser Simulation der Probenversuche optimiert. Dabei wurden die Ergebnisse des globalen
Verformungsverhaltens sowie der lokalen Dehnungen und Temperaturerh6hungen fur die drei
Probengeometrien Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugproben aus Experiment und Simulation
miteinander verglichen. Da die Parameterfunktionen sich gegenseitig beeinflussen, war es not-

wendig, den Optimierungsprozess iterativ durchzufiihren.

Fur die Simulationen wurden unterintegrierte hexaederformige Volumenelemente (ELTYP = 1)
mit nur einem Integrationspunkt und mit einer Elementkantenlédnge von 0,15 mm im Prifbereich
und 10 Elementen (ber die Blechdicke eingesetzt. Im Gegensatz zu den héaufig in der Crashsimu-
lation eingesetzten Schalenelementen bieten Volumenelemente die Moglichkeit, die ab Ein-
schnirbeginn auch bei Blechproben auftretenden Abweichungen vom ebenen Spannungszustand
abzubilden. Daher kann vor allem im Einschnirbereich das Verformungsverhalten unter Zugbe-
lastung besser mit 3D-Volumenelementen als mit 2D-Schalenelementen abgebildet werden. Die
unterintegrierten VVolumenelemente wurden den vollintegrierten VVolumenelementen mit 8 Inte-
grationspunkten vorgezogen, da letztere erfahrungsgemal ein zu steifes Verformungsverhalten
zeigen. Dadurch werden gerade bei duktilen Werkstoffen die Dehnungen im Einschnirbereich
als zu niedrig prognostiziert [212]. Die Simulationen erfolgten mit jenen Priifgeschwindigkeiten,
fur die auch die Experimente durchgefiihrt wurden, siehe Kapitel 4.2. Die 3D-Modelle fur die

verschiedenen Probengeometrien sind in Bild 78 dargestellt.

Bild 78: Simulationsmodelle der fiir die Werkstoffcharakterisierung in Kapitel 4 verwendeten
Probengeometrien fiir die Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugproben mit Volumenele-
menten mit 0,15 mm Kantenldnge im Prifbereich
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Die Scherzugversuche wurden mit den werkstoffspezifisch eingesetzten Scherprobengeometrien
aus Kapitel 4.2.4 gerechnet. In Bild 78 ist die fir den Blechwerkstoff HX340LAD verwendete
Scherzugprobe abgebildet. Als Randbedingung wurde fir alle Simulationen ein horizontaler Ver-
schiebungsfreiheitsgrad vorgegeben, der sich durch die gelenkige Lagerung auch im Experiment
zeigt.

6.2.1 Berechnung der isothermen Verfestigungskurven

Die isothermen Verfestigungskurven wurden fiir die Werkstoffe HX340LAD und HCT980XG
fiir jeweils 4 nominelle Dehnraten zwischen 0,0008 s und 1000 s ermittelt. Fir die quasistati-
sche Belastung kann die isotherme Verfestigungskurve naherungsweise aus den experimentell
ausgewerteten Kurven der wahren Spannungen und Dehnungen bis zur GleichmalRdehnung er-
mittelt werden. Anisotropieeffekte konnen zu einem moderaten Abweichen der numerisch zu
verwendenden Verfestigungskurve von den experimentell ermittelten fihren. Flr die Extrapola-
tion der Verfestigungskurve ber die GleichmaRdehnung hinaus stellt die lineare Verlangerung
bis zum Bruchpunkt eine grobe Néherung dar, da ab Einschniirbeginn die Dehnrate ansteigt und
das Lokalisierungsverhalten in der Simulation deutlich von den gewéhlten Elementtypen ab-
hangt. Fir Versuche mit hohen Dehnraten tritt im Experiment zusatzlich eine Uberlagerung der
thermischen Entfestigung auf. Daher konnen die Kurven der wahren Spannungen und Deh-
nungen lediglich bis zur GleichmalRdehnung als grobe Naherung fiir die isothermen Verfesti-
gungskurven verwendet werden. Die Ermittlung moglichst realistischer Verfestigungskurven fur
die verschiedenen Dehnraten erfolgte daher iterativ durch inverse Simulation in direktem Zusam-
menhang mit der Kalibrierung der temperaturwirksamen Parametern g(T) und beta (£, n). Fur
die Anpassungen der isothermen Verfestigungskurven kfo(spl, épl) diente jeweils ein dehnraten-
unabh&ngiger Voce-Ansatz kﬁ(spl) mit bis zu sieben Voce-Parametern nach Gleichung (55).
Die Extrapolation flr ep > 0,25 erfolgte direkt in LS-DYNA aus den beiden letzten Stiitzpunkten
im eingegebenen Dehnungsbereich.

kii(ep1) = 6o + Ay (1 —e™P1%1) + A, (1 — e7P2%!) + A5 (1 — e7P3%) (55)

mit  0<gpn<0,25.
Fur die Versuche unter quasistatischer Belastung wurden die sieben VVoce-Parameter oo, A1, Az,
Agz, by, by, bz mittels inverser Simulation so lange variiert, bis die berechneten Verlaufe der Kur-
ven der technischen Spannungen und Dehnungen der Flachzugversuche moglichst gut mit den

experimentellen Ergebnissen lbereinstimmten. Ebenso wurden die normierten Kraft-Verlange-

rungs-Kurven der Kerbzug- und Scherzugversuche in den Iterationsprozess einbezogen, sodass
die final festgelegten isothermen Verfestigungskurven kfo(spl, épl) die untersuchten Spannungs-

zusténde abbilden kénnen. Zusétzlich wurden die lokalen Dehnungen und Temperaturerhéhun-
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gen in der hochverformten Zone aus der Simulation mit den experimentell aus Grauwertkorrela-
tion ermittelten verglichen. Die Optimierung der Voce-Parameter erfolgte mit dem Programm
Microsoft Excel 2007 mit einem Solver Add-In [213]. Bei den quasistatischen Versuchen blieb
im ersten Iterationsschritt der Einfluss der Dehnrate und der Temperatur auf das Verfestigungs-
verhalten unberticksichtigt. Am Ende des Kalibrierprozesses wurden jedoch die quasistatischen
Versuche mit dem gesamten ermittelten Parametersatz nochmals gerechnet und die Simulations-
ergebnisse mit den experimentellen Ergebnissen verglichen. Diese Ergebnisse sind fir die beiden
untersuchten Blechwerkstoffe in Kapitel 6.3 dokumentiert. Die Ergebnisse fiir die Voce-Parame-
ter sind in Tabelle 33 fir den Blechwerkstoff HCT980XG und in Tabelle 34 fur den Blechwerk-
stoff HX340LAD fir jeweils vier Dehnraten im Anhang in Kapitel 9.3 aufgefuhrt.

Fur die hoheren Dehnraten wurden die VVoce-Parameter von Beginn an iterativ im Zusammen-
hang mit der Optimierung der Entfestigungsfunktion g(T) und der ,, beta “-Funktion bestimmt.
Fur beide Werkstoffe wurde eine zusétzliche fiktive Verfestigungskurve bei einer Dehnrate von
1000 s eingefiigt, da bei den Versuchen mit nomineller Dehnrate 100 s in den lokalisierten
Zonen hohere Dehnraten von bis zu 500 s auftreten kénnen. Das verwendete Materialmodell er-
laubt keine Extrapolation der Verfestigungskurven zu héheren Dehnraten, sodass mit dem Dehn-
ratenbereich, den die eingegebenen Verfestigungskurven abdecken, der gesamte lokal auftreten-
de Dehnratenbereich erfasst sein sollte. Die isothermen Verfestigungskurven sind fiir den Blech-
werkstoff HCT980XG in Bild 79 links und fiir den Blechwerkstoff HX340LAD in Bild 79 rechts
dargestellt.

1800 ( | 1200 . Endpunkt Experiment
— 1600 HCT980XG 1000 |HX340LAD | Co
: : © ‘
% 1400 % 800
b§1200 Encpunki & = 100051 | § 600 £ =1000 51
Experiment . | L=1 (o) : a -
1000 Experimént quasistatischs.: o loqis 400 Experiment | 8 e 10057
800 gestrichélt j g=.2'8 1 200 gestrichelt gs=1 S_1
i i &= 0,0008 5" &= 0,0008 s
600 ‘ ‘ = 0,0008 s 0 = 0,0008 :
0 02 04 06 0.8 1 0 02 04 06 038 1
Ewabr plastisch ['] Ewahr plastisch [']

Bild 79: Isotherme Verfestigungskurven fur die angegebenen Dehnraten fiir die Blechwerkstoffe
HCT980XG und HX340LAD fir RT

Fur den Blechwerkstoff HX340LAD hat der Optimierungsprozess der VVoce-Parameter flr die
isothermen Verfestigungskurven zu lediglich zwei Voce-Termen gefiihrt. Die Erh6éhung der
FlieBspannung fir die verschiedenen Dehnraten erfolgte additiv zur quasistatischen Verfesti-
gungskurve. Dadurch zeigt der gesamte Satz an Verfestigungskurven eine einheitliche Steigung

mit den gleichen VVoce-Parametern A1, Az, b1 und bz. Dieses Ergebnis entspricht dem n&herungs-
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weise dehnratenunabhangigen Verfestigungsverhalten von krz-Stahlen [15] und hat sich bei die-
sem Werkstoff als notwendig gezeigt, um das Einschniirverhalten des duktilen Blechwerkstoffs
HX340LAD bei hoheren Dehnraten ndherungsweise in der Simulation abbilden zu kénnen, siehe
Kapitel 6.3.2.

6.2.2 Bestimmung der thermischen Entfestigungsfunktion

Fur die Kalibrierung der Entfestigungsfunktion g(T) wurden zuné&chst die in Kapitel 4.4 darge-
stellten experimentellen Ergebnisse der Warmzugversuche bei der nominellen Dehnrate 1 s als
Orientierung fur die erste Iterationsschleife verwendet. Die Dehnrate 1 s stellt einen realisti-
schen Mittelwert fir den relevanten Dehnratenbereich dar, in dem die beobachtete thermische
Entfestigung der hier untersuchten Blechwerkstoffe auftritt. Fir den Werkstoff HCT980XG
wurde der Werkstoffkennwert Rp1(T) aus Bild 49 in Kapitel 4.4 als Orientierungswert der tempe-
raturabhangigen FlieBspannung fir die Entfestigungsfunktion g(T) in Gleichung (54) eingesetzt,
siehe Bild 80. Fur den Blechwerkstoff HX340LAD wurden als experimentelle Orientierungswer-
te fur die Entfestigungsfunktion die Spannungswerte von ReL aus Bild 46 in Kapitel 4.4 verwen-
det. Die Entfestigungsfunktion g(T) kann unter Verwendung der Schmelztemperatur Ts und eines
Exponenten m nach dem allgemein bekannten Ansatz von Johnson-Cook abgeschatzt werden,
siehe auch Gleichung (14) in Kapitel 2.1.5 im Stand der Technik,

g(T) = 1— T, wobei T* = ——* darstellt (56)

S 0

Der Kurvenverlauf der Entfestigungsfunktion nach dem Johnson-Cook-Ansatz wird im Wesent-
lichen durch den Exponenten Cs bestimmt. Haufig wird hier der Sonderfall Cs = 1 genutzt, der
zu einer linearen Funktion g(T) flhrt und deren Steigung durch die Schmelztemperatur Ts vorge-
geben ist. Bei Stahl hangt die Schmelztemperatur Ts vom Kohlenstoffgehalt ab, wie dies aus dem
Eisen-Kohlenstoffdiagramm ersichtlich ist [27]. Der in dieser Arbeit untersuchte mikrolegierte
Stahl HX340LAD weist einen Kohlenstoffgehalt unter 0,11 % und der Dualphasenstahl
HCT980XG unter 0,2 % auf, beide Angaben jeweils in Gewichtsanteilen. Da beide in dieser Ar-
beit untersuchten Stahlblechwerkstoffe einen geringen Kohlenstoffgehalt aufweisen, wurde fiir
den Entfestigungsterm nach Johnson-Cook die Schmelztemperatur von reinem Eisen Ts = 1536
°C zugrunde gelegt. Dadurch ergibt sich fur beide Blechwerkstoffe die gleiche Johnson-Cook-
Entfestigungsfunktion, siehe die gestrichelte Linie in Bild 80. Bis 100 °C gibt die lineare
Johnson-Cook-Gleichung die experimentell ermittelten Entfestigungswerte fiir beide Blechwerk-
stoffe gut wieder. Bei Temperaturen oberhalb von 100 °C ergeben sich aus der linearen Johnson-
Cook-Gleichung fur den Dualphasenstanl HCT980XG moderat niedrigere Werte und fur den mi-
krolegierten Stahl HX340LAD moderat hohere Werte als experimentell ermittelt, siehe Bild 80.

Eine lineare Johnson-Cook-Entfestigungsfunktion stellt damit eine grobe Naherung fiir die Ab-
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schatzung des Entfestigungsverhaltens der untersuchten Stahlblechwerkstoffe flir Temperaturen
tiber 100 °C dar. Auch die bei einer nominellen Dehnrate von 1 s experimentell ermittelten
Werte flr die Entfestigung stellen lediglich Orientierungswerte dar, da die Dehnratenabhangig-

keit der thermischen Entfestigung unberiicksichtigt bleibt.

e -

0.8 \\.\,:

= 0.6

a(M [-

0.4 <O Experiment HCT980XG
Experiment HX340LAD
—-Simulation HCT980XG

e Simulation HX340LAD
o L= Johnson-Cook (linear)
0 100 200 300

Temperatur [°C]

Bild 80: Simulativ ermittelte Entfestigungsfunktionen g(T) fur die Blechwerkstoffe HX340LAD
und HCT980XG, Johnson-Cook-Funktion und experimentell ermittelte Werte fir eine
nominelle Dehnrate von 1 s*

Die numerische Optimierung der Entfestigungsfunktion g(T) erfolgte im ersten Iterationsschritt
mit den experimentellen Werten und durch inverse Simulation der Flachzug-, Kerbzug- und
Scherzugversuche bei einer nominellen Dehnrate von 100 s™. In dem Iterationsprozess zeigte
sich ein konstanter Wert von ,, beta“ = 0,95 als geeignet. Dies entspricht einem Taylor-Quinney-
Koeffizienten von = 0,95. Fir eine realistische Abbildung des globalen und lokalen Verfor-
mungsverhaltens fir die verschiedenen Spannungszustdande musste bei beiden Werkstoffen fur
Temperaturen Uber 50 °C eine groliere thermische Entfestigung angesetzt werden als experimen-
tell und mit der linearen Johnson-Cook-Gleichung ermittelt wurde, siehe Bild 80. Ebenso wurde
ein nichtlinearer Zusammenhang zwischen Entfestigung und Temperatur zugrunde gelegt. Die-

ses Ergebnis bestatigt frihere Untersuchungen mit den gleichen Werkstoffen [8].

Die Berlcksichtigung der Entfestigungsfunktion g(T) erfolgt in dem Materialmodell MAT_224
durch die tabellarische Eingabe temperaturabhéngiger Verfestigungskurven. Damit wird die Ver-
wendung einer benutzerdefinierten Entfestigungsfunktion moglich, die sich nicht an einem ana-
lytisch beschreibbaren Zusammenhang orientiert. Flr die Temperaturstttzpunkte zwischen 25 °C
und 225 °C, die in den g(T)-Kurven fiir die Simulation in Bild 80 eingezeichnet sind, wurden die
temperaturabhéngigen Verfestigungskurven k¢, (g, T) fur quasistatische Belastung nach Glei-

chung (57) bestimmt und als Inputkurven fur die Solver-interne Berechnung der Entfestigung
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vorgegeben, siehe Bild 123 im Anhang. Zwischen den Temperaturstiitzpunkten wurden die

Spannungswerte linear interpoliert.

kf1(8p1»T) = kf1,0(8pl’ To)g(T) (57)
Eine Ursache fir die in der Simulation anzuwendende grol3ere Entfestigung gegentber der expe-
rimentell ermittelten liegt in der Abhangigkeit der Entfestigung von der Dehnrate. Die experi-
mentell angegebenen Werte fiir die Entfestigung wurden fiir die nominelle Dehnrate 1 s ermit-
telt. Abweichungen zwischen den experimentell ermittelten Werten und denjenigen, die in der
Simulation eingesetzt wurden, treten bei Temperaturen von ber 50 °C auf. Dieser Temperatur-
bereich stellt sich erst bei den hoheren Dehnraten durch adiabatische Erwarmung ein. In Kapitel
4.4 wurde gezeigt, dass bei einer nominellen Dehnrate von 100 s eine gréRere Entfestigung auf-
tritt als bei einer nominellen Dehnrate von 1 s*. Das verwendete Materialmodell MAT_224 er-
laubt jedoch keine dehnratenabhdngige Entfestigungsfunktion, daher muss bei der Verwendung
von LS-DYNA als Solver in der eingesetzten Version der Dehnrateneinfluss der Entfestigung

durch die Temperaturabhéangigkeit von g(T) ausgeglichen werden.

Eine weitere Ursache fir die in der Simulation anzuwendende grof3ere Entfestigung gegentber
der experimentell ermittelten liegt in der Verwendung eines Verfestigungsmodells ohne Kopp-
lung mit einem Schéadigungsmodell wie z.B. dem Gurson-Modell [88]. Die experimentell ermit-
telten Entfestigungswerte wurden aus den gemessenen Streckgrenzen ermittelt. Bei FlieRbeginn
liegt noch keine Werkstoffschadigung vor, sodass lediglich die thermische Entfestigung bei den
Warmzugversuchen einen Einfluss auf die Entfestigungswerte zeigt. Fir den Optimierungs-
prozess von g(T) spielt jedoch der Verformungsbereich nach Lokalisierungsbeginn die iberwie-
gende Rolle, da eine nennenswerte Temperaturerhéhung erst ab Lokalisierungsbeginn stattfindet,
siehe Kapitel 5.1. Bei Lokalisierungsbeginn ist davon auszugehen, dass bereits eine Schadigung
eingesetzt hat, die auch eine Abhangigkeit von der Dehnrate zeigt und eine Entfestigung des
Werkstoffs bewirkt [25]. Da die Simulationsrechnungen in dieser Arbeit ohne Schédigungsmo-
dell erfolgten, muss die in der Simulation verwendete Entfestigungsfunktion g(T) neben der ther-
mischen Entfestigung auch die im Experiment Uberlagerte Entfestigung durch Schéadigung ab-
bilden bzw. mitbertcksichtigen.

Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass die simulativ ermittelte Entfestigungsfunktion
eine nicht-lineare Abhéngigkeit von der Temperatur zeigt. Der duktilere Blechwerkstoff
HX340LAD zeigt eine groRere Entfestigung verglichen mit dem hochfesteren Dualphasenstahl
HCT980XG. Fur beide Blechwerkstoffe erreicht die simulativ ermittelte Entfestigung groRere
Werte verglichen mit den im mittleren Dehnratenbereich experimentell ermittelten Werten.
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6.2.3 Isotherm-adiabatische Gewichtungsfunktion

Die Beschreibung der ,, beta “-Funktion beta(é, ) erfolgte nach dem Ansatz von Trondl [8] in
Tabelle 3 unter Verwendung der beiden dehnratenabh&ngigen ,, beta “-Parameter fir Zugbelas-
tung beta(¢p;) und fiir Scherung betas(ép;) sowie einer Ubergangsfunktion h(n). Fiir die beiden
,,beta “-Parameter wurde jeweils ein Arcustangens-Ansatz nach Gleichung (58) eingesetzt.
Durch die zwei Parameter bw,i und &,,; hat sich dieser Ansatz bereits in der Vergangenheit als
ausreichend adaptierbar fur eine Beschreibung der Position und der Breite des isotherm-adiabati-
schen Ubergangs in ausschlieRlicher Abhingigkeit von der Dehnrate gezeigt [8]. Die Verkiip-
fung dieser beiden ,, beta “-Parameter als ,, beta “-Funktion zur Berlcksichtigung des Spannungs-

zustandes erfolgte in dieser Arbeit erstmalig mit einer linearen Ubergangsfunktion h(n).
beta;(&p) = B, (0,5 + arctan (bw,i In (:ﬂ))) i =t (tension), s (shear) (58)

Der Parameter by, hat dabei Einfluss auf die Breite des Ubergangsbereichs und der Parameter
&wi Wird als Ubergangsdehnrate von isotherm zu adiabatisch bezeichnet. Die Kalibrierung der
beiden dehnratenabhéngigen ,, beta“-Parameter fiir Zug- und Scherbelastung sowie der Uber-
gangsfunktion erfolgte anhand inverser Simulation bzw. Nachrechnen der Experimente bei den
nominellen Dehnraten 0,1 s und 1 s™*. Diese Experimente weisen zumindest teilweise Zustinde
zwischen isotherm und adiabatisch auf, siehe Kapitel 5.3 und Kapitel 5.4, und sind damit fur die
Kalibrierung der ,, beta “-Funktion geeignet. Im ersten Schritt wurde der ,, beta “-Parameter fur
Zugbelastung, betai(&p;), durch inverse Simulation der Flachzug- und Kerbzugversuche bei den
nominellen Dehnraten 0,1 s und 1 s mit dem zuvor festgelegten Satz isothermer Verfesti-
gungskurven und der Entfestigungsfunktion g(T) festgelegt. Im zweiten Schritt erfolgte die Er-
mittlung des ,, beta “-Parameters fir Scherbelastung, betas(¢p), anhand inverser Simulation der
Scherzugversuche. Dazu wurde der zuvor festgelegte , beta“-Parameter flir Zugbelastung,
betai(€p,), und die Ubergangsfunktion h(n) nach Gleichung (48) mit einer Ubergangsspannungs-
mehrachsigkeit von no = 0,4 analog der mittleren Spannungsmehrachsigkeit der einachsigen
Zugversuche verwendet. Die verwendeten Parameter zur Beschreibung der ,, beta‘“-Funktion
nach den Gleichungen (54) und (58) sind in Tabelle 22 genannt.

Die beiden ,, beta “-Funktionen betai(¢p;) und betas(é,;) wurden tabellarisch fir 30 Dehnraten-
stiitzpunkte zwischen 10 s und 10* s eingegeben. Zwischen den einzelnen Dehnratenstiitz-

punkten erfolgte eine lineare Interpolation. Die numerisch verwendeten Funktionen beta(&y,)

und betas(£,,;) sind zusammen mit den experimentellen Ergebnissen fur q/w(&,) aus Kapitel 5.4

fir die beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD in Bild 81 gezeigt.
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Tabelle 22: Parameter fur die Beschreibung der ,, beta “-Funktion fur die beiden Blechwerkstoffe
HCT980XG und HX340LAD

Zugbelastung Scherbelastung
Werkstoff Parameter
betat betas
p 0,95 0,95
bw 1,2 1,4
HCT980XG
éw [s7] 0,5 80
Mo 0,4
p 0,95 0,95
bw 1,7 0,8
HX340LAD
&w [51] 0,05 20
no 0,4
1.0 S
' HCT980XG HX340LAD
;_0.8 p;
g 06 A/ ¢ g/w Zug
= ' N —beta Zug
NO0.4 / A g/w Scherung
> — beta Scherung 7
0.0 D A —
1.E-04 1.E-02 1.E+00 1.E+02 1.E+041.E-04 1.E-02 1.E+00 1.E+02 1.E+04

Dehnrate [s™] Dehnrate [s]

Bild 81: Experimentelle Werte fir g/w und in der Simulation verwendete beta-Kurven fur Zug-
und Scherbelastung in Abhéngigkeit der Dehnrate fur die Blechwerkstoffe HCT980XG
und HX340LAD

Abweichungen der numerisch eingesetzten Kurven fir die beiden ,, beta “-Parameter von den ex-
perimentellen Datenpunkten treten aus unterschiedlichen sich tberlagernden Griinden auf. Die
gegenseitige Wechselwirkung der Parameterfunktionen, isotherme FlieRkurven, Entfestigungs-
funktion und ,, beta “~-Funktion bzw. ,, beta “-Parameter, fuhrt grundsatzlich zu keiner eindeutigen
Losung fir die numerisch eingesetzten Kurven. Zusatzlich muss fir die optimalen Parameter im-
mer ein Kompromiss flr die verschiedenen Probengeometrien erfolgen aufgrund des verwende-
ten isotropen FlieRverhaltens nach von Mises. Ein wesentlicher Grund fur die Abweichungen
liegt jedoch darin, dass eine Entfestigung durch Porenbildung und Schéadigung bei Zugbelastung
von dem verwendeten Verfestigungsmodell nicht berlcksichtigt wird und daher von den anderen

Parameterfunktionen ausgeglichen werden muss. Vermehrte Schadigung zeigt sich in besonde-
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rem Male bei duktilen Werkstoffen, die groRe Werte flr die Einschnirung zeigen und einen
grofRen Unterschied zwischen der Bruchdehnung und der GleichmaRdehnung aufweisen [25]. Fir
den Blechwerkstoff HX340LAD ist dies die hauptsachlichste Ursache fiir die Abweichung zwi-

schen den experimentellen Werten fiir die Warmequote q/w(&,) und dem numerisch eingesetz-
ten ,, beta“-Parameter fur Zugbelastung in Bild 81 rechts. Anhand der Simulationsergebnisse
wird in Kapitel 6.3.2 gezeigt, dass bei diesem Blechwerkstoff aufgrund seiner Duktilitat die lo-
kalen Dehnungen unter quasistatischer Belastung, d.h. ohne zusétzliche thermische Entfestigung,
nicht abgebildet werden kdnnen. Die Kalibrierung des Modells erfolgte derart, dass fur die hohe-
ren Dehnraten, die in dem Anwendungsbereich ,,Crashbelastung™ sowieso Uberwiegend auftre-
ten, die lokalen Dehnungen auch besser erfasst werden kdénnen. Dies ist nur mdglich, indem die
thermische Entfestigung den Anteil an Entfestigung durch Schadigung kompensiert. Neben der
Entfestigungsfunktion g(T), die sich auf Zug- und Scherbelastung auswirkt, muss vor allem der
dehnratenabhéngige ,, beta “Parameter flir Zugbelastung zwangslaufig zu niedrigeren Dehnraten
verschoben werden und auch einen steileren Verlauf annehmen. Auch die Verwendung von Vo-
lumenelementen in der Simulation fiihrt erfahrungsgeman zu einer groReren Verfestigung, als es
bei Schalenelementen beobachtet wird, siehe [214]. Schalenelemente haben jedoch den Nachteil,
dass sie unter hohen Biegeanteilen in der Verformung ausknicken konnen. Damit sind sie fir die
in Kapitel 7.2 beschriebenen Profilstauchversuche fiir eine Uberpriifung des Anwendungsberei-

ches des Modells ungeeignet.

Auch fir Scherbelastung wird die Entfestigung durch Rekristallisation nicht von dem eingesetz-
ten phdnomenologischen Modell beriicksichtigt, sodass dieser Anteil an Entfestigung durch die

anderen Parameterfunktionen kompensiert werden muss. Eine Abweichung zwischen den experi-

mentellen Werten fiir die Warmequote q/w(&,) und dem numerisch eingesetzten ,, beta “-Para-
meter fur Scherbelastung ist insbesondere fiir den Blechwerkstoff HCT980XG in Bild 81 links
zu erkennen. Es ist bekannt, dass Dualphasenstéhle zu Scherversagen neigen [204, 215], was im
Zusammenhang mit einer Entfestigung des Werkstoffs durch die Bildung von Scherb&ndern steht
[151].

Der Vergleich von experimentell ermittelten Datenpunkten fir die Warmequote mit den in der
Simulation eingesetzten ,, beta “-Parametern betai(ep,;) und betas(ép;) setzt ebenfalls voraus, dass
der elastische Anteil der experimentell ermittelten Vergleichsdehnrate &, vernachléssigbar ist.
Dies wurde flr einen Flachzugversuch mit einer Probe des Blechwerkstoffs HCT980XG unter
Verwendung der technischen Spannung und des Elastizitdtsmodul E = 210 GPa nachgewiesen,
siehe Bild 124 im Anhang.
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6.3 Simulation ein- und mehrachsiger Zugversuche mit dem ATS-Modell
Um die Leistungsfahigkeit des kalibrierten Modells aufzuzeigen, werden in diesem Kapitel die

mit den Modellparametern aus Kapitel 6.2 berechneten Ergebnisse fiir die Probenversuche der
beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD dargestellt. Die Kalibrierung basierte auf
dem Vergleich der numerisch und experimentell ermittelten normierten Kraft-Verlangerungs-
Kurven sowie der lokalen Dehnungen in den hochverformten Zonen. In diesem Kapitel werden
zusétzlich auch die lokalen Temperaturerhéhungen aus der Simulation und den Experimenten
vergleichend gezeigt, um den Einfluss der thermischen Entfestigung auf die lokalen Dehnungen
beurteilen zu kdnnen. Fir die Scherversuche werden zusétzlich berechnete Ergebnisse gezeigt,
die sich aus zusétzlichen isothermen Rechnungen und Rechnungen mit adiabatischer Erwéarmung
in Abhéngigkeit von der Dehnrate ohne Beriicksichtigung des Spannungszustandes ergeben ha-
ben. Anhand dieser Ergebnisse kann eine erste Beurteilung einer verbesserten VVerformungspro-
gnose fur Scherbelastung unter erhohten Dehnraten mit dem ATS-Modell erfolgen.

6.3.1 Ergebnisse fur den Blechwerkstoff HCT980XG

Fur den Dualphasenstahl HCT980XG sind die Spannungs-Dehnungs-Kurven fiir die Flachzug-,
Kerbzug- und Scherzugversuche in den Bildern 82 und 83 dargestellt, fur jede der untersuchten
Priifgeschwindigkeiten in jeweils einem separaten Diagramm. Um die grundsatzliche Leistungs-
fahigkeit des verwendeten Verfestigungsmodells zu zeigen, sind auch die Ergebnisse flr quasi-
statische Belastung abgebildet. Fir alle Probengeometrien wurde die Kraft F auf den Ausgangs-
querschnitt So bezogen. Bei den Flachzugversuchen entspricht dies der technischen Spannung.
Um fir die Kerbzug- und Scherzugversuche eine den Flachzugversuchen vergleichbare techni-
sche Dehnung zu ermitteln, wurde die Verlangerung auf eine fiktive Extensometermesslange von

e = 10 mm bezogenen. Mit diesen Normierungen konnten die Kurven fur die verschiedenen

Probengeometrien in einem Diagramm sinnvoll dargestellt werden.

Bereits unter quasistatischer Belastung ist fir die Kerbzug- und Scherzugversuche in Bild 82
links zu erkennen, dass sich hierbei moderat groRere berechnete Spannungen ergeben verglichen
mit den experimentell ermittelten Werten. Dieses Ergebnis zeigt, dass mit diesem isotropen Mo-
dell bereits ohne thermische Entfestigung ein Kompromiss fiir eine mittlere isotherme Verfesti-
gungskurve erfolgte, um die Spannungs-Dehnungs-Kurven fir alle drei Probengeometrien mog-
lichst gut abzubilden. Fur die beiden mittleren Prifgeschwindigkeiten von v = 2,5 mm/s und
v = 25 mm/s erfolgte die Simulation der Scherzugversuche zusatzlich auch mit adiabatischer Er-
warmung ohne Erweiterung als ATS-Modell, d.h. unter Verwendung des ,,beta“-Parameters
betai(&p) als ,, beta “-Funktion in Gleichung (54). Da bei diesen beiden Prifgeschwindigkeiten
nach Bild 62 ein Wérmetransport erfolgt, erlauben die Ergebnisse eine erste Bewertung bezlg-

lich der Eignung des ATS-Modells. Fur beide Prifgeschwindigkeiten zeigen die Rechnungen
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ohne die Erweiterung als ATS-Modell eine zu frihe Entfestigung bereits kurz nach Flie3beginn.
Die Simulationen mit dem ATS-Modell kdnnen dagegen die Kurvenform der Scherzugversuche
ohne eine vorzeitige Entfestigung naherungsweise abbilden. Fir die hochste untersuchte Priifge-
schwindigkeit von 2,5 m/s, bei der adiabatische Zustdnde vorliegen, werden die gemessenen

Spannungs-Dehnungs-Kurven fir alle drei Probengeometrien sehr gut von der Simulation wie-

dergegeben.
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Bild 82: Technische Spannungs-Dehnungs-Kurven fir Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversu-
che fur den Blechwerkstoff HCT980XG bei 0,02 mm/s (links) und 2,5 mm/s (rechts)
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Bild 83: Technische Spannungs-Dehnungs-Kurven fur Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversu-
che fur den Blechwerkstoff HCT980XG bei 25 mm/s (links) und 2,5 m/s (rechts)

Der Vergleich lokaler Dehnungen und Temperaturerhhungen aus der Simulation und den Expe-
rimenten erfolgte fur die Flachzug- und Scherzugversuche als reprasentative Versuche fir die
beiden Belastungsarten Zug und Scherung. Fur jede Versuchsserie wurde jeweils ein représenta-
tiver Versuch ausgewahlt. Im Rahmen dieser Untersuchungen wurde auf eine ungeféhre Ver-
gleichbarkeit der lokalen Messlangen aus Experiment und Simulation geachtet. Den gemessenen
Dehnungen und Temperaturen liegen lokale Messlangen zwischen 0,1 mm und 0,3 mm zu Grun-
de, siehe Kapitel 5.1. und Tabelle 28 im Anhang in Kapitel 0. In der Simulation mit den verwen-
deten hexaederformigen Elementen ist die lokale Messlange ndherungsweise durch die Element-
kantenlange bestimmt, die in den Prufzonen 0,15 mm betragt. Die berechnete Entwicklung der
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plastischen Dehnung und der Temperaturerhdhung wurde in der Mitte der lokalisierten Zone auf
der Probenoberflache ausgewertet, um eine Vergleichbarkeit mit den aus ARAMIS und IR-Mes-
sungen auf der Probenoberflache ausgewerteten GroRen sicherzustellen. Die ermittelten lokalen
Dehnungen und lokalen Temperaturerh6hungen sind in den folgenden Diagrammen jeweils tber

der technischen Dehnung aufgetragen.

Bei einer nominellen Dehnrate von 0,1 s liegen die berechneten lokalen Dehnungen iiber den
gesamten Verformungsverlauf bis zum Bruch fir beide Probengeometrien nur geringfligig unter
den gemessenen Werten, siehe Bild 84. Die Rechnung des Scherzugversuchs ohne die ATS-Mo-
dellerweiterung fiihrt zu einer signifikant zu hohen Dehnung in der Scherzone.

—_ Plastische Vergleichsdehnung "°

— zum Bruchzeitpunkt [-]: E: E
8’ 14 : Simulation Scher Experiment Simulation o7 B
- i HCT98OXG zugversuch ohne 06 —
E 1.2 : ATS-Modell os B
2 1.0 _simulation 9y |
g 0.8 [=--- Experiment gfl
E’ 0.6 _ Scherzug 00

E) 0 4 - . 0.6]
g . 0,5 -

Q 0.2 Y/ T - it Bedl |
E 0.0 k= maeee===7 V = 2,5 MMIUS Flachzug | gz:
S 000 005 010 015 0.2 iy

Technische Dehnung [-]

Bild 84: Lokale Dehnung aus den Simulationen und den Experimenten in Abhangigkeit von der
technischen Dehnung fiir jeweils einen Flachzug- und Scherzugversuch bei einer Prifge-
schwindigkeit von 2,5 mm/s mit Proben des Blechwerkstoffs HCT980XG bei RT

Die Temperaturerhéhung in der hochverformten Zone wird flr den Flachzugversuch lediglich
um den Bruchzeitpunkt sehr gut von dem ATS-Modell wiedergegeben, siehe Bild 85. Bis kurz
vor Bruch liegt die mit dem ATS-Modell berechnete Temperaturerhdhung deutlich unter der ex-
perimentell gemessenen. Eine Ursache dafiir ist in der moderat zu niedrig berechneten Spannung
bei FlieBbeginn zu sehen, die zu einer zu niedrig prognostizierten plastischen Verformungsarbeit
und damit zu einer zu geringen Warmeentwicklung fuhrt, siehe Bild 87 rechts. Die in den Simu-
lationen verwendete isotrope FlieBregel nach von Mises erfordert einen Kompromiss fir eine ge-
eignete Wahl des dehnratenabhangigen FlieRbeginns, der fur alle untersuchten Spannungszustéan-

de zu sinnvollen Ergebnissen fihren soll.

Fur den Scherzugversuch ist eine konstante Temperaturentwicklung sowohl im Experiment als
auch in der Simulation erkennbar, siehe Bild 85. Die berechnete Temperaturerh6hung liegt fir

diesen Spannungszustand moderat unter der gemessenen. Die Temperaturverteilung zum Bruch-
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zeitpunkt zeigt jedoch im Kerbbereich eine deutlich zu hoch berechnete Temperatur, siehe Bild
85 rechts. Ohne Verwendung der ATS-Modellerweiterung werden fiir den Scherzugversuch die
Temperaturen jedoch um ein Vielfaches zu hoch berechnet, sodass fur diese Prufgeschwindigkeit
die Verwendung des ATS-Modells zu einer Verbesserung in der Abbildung der lokalen Dehnun-

gen und Temperaturen in der Scherzone fhrt.
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Bild 85: Lokale Temperaturerhohung aus den Simulationen und den Experimenten in Abhangig-

keit von der technischen Dehnung fur jeweils einen Flachzug- und Scherzugversuch bei
einer Prifgeschwindigkeit von 2,5 mm/s mit Proben des Blechwerkstoffs HCT980XG

Wahrend bei der Prufgeschwindigkeit von 2,5 mm/s fur beide Probengeometrien Zustande zwi-
schen isotherm und adiabatisch vorliegen, liegt bei 25 mm/s firr den Flachzugversuch bereits né-
herungsweise ein adiabatischer Zustand vor, siehe Bild 62 in Kapitel 5.4. Die berechneten loka-
len Dehnungen geben auch fir diese Prifgeschwindigkeit die gemessenen Werte iber den groR-
ten Bereich der Verformung moderat zu gering, im Gesamten jedoch sehr gut wieder, siehe Bild
86. Die Rechnung des Scherzugversuchs mit adiabatischer Erwarmung ohne Verwendung des

ATS-Modells fuhrt auch hier zu einer signifikant zu hohen Dehnung in der Scherzone.

Die Temperaturerhbhung in der hochverformten Zone wird fir den Flachzugversuch moderat zu
gering berechnet, siehe Bild 87. Auch hier wirkt sich die etwas zu niedrig berechnete FlieRspan-
nung aus. Fir den Scherzugversuch wird die lokale Temperaturerhdhung mit dem ATS-Modell

zu niedrig ermittelt, ohne Verwendung des ATS-Modells jedoch signifikant zu hoch.

Mit dem Ziel einer moéglichst realitdtsnahen Abbildung der lokalen Dehnungen in den Scherzo-
nen fiihrt das ATS-Modell fiir den Blechwerkstoff HCT980XG im Ubergangsbereich zwischen
isotherm und adiabatisch zu einer Verbesserung. Nicht nur fir die Scherzugversuche, sondern
auch fir die Flachzugversuche werden die lokalen Dehnungen in der Simulation lediglich mode-
rat unterschatzt, die lokalen Temperaturerhohungen werden allerdings teilweise deutlich unter-

schatzt. Insgesamt wird jedoch die lokale Temperaturerhéhung unter Scherbelastung signifikant
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besser wiedergegeben als es dies ohne Erweiterung durch das ATS-Modell der Fall ist, sowohl in

dieser Arbeit als auch in friiheren Untersuchungen [8].
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schwindigkeit von 25 mm/s mit Proben des Blechwerkstoffs HCT980XG bei RT
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Bild 87: Lokale Temperaturerh6hung aus den Simulationen und den Experimenten in Abhéngig-
keit von der technischen Dehnung fiir jeweils einen Flachzug- und Scherzugversuch bei
einer Prufgeschwindigkeit v = 25 mm/s mit Proben des Blechwerkstoffs HCT980XG

6.3.2 Ergebnisse fir den Blechwerkstoff HX340LAD

Fur den Blechwerkstoff HX340LAD zeigt sich bereits bei quasistatischer Belastung und damit
ohne Bericksichtigung von thermischer Entfestigung, dass das verwendete Verfestigungsmodell
die Spannungs-Dehnungs-Kurven lediglich bedingt genau wiedergeben kann, siehe Bild 125
links im Anhang in Kapitel 9.3. Die berechneten lokalen Dehnungen in der hochverformten Zone
liegen insbesondere flr den Flachzugversuch deutlich unterhalb der gemessenen, siehe Bild 125
rechts. Eine wesentliche Ursache dafir ist die Modellierung des Verfestigungsverhaltens ohne
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ein Schadigungsmodell, das die Abbildung einer Einschniirung durch Schadigung und Porenbil-
dung unterstitzt, was bereits im Zusammenhang mit Bild 81 in Kapitel 6.2.3 diskutiert wurde. In
dieser Arbeit wurde bewuf3t auf ein Schadigungsmodell verzichtet, da die Schadigung neben der
Abhangigkeit vom Spannungszustand auch von der Dehnrate und der Priiftemperatur beeinflusst
wird [25]. Diese weitere komplexe Thematik bietet sich fur zukinftige wissenschaftliche Arbei-
ten an. In der Crashsimulation ganzer Fahrzeugkarosserien werden heutzutage fir hochfeste
Stahlblechwerkstoffe Gberwiegend Verfestigungsmodelle ohne Berticksichtigung der Werkstoff-
schadigung verwendet. Fir diesen duktilen Werkstoff ist die Simulation mit einem isotropen
phanomenologischen Modell ohne die zusatzliche Verwendung eines Schadigungsmodells mit

Rickkopplung auf die Spannung jedoch nur méRig geeignet.

Im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch werden dhnlich wie unter quasistati-
scher Belastung die Spannungs-Dehnungs-Kurven ab Lokalisierungsbeginn mit groRerer Verfes-
tigung berechnet als es sich im Experiment zeigt, siehe Bild 88. Eine Ausnahme bildet der Flach-
zugversuch bei einer Prifgeschwindigkeit von v = 25 mm/s, fiir den die Spannungs-Dehnungs-
Kurven sehr gut von der Simulation abgebildet werden. Die Simulationen der Scherzugversuche
ohne die Erweiterung mit dem ATS-Modell zeigen eine zu frihe Entfestigung. Damit stellt auch
fur diesen Werkstoff die Verwendung des ATS-Modells im mittlereren Dehnratenbereich unter

Scherbelastung fiir die Prognose der Spannungs-Dehnungs-Kurven eine Verbesserung dar.
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Bild 88: Technische Spannungs-Dehnungs-Kurven flr Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversuche
aus dem Experiment und der Simulation fir den Blechwerkstoff HX340LAD bei den Prif-
geschwindigkeiten von 2,5 mm/s (links) und 25 mm/s (rechts)

Bei den beiden hochsten Prifgeschwindigkeiten von 2,5 m/s und 6,25 m/s werden die experi-
mentell ermittelten Spannungs-Dehnungs-Kurven deutlich besser von der Simulation getroffen
als fur die niedrigeren Prifgeschwindigkeiten, siehe Bild 89. Bei der Kalibrierung der Parame-
terfunktionen wurde die Entfestigungsfunktion g(T) derart festgelegt, dass bei den vorliegenden
nahezu adiabatischen Bedingungen die Spannungs-Dehnungs-Kurven nach Lokalisierungsbe-

ginn aus dem Experiment und der Simulation berwiegend bereinstimmen. Damit Ubernimmt
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die thermische Entfestigungsfunktion in der Simulation zusétzlich noch die Funktion, die Entfes-

tigung aufgrund der Werkstoffschadigung bei hohen Priifgeschwindigkeiten abzubilden.
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Bild 89: Technische Spannungs-Dehnungs-Kurven fir Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversuche
aus dem Experiment und der Simulation fur den Blechwerkstoff HX340LAD bei den
Prufgeschwindigkeiten von 2,5 m/s (links) und 6,25 m/s (rechts)

Die gemessenen lokalen Dehnungen bei der Priifgeschwindigkeit von 25 mm/s im Ubergangsbe-
reich zwischen isotherm und adiabatisch werden fiir den Flachzugversuch sehr gut durch die Si-
mulation wiedergegeben, siehe Bild 90. Dies konnte durch die Wahl des in Bild 81 und Tabelle
22 dargestellten ,, beta “-Parameters betai(p,;) flr Zugbelastung erreicht werden, der eine deutlich
geringere Ubergangsdehnrate &,,, zeigt als experimentell gemessen wurde. In der Simulation
kompensiert damit die thermisch bedingte Entfestigung den schadigungsbedingten Entfesti-

gungsanteil, sodass die lokalen Dehnungen bei dieser Prufgeschwindigkeit deutlich besser be-

rechnet werden als unter quasistatischer Belastung.

Fur den Scherzugversuch liegen die berechneten Dehnungen in der zweiten Hélfte der Ver-
formung unter den gemessenen, wie dies auch flr quasistatische Belastung der Fall ist. Der in
der Simulation eingesetzte ,, beta “-Parameter betas(ép,;) fir Scherbelastung wurde aus numeri-
schen Grinden bewuBt mit einer moderat héheren Ubergangsdehnrate &,, s versehen als experi-
mentell gemessenen wurde, siehe Bild 81. Eine Verringerung der Ubergangsdehnrate ahnlich
wie unter Zugbelastung wirde durch die unter Scherung auftretenden hohen Scherdehnungen bis
ca. 200 % bei diesem Werkstoff zu einer derart groRen Verzerrung der Elemente in der schmalen
Scherzone flhren, dass nicht zuldssige Artefakte entstehen wirden. Dadurch treten plotzliche,

numerisch jedoch nicht werkstoffbedingte Entfestigungen auf.
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Bild 90: Lokale Dehnung aus den Simulationen und den Experimenten in Abhangigkeit von der
technischen Dehnung fur jeweils einen Flachzug- und Scherzugversuch bei einer Priifge-
schwindigkeit von 25 mm/s an Proben des Blechwerkstoffs HX340LAD bei RT

Die in der Simulation ermittelten lokalen Temperaturerhéhungen geben die gemessenen Werte
fur den Flachzugversuch ebenfalls gut wieder, siehe Bild 91. Fir den Scherzugversuch liegen die
mit dem ATS-Modell berechneten Temperaturerhéhungen jedoch deutlich unterhalb der gemes-
senen, da die lokalen Temperaturen im Zusammenhang mit den lokalen Dehnungen stehen. Die
Berlicksichtigung der adiabatischen Erwdarmung ohne ATS-Erweiterung wirde jedoch zu einer
signifikant zu hoch berechneten Temperatur fuhren. Die unmittelbar vor Bruch berechneten
Temperaturverteilungen Uber der Probendicke zeigen in den lokalisierten Zonen fur beide Geo-

metrien lediglich geringfligige Temperaturgradienten, siehe Bild 91 rechts.
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Bild 91: Lokale Temperaturerh6hung aus den Simulationen und den Experimenten in Abh&ngig-
keit von der technischen Dehnung fir jeweils einen Flachzug- und Scherzugversuch bei
einer Priifgeschwindigkeit von 25 mm/s an Proben des Blechwerkstoffs HX340LAD

Fur die crashartige Prufgeschwindigkeit von 2,5 m/s liegen die berechneten lokalen Dehnungen
fir den Flachzugversuch ab Einschniirbeginn unter den gemessenen und fir den Scherzugver-

such darber, siehe Bild 92 links. Da bei dieser Prifgeschwindigkeit adiabatische Zustédnde vor-
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liegen, siehe Bild 54, hat neben den isothermen FlieBkurven insbesondere die Entfestigungsfunk-
tion g(T) einen wesentlichen Einfluss auf das Ergebnis, wahrend die Bedeutung der ,, beta -
Funktion abnimmt. Mit diesem Ergebnis wird ersichtlich, dass fur die Entfestigungsfunktion ein
Kompromiss gewahlt wurde im Hinblick auf das Entfestigungsverhalten im Scherzugversuch
und im Flachzugversuch. An dieser Stelle kdnnte eine Entfestigungsfunktion mit zusétzlicher
Abhéngigkeit des Spannungszustandes g(T,n) zu exakteren Ergebnissen fuhren. Die lokale Tem-
peraturerhdhung wird fiir den Flachzugversuch in weiten Bereichen gut wiedergegeben, jedoch
auch nach Einschnurbeginn unterschétzt, siehe Bild 92 rechts. Fir den Scherzugversuch liegt
aufgrund der kurzen Versuchszeit bei hohen Prifgeschwindigkeiten kein Messergebnis fur die

Temperatur vor.
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Bild 92: Lokale Dehnung (links) und Temperaturerhéhung (rechts) aus den Simulationen und den
Experimenten in Abhéngigkeit von der technischen Dehnung fir jeweils einen Flachzug-
und Scherzugversuch bei einer Priifgeschwindigkeit von 2,5 m/s an Proben des Blech-
werkstoffs HX340LAD bei RT

Zusammenfassend wird mit dem hier eingesetzten Verfestigungsmodell fir den Blechwerkstoff
HX340LAD unter quasistatischer Belastung eine nur mafiig prazise Abbildung der Lokalisierung
erreicht. Im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch kann diese jedoch durch die
thermische Entfestigung mit der angepassten ,, beta “-Funktion teilweise ausgeglichen werden.
Fur die Scherversuche werden unter Verwendung des ATS-Modells weiterhin eine etwas zu ho-
he Verfestigung und zu geringe Temperaturen berechnet. Insgesamt wird jedoch mit dem ATS-
Modell eine Verbesserung der Verformungsprognose erreicht, da die Beruicksichtigung der adia-
batischen Erwarmung ohne Erweiterung als ATS-Modell zu einer zu frihen Einschniirung und
zu deutlich zu hohen Temperaturen fuhrt. Eine Schwéche des Modells zeigt sich durch die ver-
wendete Entfestigungsfunktion, die keine Abhangigkeit von dem Spannungszustand zulésst, da
sich im hohen Dehnratenbereich bei dem Flachzug zu niedrige und bei dem Scherzugversuch zu
hohe lokale Dehnungen ergeben. Durch die Kompensation der schadigungsbedingten Entfesti-

gung durch eine thermische Entfestigung kann dieses Modell jedoch flr die Crashberechnung
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auch fur diesen duktilen Werkstoff mit ausreichender Genauigkeit eingesetzt werden. In weiteren
Untersuchungen bietet sich an, fir mikrolegierte Stahlblechwerkstoffe ein Verfestigungsmodell
mit Ruckkopplung der Schadigung auf die Spannung zu verwenden. Dadurch ist eine numerische
Kompensation der Schadigungseffekte durch thermische Entfestigung weniger erforderlich, so-
dass sowohl die ,, beta “- Funktion als auch die Entfestigungsfunktion néher an den experimentel-
len Ergebnissen gewéhlt werden kdnnen. Fur eine verbesserte Abbildung des Verfestigungsver-
haltens unter Scherbelastung im mittleren Dehnratenbereich bietet sich eine nicht-lineare Uber-

gangsfunktion an.
6.4 Zusammenfassung der Modellierung des Verfestigungsverhaltens

In der Modellierung des Verfestigungsverhaltens der beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und
HX340LAD im Bereich von quasistatischer bis crashartiger Belastung wurde der Einfluss der
adiabatischen Erwarmung ausschlieRlich aus mechanischen FeldgroRen ermittelt. Die Beriick-
sichtigung des Warmeabflusses erfolgte mit dem in dieser Arbeit entwickelten ATS-Modell
(Adiabatic-Tension-Shear-Modell). Das ATS-Modell erlaubt in der Berechnung des Verfesti-
gungsverhaltens in numerischen Modellen eine analytische Beschreibung des Anteils an abtrans-
portierter Warme in Abhangigkeit von der Dehnrate und zusétzlich auch vom Spannungszustand.
Als Werkstoffmodell diente eine isotrope FlieRfunktion nach von Mises sowie ein Verfesti-
gungsmodell auf Basis eines verallgemeinerten Johnson-Cook-Ansatzes mit tabellarischer Ein-
gabe isothermer Verfestigungskurven. In dem von dem ATS-Modell speziell adressierten Uber-
gangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch werden die lokalen Dehnungen und Tempera-
turerhohungen fur den Blechwerkstoff HCT980XG relativ realistisch berechnet. Fir den duktile-
ren Blechwerkstoff HX340LAD kann mit diesem Modell die schadigungsbedingte Entfestigung
zumindest fir den Flachzugversuch in diesem Ubergangsbereich durch eine verstirkte thermi-
sche Entfestigung kompensiert werden. Dadurch kann in diesem Bereich das lokale Werkstoff-
verhalten gut wiedergegeben werden. Fir den Scherversuch wirde dieses Vorgehen aufgrund
numerischer Effekte in den Elementen in den schmalen Scherzonen mit hohen Scherdehnungen
von bis zu 200 % ein instabiles Entfestigungsverhalten bewirken. Daher konnten Verfestigungs-
anteile aufgrund von Rekristallisation in den Scherzonen nicht mit thermischer Entfestigung
kompensiert werden, sodass mit dem ATS-Modell zu geringe Dehnungen in der Scherzone pro-
gnostiziert werden. Ohne Berticksichtigung des Einflusses des Spannungszustandes auf den War-
metransport werden jedoch bei den Scherversuchen fir beide Werkstoffe deutlich zu hohe Tem-

peraturen berechnet, die zu einer zu friihen Entfestigung fuhren.

Anhand dieser Kalibrierversuche ist bereits zu erkennen, dass die Verwendung des ATS-Modells
flr die Prognose des Verfestigungsverhaltens unter scherdominierter Belastung im Bereich zwi-
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schen isotherm und adiabatisch eine merkliche Verbesserung darstellt gegeniiber der ausschlief3-
lich dehnratenabhéngigen Beschreibung des isotherm-adiabatischen Ubergangs. Fir den mikro-
legierten Stahl HX340LAD kann das vorgeschlagene phdnomenologische Modell das globale
und lokale Werkstoffverhalten aller untersuchten Probengeometrien in dem gesamten untersuch-

ten Dehnratenbereich jedoch nur méaRig wiedergeben.
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[/ Einsatz des ATS-Modells zur Beriicksichtigung der adiabatischen
Erwirmung bei komplexen crashartigen Belastungen

Um die Berlicksichtigung der adiabatischen Erwérmung in der Modellierung des mechanischen
Werkstoffverhaltens bewerten zu kénnen, missen experimentelle und numerische Untersuchun-
gen bei unterschiedlichen dynamischen Belastungsszenarien erfolgen. Da das ATS-Modell ins-
besondere fiir komplexe Belastungen mit Scheranteilen im Ubergangsdehnratenbereich entwik-
kelt wurde, wurde das ATS-Modell bei Versuchen an Blechproben mit gemischter Zug-Scher-
beanspruchung verwendet. Als anwendungsrelevante Komponentenversuche dienen zusatzlich
auch Profilstauchversuche unter hoheren Prufgeschwindigkeiten. Die adiabatische Erwarmung in
den lokalisierten Zonen wurde durch Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen quantifiziert und
mit Ergebnissen aus korrespondierenden Simulationsrechnungen verglichen. Neben dem Einsatz
des ATS-Modells erfolgten auch Simulationen mit einer dehnratenabhéngigen Gewichtungs-
funktion ohne ATS-Erweiterung sowie isotherme Vergleichsrechnungen. Diese Untersuchungen
erfolgten fur die beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD, fir die in Kapitel 6 das
ATS-Modell kalibriert wurde.

7.1 Einsatz des ATS-Modells fir Zug-Scherbeanspruchungen von Blech-

proben

7.1.1 Experimentelle Untersuchungen an symmetrischen Schragkerb-Scherzugproben
Zur Realisierung einer Belastungssituation mit signifikantem Scheranteil von quasistatischer bis
crashartiger Belastung wurde als geeignete Probengeometrie eine Variante der symmetrischen
Schragkerb-Scherzugprobe gewahlt, siehe Bild 93 links. Diese Probengeometrie fiihrt zu Zug-
Scherbeanspruchungen in der Scherzone, hat einen einsehbaren Prufbereich und kann wie auch
die anderen in Kapitel 4.2 untersuchten Probengeometrien an einer SchnellzerreiBmaschine in
einem weiten Dehnratenbereich geprift werden. Durch die symmetrische Anordnung der beiden
Scherzonen wird die horizontale Verschieblichkeit im Prifbereich verhindert und es entstehen
innere Querkréfte in der Scherzone, die zu einer Uberlagerung von Zug- und Scherbeanspru-
chung flhren. In der berechneten Verteilung der Spannungsmehrachsigkeit mit fortgeschreiten-
der Verformung sind fur den Blechwerkstoff HX340LAD deutliche Anteile an Zugbelastung mit

Spannungsmehrachsigkeiten 1 > 1/3 in der Scherzone zu erkennen, siehe Bild 93 rechts.

Der Versuchsaufbau an einer Schnellzerreiimaschine, einschliellich einer Hochgeschwindig-
keits-Videokamera zur lokalen Dehnungsfeldmessung und einer Hochgeschwindigkeits-Infrarot-
kamera zur lokalen Temperaturfeldmessung, ist in Bild 96 dargestellt. Die Kraftmessung erfolgte
mit einer Piezo-Kraftmesszelle. Die Probenverlangerung wurde mit einer Hochgeschwindigkeits-
Videokamera gefilmt und fiur die Ausgangsmesslédnge von Lo = 30 mm mit Grauwertkorrelation
(GOM Correlate Version 2017 [199]) ausgewertet.
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3 Spannungsmehrachsigkeit bei
4,1 :
w5 | 4] fortgeschrittener Verformung [-]
LD 0,7
_¢_\J o 8 os I
ié? 04 =
AN
v 1 ) g 0’3 |
R2 ] 0,2 ]
1 2 0,1
i S 00 —

y. | )
TP 21 3
e | | F e l

0,3

23

Bild 93: Probengeometrie und Verteilung der Spannungsmehrachsigkeit bei fortgeschrittener
Verformung fur den Blechwerkstoff HX340LAD

Hochgeschwindigkeits- : | s Videokamera
Infrarotkamera =~ - —————

symmetrische -Boaq
Schragkerb-Scherzugprobe i

Bild 94: Versuchsaufbau an einer SchnellzerreiBmaschine fur Hochgeschwindigkeits-Zugversu-
che mit einer symmetrischen Schrégkerb-Scherzugprobe

Die Versuche wurden bei quasistatischer Belastung sowie zusétzlich mit den beiden Priifge-
schwindigkeiten von 2,5 mm/s und 25 mm/s durchgefiihrt, siehe Tabelle 23. Diese beiden Pruf-
geschwindigkeiten fithrten bei den Flachzugversuchen zu nominellen Dehnraten von 0,1 s und
1 s, Fiir beide Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD ist davon auszugehen, dass bei
diesen beiden Prufgeschwindigkeiten Temperatur-Zustande im Bereich zwischen isotherm und
adiabatisch auftreten, da der ,, beta “-Parameter fiir Scherbelastung betas(ép,;) in diesem Dehnra-
tenbereich Werte zwischen 0 und 1 annimmt, siehe Bild 81 in Kapitel 6.2.3. Der ,, beta ““-Parame-
ter fir Zugbelastung beta:(¢y,;) liegt fr den Blechwerkstoff HX340LAD in diesem Dehnratenbe-
reich ebenfalls im isotherm-adiabatischen Ubergang, siehe Bild 86 rechts. Fiir den Blechwerk-
stoff HCT980XG findet bei einer Prifgeschwindigkeit von 25 mm/s bei den Flachzugversuch

bereits kaum noch Warmetransport statt, siehe Bild 81 links.
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Tabelle 23: Versuchsmatrix fir Versuche an symmetrischen Schragkerb-Scherzugproben
nominelle Dehnrate Prufgeschwin- Anzahl Wiederholungsversuche

im Flachzugversuch  digkeit [mm/s]
HX340LAD HCT980XG

[s7]

0,0008 0,02 1 2
0,1 2,5 3 3
1 25 2 2

Die gemessenen und auf den Ausgangsquerschnitt So normierten Kraft-Verlangerungs-Kurven
fur die beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD sind in Bild 95 dargestellt. Zum
FlieBbeginn zeigen sich flr die Versuche mit den beiden Prifgeschwindigkeiten v = 2,5 mm/s
und v = 25 mm/s geringfuigig hohere Kréfte als fur die Versuche bei quasistatischer Belastung.
Diese bei beiden Blechwerkstoffen auftretenden dehnratenbedingten Verfestigungseffekte zum
FlieBbeginn wurde bereits bei den Probenversuchen in Kapitel 4.2 beobachtet. Im weiteren Ver-
formungsverlauf zeigen die Versuche bei der Prifgeschwindigkeit v = 25 mm/s fiir beide Blech-
werkstoffe eine erkennbare Entfestigung. Dies ist ein Hinweis auf adiabatische Erwarmungsef-
fekte. Die Ergebnisse der lokalen Dehnung- und Temperaturfeldmessungen sind im folgenden

Unterkapitel im Vergleich mit entsprechenden numerischen Ergebnissen dargestellt.
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Bild 95: Normierte Kraft-Verldngerungs-Kurven flr Versuche mit symmetrischen Schragkerb-
Scherzugproben fur die Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD fiir die angegebe-
nen Priifgeschwindigkeiten bei RT

7.1.2  Numerische Untersuchungen an symmetrischen Schragkerb-Scherzugproben

Die numerischen Untersuchungen erfolgten mit dem tabellarischen Johnson-Cook-Modell
MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK (MAT_224) mit den Modellparametern aus Kapitel
6.2. In Anlehnung an die Simulation der Probenversuche in Kapitel 6 wurde LS-DYNA 10.0 ver-
wendet mit unterintegrierten hexaederformigen Volumenelementen (ELTYP = 1) und 10 Ele-
menten in Blechdickenrichtung. Die Elementkantenlédnge in den Scherzonen betragt 0,1 mm. Die
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Rechnungen wurden fiir die Priifgeschwindigkeit von v = 25 mm/s durchgefiihrt, da bei dieser
Prufgeschwindigkeit im globalen Kraft-Verlangerungs-Verhalten die thermische Entfestigung
aufgrund adiabatischer Erwarmungseffekte beobachtet wurde. Es wurden isotherme Rechnungen
durchgefuhrt, fur die die ,, beta “~-Funktion konstant beta = 0 gesetzt wurde, sowie Rechnungen
unter Berlcksichtigung der adiabatischen Erwérmung. Dabei wurden jeweils eine Rechnung mit
dem vollstdndigen Parametersatz fir das ATS-Modell durchgefiihrt und eine weitere Rechnung
mit der herkémmlichen dehnratenabhangigen ,, beta “-Funktion beta(é,) = betai(ép;). Die iso-
thermen Rechnungen fiihren bei beiden Blechwerkstoffen zu einer zu groRen Verfestigung im
globalen Werkstoffverhalten, siehe Bild 96. Insbesondere fir den Blechwerkstoff HX340LAD
kann die Einschnlrung mit der isothermen Rechnung nicht abgebildet werden. Die Rechnungen
mit adiabatischer Erwdrmung ohne Erweiterung als ATS-Modell fihren fir beide Blechwerk-
stoffe zu einer deutlich zu frihen Entfestigung. Das ATS-Modell fiihrt flr den mikrolegierten
Stahl zu realistischeren Ergebnissen als die isotherme Rechnung und die Rechnung mit dehnra-
tenabhangiger ,, beta “-Funktion ohne ATS-Modellerweiterung, siehe Bild 96 rechts. Es wird je-
doch weiterhin eine moderat zu frilhe Entfestigung berechnet. Dies kénnte darauf zurlickzufih-
ren sein, dass eine in LS-DYNA fest vorgegebene lineare Ubergangsfunktion h(n) verwendet
wurde, siehe Gleichung (48) in Kapitel 6.1. Da mit der linearen Ubergangsfunktion die ,, beta “-
Funktion nach Gleichung (47) offenbar zu grofle Anteile des ,, beta “-Parameters fiir Zugbelas-
tung beta«(¢p,;) beinhaltet, kdnnte eine nicht-lineare Funktion wie z.B. eine exponentielle Funk-
tion zu besseren Ergebnissen fuhren. Flr die Kalibrierung des ATS-Modells missten dann aller-
dings zusétzliche Experimente mit Spannungszustanden im Bereich zwischen reiner Scherung
und einachsiger Zugbelastung eingesetzt werden. Bislang wird eine nicht-lineare Ubergangs-
funktion von der LS-DYNA-Software nicht unterstitzt.
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Bild 96: Normierte Kraft-Verlangerungs-Kurven aus den Simulationen und den Experimenten fir
Versuche mit symmetrischen Schrégkerb-Scherzugproben fur die Blechwerkstoffe
HCT980XG und HX340LAD bei der Prufgeschwindigkeit v = 25 mm/s bei RT
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Fur den Dualphasenstanl HCT980XG fuihrt die Rechnung mit dem ATS-Modell ebenfalls zu
einer vorzeitigen Entfestigung, die jedoch weniger signifikant ausgeprégt ist, verglichen mit der
herkdbmmlichen dehnratenabhéngigen ,, beta “-Funktion ohne ATS-Modellerweiterung, siehe Bild
96 links. Insgesamt wird fur den Dualphasenstanl HCT980XG das globale Werkstoffverhalten
von der isothermen Rechnung und dem ATS-Modell am besten wiedergegeben. Die Auswertung
der lokalen Grolien in der Scherzone, der Vergleichsdehnung, der adiabatischen Temperatur-
erhohung und der Spannungsmehrachsigkeit ist im Folgenden fur beide Werkstoffe separat do-

kumentiert.

Fur den Blechwerkstoff HCT980XG wurde die mit dem ATS-Modell berechnete Spannungs-
mehrachsigkeit fir die Prifgeschwindigkeit von v = 25 mm/s fur mehrere Elemente verteilt Gber
die Scherzone ausgewertet, die zu unterschiedlichen Verlaufen der Spannnungsmehrachsigkeit
fiihren, siehe Bild 97. Uber den gesamten Verformungsvorgang zeigen sich Werte fiir die Span-
nungsmehrachsigkeit, die berwiegend auf Spannungszustdnde zwischen reiner Scherung (n=0)
und einachsigem Zug (n=1/3) hinweisen. Es ist eindeutig zu erkennen, dass der moderat zu frih
berechnete Einschniirbeginn mit einem Anstieg der Spannungsmehrachsigkeit einhergeht. Ein
Anstieg dieser im Bereich zwischen reiner Scherung und einachsigem Zug fuhrt in der Berech-
nungsgleichung fur die ,, beta “-Funktion in Gleichung (54) in Kapitel 6.2.3 zu einem prozentual
groReren Anteil an betai(e,;) im Vergleich zu betas(ép,;). Da betai(éy) stets groRere Werte ein-
nimmt als betas(¢p;), siehe Bild 81 in Kapitel 6.2.3, nimmt die ,, beta “~-Funktion mit zunehmen-
der Spannungsmehrachsigkeit auch grofRere Werte an. Dies fuhrt schlieBlich zu héheren Tempe-
raturen, die wiederum zu einer starkeren Entfestigung und gréReren Werten fiir die Dehnungen

im Einschnirbereich fihren.
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Bild 97: Mit dem ATS-Modell berechnete Spannungsmehrachsigkeit in einer Scherzone der
symmetrischen Schragkerb-Scherzugprobe fir den Blechwerkstoff HCT980XG bei der
Prufgeschwindigkeit v = 25 mm/s bei RT
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Die Prognose des Verfestigungsverhalten wird daher fur die verwendete symmetrische Schrag-
kerb-Scherzugprobe mit dem ATS-Modell im Dehnratenbereich zwischen isotherm und adiaba-
tisch deutlich von der Spannungsmehrachsigkeit beeinflusst. Diese Probengeometrie ist daher
ausgesprochen geeignet fir eine Uberpriifung des Anwendungsbereichs des ATS-Modells. Die
mit dem ATS-Modell berechnete vorzeitige Entfestigung ist eher auf eine Schwache des ATS-

Modells mit der in dieser Arbeit verwendeten linearen Ubergangsfunktion zurtickzufiihren.

Die berechneten lokalen Dehnungen sind in Bild 98 im Vergleich zu den experimentell ermittel-
ten dargestellt. Im Bild sind sowohl die Ergebnisse, die mit dem ATS-Modell erlangt wurden,
gezeigt, als auch diejenigen, die sich mit einer dehnratenabh&ngigen ,, beta “-Funktion ohne ATS-
Modellerweiterung und mit einer isothermen Rechnung ergeben. Die Auswertung erfolgte je-
weils flir das Element 144524, das in Bild 97 in der Mitte der Scherzone gezeigt ist und eine
mittlere Spannungsmehrachsigkeit aufzeigt. Die plastischen Dehnungen fir die anderen Elemen-
te liegen bis zum Bruch um maximal 18 % (ber denjenigen des ausgewerteten Elements und zei-
gen damit in der Scherzone deutlich geringere Unterschiede als die Spannungsmehrachsigkeiten.
Fur die experimentellen Dehnungsfeldaufnahmen wurde bei dieser Priifgeschwindigkeit eine
Bildrate von 5000 Bildern/s verwendet. Fur die Dehnungsberechnung wurde in der GOM
Correlate-Software eine lokale Messlange von L. = 0,3 mm eingestellt. Die experimentell ermit-
telten lokalen Dehnungen wurden auf der Probenoberflache in der Mitte der hochverformten

Scherzone auf jener Probenseite ausgewertet, die zuerst Versagen gezeigt hat.
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Bild 98: Lokale Dehnungen in der Scherzone aus dem Experiment und den Simulationen (Ele-
ment 144524) fiir einen Versuch mit der symmetrischen Schragkerb-Scherzugprobe aus
dem Blechwerkstoff HCT980XG bei der Prifgeschwindigkeit v = 25 mm/s

Die isothermen Rechnungen fiihren zu moderat geringeren lokalen Dehnungen im Vergleich zu
den experimentellen Ergebnissen, wéhrend die mit dem pseudothermomechanischen Modell er-
mittelten lokalen Dehnungen deutlich tber den gemessenen Dehnungen liegen, siehe Bild 98.

Die Rechnungen mit dem ATS-Modell zeigen in der zweiten Hélfte der Probenverlangerung
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ebenfalls groRere Dehnungswerte als die experimentell ermittelten, liegen jedoch durchgangig

unter denjenigen, die mit adiabatischer Erwarmung ohne ATS-Modell ermittelt wurden.

Die Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen erfolgten mit Bildraten von 1100 Bildern/s und
einer Ortsauflosung von 0,07 mm/PxlI, die damit in der GroRenordnung der in der Rechnung ver-
wendeten Elementkantenldnge von 0,1 mm liegt. Die mit dem ATS-Modell berechneten Tempe-
raturerhéhungen fir das Element 144524 in der Mitte der Scherzone liegen in der GréRenord-
nung der gemessenen, zu Versuchsbeginn etwas darunter und kurz vor Bruch etwas daruber,
siehe Bild 99. Wahrend die gemessenen Temperaturen ndherungsweise linear mit der Verlange-
rung zunehmen, nehmen die mit dem ATS-Modell berechneten Temperaturen ab Einschnirbe-
ginn vermehrt zu. Diese Steigungsanderung ist eine Folge der vorzeitigen Entfestigung, die be-
reits mit der linearen Ubergangsfunktion erklart wurde. Die mit der ausschlieBlich dehnratenab-
hangigen ,, beta “-Funktion ohne ATS-Modellerweiterung berechneten Temperaturerhfhungen
liegen fur den gesamten Verformungsverlauf deutlich Gber den gemessenen. Diese starke Uber-
schatzung der lokalen Temperaturerh6hungen fuhrt in der Simulation ohne ATS-Modellerweite-

rung zu einem deutlich zu duktilen Verhalten bereits kurz nach FlieRbeginn, siehe Bild 96 links.
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Bild 99: Adiabatische Temperaturerh6hung in der Scherzone aus dem Experiment und den
Simulationen (Element 144524) fir einen Versuch mit der symmetrischen Schragkerb-
Scherzugprobe aus dem Blechwerkstoff HCT980XG bei v = 25 mm/s

Fir den Dualphasenstahl HCT980XG prognostiziert die ausschliellich isotherme Rechnung das
Werkstoffverhalten im plastischen Verformungsbereich mit einer etwas zu grofRen Verfestigung
verglichen mit den experimentellen Ergebnissen. Das ATS-Modell prognostiziert eine moderat
zu fruhe Einschnirung und die Modellierung mit der ausschliel3lich dehnratenabhangigen
,,beta “-Funktion ohne ATS-Modellerweiterung eine signifikant zu friihe Einschnirung. Insge-
samt wird das Verfestigungsverhalten am besten mit der isothermen Rechnung und unter Ver-

wendung des ATS-Modells wiedergegeben.



158 7 Einsatz des ATS-Modells

Fur den Blechwerkstoff HX340LAD liegen die mit dem ATS-Modell berechneten Spannungs-
mehrachsigkeiten fir 4 Gber die Scherzone verteilte Elemente mit einer mdglichst grof3en Varia-
tion an Verlaufen der Spannungsmehrachsigkeit bis zum Kraftmaximum bei Werten von n < 1/3,
siehe Bild 100. Damit liegt der Spannungszustand in der Scherzone vor Kraftmaximum im Be-
reich zwischen Scherung und einachsigem Zug. Nach Kraftmaximum stellen sich in einigen Ele-
menten Werte flr die Spannungsmehrachsigkeit ein, die oberhalb des Wertes von ) = 1/3 liegen,
teilweise sind diese auch gréRer als die verwendete Ubergangsspannungsmehrachsigkeit von
no = 0,4. Ab diesem Wert wird in der Simulation mit dem ATS-Modell als ,, beta “-Funktion aus-

schlieRlich der ,, beta “-Parameter fiir Zugbelastung betai(éy,;) ohne Uberlagerung des ,, beta “-Pa-
rameters fur Scherbelastung betas(¢,) verwendet, siehe Gleichung (54). Im Vergleich zu dem

Blechwerkstoff HCT980XG, siehe auch Bild 100, treten daher bei dem mikrolegierten Stahl mo-
derat hohere Spannungsmehrachsigkeiten in der Scherzone bis zum Versagen auf, zeigen jedoch

weiterhin signifikante Anteile an Scherbelastung.
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Bild 100: Mit dem ATS-Modell berechnete Spannungsmehrachsigkeit in einer Scherzone der
symmetrischen Schragkerb-Scherzugprobe fur den Blechwerkstoff HX340LAD bei der
Priifgeschwindigkeit v = 25 mm/s

Die experimentellen Dehnungsfeldanalysen fiir die Priifgeschwindigkeit von v = 25 mm/s erfolg-
ten fur den Blechwerkstoff HX340LAD mit einer Bildrate von 2500 Bildern/s und die Hochge-
schwindigkeits-Infrarotaufnahmen mit einer Bildrate von 500 Bildern/s. Die Verwendung niedri-
gerer Bildraten, verglichen mit dem Dualphasenstahl HCT980XG, erfolgte wegen der langeren
Versuchsdauer bei dem mikrolegierten Stahl HX340LAD zur Begrenzung der Datenmenge. Die
Ortsauflésung wurde mit einer Dehnungsmessléange von Le = 0,3 mm und fir die Infrarotaufnah-

men mit 0,07 mm/PxI eingestellt, vergleichbar zu den Versuchen mit dem Dualphasenstahl.

Die Auswertung der berechneten lokalen Dehnungen erfolgte fur das Element 150464, das sich
in der Mitte der Scherzone auf der Probenoberflache befindet, siehe Bild 100 links. Von der

Rechnung mit dem ATS-Modell wird die experimentell ermittelte Dehnung bis Einschniirbeginn
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bis zu einer Verldngerung von ca 2,2 mm prazise wiedergegeben, siehe Bild 101. Nach Ein-
schnurbeginn liegen die berechneten Dehnungswerte moderat oberhalb der gemessenen. Auch
fur diesen Blechwerkstoff konnte in Zukunft eine nicht-lineare Ubergangsfunktion zu realisti-
scheren Ergebnissen fuhren. Mit der isothermen Rechnung werden ab Einschnirbeginn zu nie-
drige Dehnungswerte ermittelt und mit adiabatischer Erwarmung ohne ATS-Modellerwieterung

werden bereits vor Einschnlrbeginn und darlber hinaus signifikant zu hohe Werte berechnet.
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Bild 101: Lokale Dehnungen in der Scherzone aus dem Experiment und den Simulationen
(Element 150464) fir einen Versuch mit der symmetrischen Schragkerb-Scherzug-
probe aus dem Blechwerkstoff HX340LAD bei der Prifgeschwindigkeit v = 25 mm/s

Die mit ATS-Modell berechnete Temperaturerhdhung in der Scherzone liegt etwa ab Kraftmaxi-
mum oberhalb der gemessenen Temperaturerhohung. Kurz vor Bruch werden nahezu die zweifa-
chen Werte berechnet, siehe Bild 102. Auch dafir spielt wieder die vorzeitige Einschniirung be-
dingt durch die lineare Ubergangsfunktion h(n) eine wesentliche Rolle. Unter Verwendung der
ausschliel3lich dehnratenabhéngigen ,, beta “-Funktion ohne ATS-Modellerweiterung liegen die
berechneten Werte flir die Temperaturerh6hung bereits ab Versuchsbeginn oberhalb der gemes-

senen, bis zum Bruch werden etwa die dreifachen Werte berechnet.

Damit wird fir den Blechwerkstoff HX340LAD sowohl das globale Kraft-Verlangerungs-Ver-
halten als auch das lokale Verformungsverhalten und die lokale Temperaturerh6hung mit dem
ATS-Modell trotz verfrithter Einschniirung durch die verwendete lineare Ubergangsfunktion
h(n) noch relativ am besten abgebildet. Die isotherme Rechnung kann die im Experiment auftre-
tende Einschniirung nicht zuverléssig abbilden und die Rechnung mit einer ausschlie3lich dehn-
ratenabhéngigen ,, beta “-Funktion prognostiziert eine signifikant zu friihe Einschnlrung durch

die Berechnung wesentlich zu hoher Temperaturen.
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Bild 102: Adiabatische Temperaturerhéhung in der Scherzone aus dem Experiment und den Si-
mulationen (Element 150464) fur einen Versuch mit der symmetrischen Schragkerb-
Scherzugprobe aus dem Blechwerkstoff HX340LAD bei v = 25 mm/s

Zusammenfassend zeigt sich fur beide untersuchten Blechwerkstoffe, dass die Rechnung unter
Berlcksichtigung der adiabatischen Erwérmung mit einer dehnratenabhéngigen ,, beta “~Funktion
erwartungsgeman signifikant zu hohe Temperaturen und damit auch zu hohe Dehnungen in der
lokalisierten Zone prognostiziert, siehe Kapitel 2.3.1 und [8]. Ursache dafur ist der vermehrte
Warmeabfluss aus der lokalisierten Zone unter gemischter Zug-Scherbeanspruchung, der mit
dem verwendeten ,, beta “-Parameter fiir Zugbelastung betai(¢,;) nicht erfasst wird. Mit dem
ATS-Modell konnte eine Verbesserung der prognostizierten Dehnungen und Temperaturen er-
reicht werden, jedoch zeigt sich auch hier noch fir beide Blechwerkstoffe eine zu friih prognosti-
zierte Einschnurung in Form zu hoher Dehnungen in der lokalisierten Zone kurz vor Bruch.
Diese Schwéche des Modells kdnnte in Zukunft ausgeglichen werden durch Verwendung einer
nichtlinearen Ubergangsfunktion h(n), die die beiden ,, beta “-Parameter fiir Zug- und Scherbe-
lastung in dem Bereich zwischen reiner Scherung und einachsiger Zugbelastung anteilig mitein-
ander verknipft, siehe Gleichung (54). Die verwendete symmetrische Schragkerb-Scherzug-Pro-
bengeometrie ist daher ausgesprochen geeignet fir eine Validierung des ATS-Modells im ebenen
Spannungsraum. Fir den Dualphasenstanl HCT980XG gibt ebenfalls die isotherme Rechnung
das Werkstoffverhalten mit moderat zu geringen Dehnungen in der lokalisierten Zone gut
wieder. Fur den mikrolegierten Stahl HX340LAD mit deutlich grof3erer Duktilitdt im Vergleich
zu dem Dualphasenstahl prognostiziert die isotherme Rechnung kurz vor Bruch ca. 20 % zu ge-
ringe Dehnungen in der lokalisierten Zone. Mit der isothermen Rechnung kann damit das Lokali-
sierungsverhalten des Werkstoffs nicht zuverlédssig abgebildet werden. Daher stellt in dem unter-
suchten Dehnratenbereich die Berucksichtigung der adiabatischen Erwdarmung in Form des ATS-
Modells in der Modellierung des Verfestigungsverhaltens fir den mikrolegierten Stahl eine deut-

liche Verbesserung dar.
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7.2 Einsatz des ATS-Modells fur gestauchte Hohlprofile

Dinnwandige Komponenten in crashrelevanten Strukturen der Fahrzeugkarosserie werden héu-
fig durch Stauchen belastet, da durch diesen Belastungsfall eine gute Energieabsorption durch
hohe Krafte und Verformungen erzielt werden kann. Durch Stauchen von Hohlprofilen entstehen
in den Falten der Profilwand die unterschiedlichsten Spannungszustande von Druck bis zu mehr-
achsiger Zugbelastung. Um den Nutzen des ATS-Modells an einem n&herungsweise realen Be-
lastungsszenario bewerten zu kdnnen, wurden Hohlprofile aus den untersuchten Blechwerkstof-
fen HCT980XG und HX340LAD [216] mit einer dynamisch-crashartigen Belastungsgeschwin-
digkeit gestaucht. Die Abmessungen der Profilproben sind in Bild 103 abgebildet. Dabei wurde
die Stempelgeschwindigkeit der Stauchvorrichtung mit 5 — 10 m/s so gewahlt, dass in den hoch-
verformten Zonen kurzzeitig lokale Dehnraten in der GroRenordnung von 100 s auftreten. Die
Hohlprofile wurden von der Fa. ThyssenKrupp gefertigt. Dazu wurden Bleche der beiden Werk-
stoffe HCT980XG und HX340LAD aus den gleichen Chargen eingesetzt, die auch flr die Pro-
benversuche verwendet wurden. Die Profile wurden am Krafteinleitungsende mit zwei Sicken
versehen, um eine Falteninitiierung am belasteten Ende des Stauchprofils zu erzeugen, siehe Bild
103. Der geschlossene Querschnitt der Profile wurde in Langsrichtung durch Laserschweil3en ge-

fligt und mit einer 5°-Fase zur weiteren Unterstiitzung der Faltenbildung versehen.
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Bild 103: CAD-Zeichnung fur die Hohlprofile [25] (links) und Hohlprofile fir die Blechwerk-
stoffe HCT980XG, Blechdicke 1,4 mm, und HX340LAD, Blechdicke 1,5 mm (rechts)

350

7.2.1 Experimentelle Untersuchungen an Hohlprofilen

Die Profilstauchversuche wurden an einer SchnellzerreiBmaschine mit einem Lastbereich bis 500
kN in Zug- und Druckrichtung und einer Prifgeschwindigkeit bis 12 m/s durchgefihrt [216]. Da
bei dieser Prifmaschine der unten angeordnete Maschinenstempel die Probe nach oben gegen

ein feststehendes Querhaupt driickt, wurden die Profile in eine quadratische Form eingeklebt und
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unter der Messzelle unter dem oberen Querhaupt fixiert, siehe Bild 104 links. Mit dieser Prifma-
schine konnte eine Uber die Stauchung nahezu konstante Stempelgeschwindigkeit erreicht
werden, siehe Bild 104 rechts. Die Kraftmessung erfolgte mit einer Piezo-Kraftmesszelle (+/-
500 kN) an der Einspannseite. Als Stauchweg wurde der maschinenintern bestimmte Stempel-
weg ausgewertet. Da der Stempel wéhrend des Versuchs in direktem Kontakt mit dem Profil
steht, war keine weitere lokale Wegmessung erforderlich. Die Temperaturentwicklung wurde mit
einer Hochgeschwindigkeits-Infrarotkamera aufgenommen. Fir die beiden Blechwerkstoffe
HCT980XG und HX340LAD wurden jeweils zwei Versuche bei einer Stempelgeschwindigkeit
von 5 m/s durchgefuhrt. Fir den mikrolegierten Stahl HX340LAD wurde zusatzlich ein Versuch
bei einer Stempelgeschwindigkeit von 10 m/s durchgefuhrt, da dieser Blechwerkstoff einen deut-
licheren Einfluss der Dehnrate auf das Verfestigungsverhalten zeigt als der Dualphasenstahl. Die

Stauchung erfolgte bis zu einem Stauchweg in der GroRenordnung von ca. 200 bis 250 mm.
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Bild 104: Versuchsaufbau (links) und gemessene Stempelgeschwindigkeit (rechts) fiir crasharti-
ge Profilstauchversuche [216]

Fur die Stauchversuche unter quasistatischer und crashartiger Belastung sind die Kurven der
Kraft und der von dem Profil durch die mechanische Arbeit aufgenommenen Verformungsener-
gie in Abhéngigkeit des Stempelwegs fur beide Blechwerkstoffe in Bild 105 gezeigt. Die mecha-
nische Arbeit wurde dabei aus der Integration der Kraft Uber den Stempelweg berechnet. Unter
der Annahme eines starren Versuchsaufbaus kann die mechanische Arbeit als die von dem Profil

absorbierte Verformungsenergie gewertet werden.

Im Vergleich zu Ergebnissen fiir eine quasistatische Stempelgeschwindigkeit von 0,2 mm/s [25],
zeigt sich fur den Dualphasenstanl HCT980XG kein Einfluss der Belastungsgeschwindigkeit auf
die absorbierte Verformungsenergie, siehe Bild 105 links. Fir den mikrolegierten Stahl

HX340LAD zeigt sich unter dynamischer Belastung ein hoheres Verformungsenergieabsorp-
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tionsvermdogen als unter quasistatischer Belastung, siehe Bild 105 rechts. Bei der Stempelge-
schwindigkeit von 10 m/s wird eine moderat hthere Verformungsenergie aufgenommen als bei

der Stempelgeschwindigkeit von 5 m/s.
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Bild 105: Experimentell ermittelte Kurven der Kraft und der Verformungsenergie tber dem Stem-
pelweg fur Profilstauchversuche bei den angegebenen Stempelgeschwindigkeiten flr
die Blechwerkstoffe HCT980XG (links) und HX340LAD (rechts) bei RT [216, 25]

Fur den Dualphasenstahl HCT980XG wurden unter der quasistatischen Stempelgeschwindigkeit
von 0,2 mm/s wahrend der Faltenbildung maximale Temperaturerh6hungen von 15 K mit Ther-
moelementen gemessen [25]. Fir den mikrolegierten Stahl HX340LAD liegen fur die quasistati-
schen Versuche keine Messergebnisse mit Thermoelementen vor, da aufgrund der geringeren
Krafte verglichen mit dem Dualphasenstahl nur geringe Temperaturerh6hungen zu erwarten
sind. Fur die in dieser Arbeit durchgefiihrten crashartigen Versuche bei einer Stempelgeschwin-
digkeit von 5 m/s erfolgte die Messung lokaler Temperaturerh6hungen mit Hilfe von Hochge-
schwindigkeits-Infrarotmessungen mit einer Bildrate von 1800 Bildern/s und einer Ortsauflésung
von 0,8 mm/Pxl. Fur den Blechwerkstoff HX340LAD ist Bild 106 links ein Hochgeschwindig-
keits-Infrarotbild wahrend der Faltung des Profils abgebildet. In dem Diagramm in Bild 106
rechts ist die maximale Temperaturerhdhung in Abhéngigkeit von der Versuchszeit dokumen-
tiert, die sich wéhrend der Stauchung in dem markierten Rechteck in der Falte einstellt. Da die
Infrarotmessung fur ein ortsfestes Lagranges Koordinatiensystem erfolgt, wandert die gestauchte
Probe durch das Messfeld. Daher betreffen die in dem Diagramm in Bild 106 angegebenen Tem-
peraturmesspunkte keinen ortsfesten Materialpunkt auf der Probe.

Fur den Blechwerkstoff HX340LAD ergaben sich maximale Temperaturen wéhrend der Falten-
bildung in der GréRenordnung von ca. 170 °C. Die maximale Temperaturerhdhung AT liegt dann
bei etwa 145 K, siehe Bild 106 rechts. Bei der Bewertung der Temperaturmessung ist zu bertick-
sichtigen, dass durch lokale Versagensvorgénge Bindungsenergien frei werden, die zu nicht ver-
formungsbedingten Temperaturerh6hungen fiuhren kdnnen. Bei den Hohlprofilen ist es moglich,
dass diese lokalen Versagensvorgénge an nicht einsehbaren Positionen stattfinden und damit in

den Videoaufnahmen nicht derart erkennbar sind, wie dies bei den Blechproben ublicherweise
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maoglich ist. Flr den Blechwerkstoff HX340LAD hat die Versuchsfiihrung zu mikroskopisch
erkennbarem Versagen des Werkstoffs gefiihrt, sodass dieser Aspekt bei der Bewertung der ver-

formungsbedingten adiabatischen Temperaturerhthung zu beriicksichtigen ist [25, 216].
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Bild 106: Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessung fiir einen Profilstauchversuch bei einer
Stempelgeschwindigkeit v =5 m/s fur den Blechwerkstoff HX340LAD [216]

Die Hochgeschwindigkeits-Infrarotmessungen fiir den Dualphasenstahl HCT980XG zeigten ma-
ximale Temperaturen in den Falten oberhalb der Detektorgrenze der verwendeten Kameraein-
stellung. Fur diesen Blechwerkstoff ist davon auszugehen, dass Temperaturerh6hungen in den
Falten oberhalb der maximal gemessenen 200 K auftreten. Da der Dualphasenstahl HCT980XG
in den Stauchversuchen ein erkennbares Versagen in den Falten zeigte, kdnnen die gemessenen
maximalen Temperaturerhdhungen punktuell Gber den verformungsbedingten adiabatischen
Temperaturerhthungen kurz vor Versagen liegen, siehe Bild 126 in Kapitel 9.4 im Anhang. Spe-
ziell fiir diesen Blechwerkstoff ist daher die Temperaturmessung nur als grobe Orientierung flr

die GroRenordnung der adiabatischen Temperaturerhohung aufgrund der Verformung zu sehen.
7.2.2  Numerische Untersuchungen an Hohlprofilen

Die Simulationen der Profilstauchversuche erfolgten fur beide Werkstoffe fiir quasistatische und
fur crashartige Belastung und wurden analog zu den Simulationen der Probenversuche in Kapitel
6.3 mit LS-Dyna 10.0 (explizit) durchgefuhrt. Fir das Hohlprofil wurden erneut unterintegrierte
hexaederformige Volumenelemente eingesetzt (ELTYP = 1), da die Kalibrierung der Modell-
parameter bereits mit diesem Elementtyp erfolgte. Die Elementkantenldnge betrdgt 1 mm und es
wurden 3 Elemente in Blechdickenrichtung verwendet. Fiir den Stempel und die Einspannung
wurden in der Simulation unterintegrierte Schalenelemente (ELTYP = 2) und ein Materialmodell
fir starre Korper verwendet. Zwischen Impaktor und Profil wurde Coulomb Reibung mit einem
Reibkoeffizienten von u = 0,15 angesetzt. Der Modellaufbau fur diese numerischen Untersu-

chungen ist in Bild 107 dargestellt.

Die Simulationen der quasistatischen Stauchversuche der Vierkantprofile erfolgten mit einer

konstanten Stempelgeschwindigkeit von 0,2 mm/s in Anlehnung an die korrespondierenden Ex-
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perimente. Sie dienten der Uberpriifung des Simulationsmodells im Hinblick auf eine realistische
Prognose der Kraft und der Verformungsenergie bereits ohne signifikante adiabatische Erwar-
mung. Fir das Werkstoffverhalten des Hohlprofils wurde das Materialmodell MAT_224
(MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK) mit den Modellparametern aus Kapitel 6 ohne die
Erweiterung als ATS-Modell verwendet. Fur die SchweilRnaht sowie fur die Warmeeinflusszone
nahe der Schweillnaht, die im Modell in der Ausgangsblechdicke dargestellt sind, wurden die
Materialparameter des Grundwerkstoffs verwendet. In numerischen Untersuchungen von Stauch-
versuchen dieser Profilgeometrie in der Arbeit [25] zeigte sich bereits, dass der Einfluss von em-
pirischen Materialdaten fur die Schweillnaht und die Warmeeinflusszone keinen erkennbaren

Einfluss auf die absorbierte Energie zeigt.

Stempel/Impaktor (Schalenelemente)
Quadratisches Profil: Seitenlange 60 mm,
/ Profillange 350 mm, Blechdicke 1,5 mm

5° Fase zur Eingedrickte Kerben
Faltungsstabilitdt zur Falteninitierung

\

Einspannung (Schalenelemente)
Profil wird nur von auf3en gestutzt

Bild 107: Simulationsmodell fur Profilstauchversuche [216]

In Fallen von signifikantem Werkstoffversagen in den Faltenregionen wéhrend der Stauchung,
wie dies fir den Blechwerkstoff HCT980XG beobachtet wurde, wird die Energieaufnahme
durch eine zusatzliche Werkstoffentfestigung aufgrund von Schadigung in den hochverformten
Zonen verringert. Dadurch werden Stauchversuche an Hohlprofilen auch fiir die Validierung von
Versagensmodellen verwendet. Fur den Dualphasenstahl HCT980XG wurde daher im Hinblick
auf die Abbildung des Verfestigungsverhaltens in der Simulation auch eine Vergleichsrechnung
unter Hinzunahme des Gissmo-Versagensmodells MAT_ADD_EROSION durchgefiuihrt [160,
9]. Als Versagensparameter wurde die quasistatische Versagenskurve aus den Untersuchungen
mit Schalenelementen ohne Einfluss des Lode-Parameters und ohne Regularisierung eingesetzt
[8]. Es wurde keine Rickkopplung der Schéadigung auf die Spannung durchgefiihrt, da die

Kalibrierung des Verfestigungsmodells ebenfalls ohne ein Schadigungsmodell erfolgte. Fir den
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mikrolegierten Stahl ist das Verfestigungsverhalten nur gering durch Versagen Uberlagert, da in

den Experimenten lediglich auf mikroskopischer Ebene Versagen beobachtet wurde.

Fur den Dualphasenstahl HCT980XG wird die absorbierte Verformungsenergie realistisch von
den Simulationen wiedergegeben, siehe Bild 108 links. Anhand der prognostizierten Kraftkurven
ist ein moderater Einfluss der VVersagenskurve auf die Faltung erkennbar. Die prognostizierte ab-
sorbierte Energie wird jedoch nicht durch die Verwendung dieser Versagenskurve beeinflusst.
Fur den Blechwerkstoff HX340LAD fallt die prognostizierte berechnete Energieabsorption ab
einem Stempelweg von 80 mm moderat hoher aus als die fur einen représentativen Versuch ge-
messene, siehe Bild 108 rechts. Die lokalen Dehnraten wahrend der Faltenbildung erreichen bei
beiden Werkstoffen in den Rechnungen eine GréRenordnung von 0,01 s im Bereich der Falten-
bildung und fiihren damit unter Beriicksichtigung der kalibrierten ,, beta “~Funktionen in Kapitel

6.2.3 zu einem Verbleib von weniger als 10 % lokaler Verformungsenergie als Warme.
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Z 150 ""gi):ﬂeghmneen{/ersagen e 15 2z %0 | ---Experiment Energe | © 2
= } —Sim. mit Versagen " o = 60 f —Sim.mitVersagen 6 g
© 100 g s 10 P o© 1 S et ¢ o
vz 4 © v 40 4 o
L D

S0 S 20 | 2

0 | v =0,02 mm/s 0 0 | . v=0,02 mm/s 0
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Stempelweg [mm] Stempelweg [mm]

Bild 108: Berechnete und gemessene Kraft und absorbierte Energie in Abhangigkeit vom Stauch-
weg fiir Profilstauchversuche bei einer Priifgeschwindigkeit v = 0,2 mm/s fiir die beiden
Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD

Die Simulationen der crashartigen Profilstauchversuche bei der Stempelgeschwindigkeit von
5 m/s dienten einer Uberpriifung des Anwendungsbereichs des ATS-Modells unter komplexen
Belastungen. Daher erfolgten sie mit MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK (MAT _224) als
Materialmodell mit und ohne ATS-Erweiterung mit den in Kapitel 6 ermittelten Modellparame-
tern sowie zusétzlich mit einer konstanten ,, beta “-Funktion beta = 0,95 fir vollstdndig adiaba-
tische Zustande. Ebenso wurden vergleichende Rechnungen mit dem elasto-plastischen Material-
modell MAT_PIECEWISE_LINEAR_PLASTICITY (MAT_024) durchgefiihrt, das in der
Crashsimulation haufig eingesetzt wird. In diesem Verfestigungsmodell werden isotherme Ver-
festigungskurven in tabellarischer Form mit logarithmischer Interpolation zwischen den Dehnra-
ten verwendet. Als Inputkurven wurden auch fir diese Rechnungen die isothermen Verfesti-
gungskurven aus Kapitel 6.2 eingesetzt. Aufgrund der lokalen Analysen der thermomechani-
schen GroRen im weiteren Verlauf dieses Kapitels wurden die Simulationen der dynamischen

Stauchversuche beider Blechwerkstoffe unter Berlicksichtigung der Versagenskurve aus [8]
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durchgefuhrt. Dadurch soll vermieden werden, dass ein nicht berlicksichtigtes Versagen zu zu

hoch prognostizierten Dehnungen und Temperaturen fuhrt.

Fur beide Werkstoffe fihrt die Berechnung des Stauchvorgangs unter Berlcksichtigung adiaba-
tischer Erwérmung mit und ohne Erweiterung als ATS-Modell zu einer genaueren Energiepro-
gnose als die alleinige isotherme Rechnung mit dem elasto-plastischen Modell MAT_024, siehe
Bild 109. Auch die vollstdndig adiabatische Rechnung ergab in etwa die gleichen Kurven. Die
isotherme Rechnung fuhrt bei beiden Blechwerkstoffen erwartungsgemald zu zu hoch prognosti-
zierten Werten fur die Verformungsenergie. Fir den Dualphasenstahl HCT980XG liegt die mit
adiabatischer Erwérmung berechnete Verformungsenergie ab einem Stempelweg von ca. 80 mm
ebenfalls moderat ber der gemessenen. Fir den mikrolegierten Stahl HX340LAD wird die ge-
messene absorbierte Energie Uber den gesamten Stauchungsprozess sehr gut von den Rechnun-
gen mit adiabatischer Erwarmung mit und auch ohne Erweiterung als ATS-Modell wiederge-
geben. Da Uberwiegend vollstdndig adiabatische Verhaltnisse vorliegen, bewirkt die Berticksich-
tigung der adiabatischen Erwérmung mit einem skalierten Taylor-Quinney-Koeffizienten keine

weitere Verbesserung der Energieprognose.
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Bild 109: Berechnete und gemessene Kraft und absorbierte Energie in Abhéangigkeit vom Stauch-
weg fur Profilstauchversuche bei einer Priifgeschwindigkeit von v =5 m/s fiir die
beiden Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD

Die groBten lokalen Verformungen und damit auch die groRten lokalen Temperaturerh6hungen
entstehen in den Faltenregionen. Fir eine genauere Analyse der thermomechanischen Vorgange
speziell in den hochverformten Faltenregionen wurden die berechneten lokalen plastischen Ver-
gleichsdehnungen, Temperaturerhhungen, Spannungsmehrachsigkeiten sowie die plastischen
Vergleichsdehnraten fir ausgewéhlte Elemente aus den Simulationsrechnungen ausgewertet. Da
die Rechnungen mit adiabatischer Erwdrmung mit und ohne ATS-Modellerweiterung zu ver-
gleichbaren Ergebnissen fiihrten, sind die folgenden Auswertungen den Rechnungen ohne ATS-

Modellerweiterung entnommen und fir beide Werkstoffe separat dokumentiert.
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Fur das Vierkantprofil aus dem Blechwerkstoff HCT980XG erfolgten die Analysen fiir 6 Ele-
mente im Innenbereich einer Falte auf der duBeren Profilflache, siehe Bild 110. Diese Elemente
wurden ausgewdhlt, da sie wéahrend des Stauchvorgangs aufgrund der signifikanten Bifurkation

die hochsten berechneten Temperaturen erfahren, siehe Bild 110 rechts.
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Bild 110: Berechnete Spannungsmehrachsigkeit (links) und Temperaturerhéhung (rechts)
wéhrend eines Stauchversuchs bei 5 m/s fiir den Blechwerkstoff HCT980XG mit Lage
der ausgewéhlten Elemente

Gleichzeitig treten im Innenbereich der Falten wechselnde Spannungszustdnde zwischen Zug-
und Druckbereich auf, die speziell von dem ATS-Modell adressiert werden, siehe Bild 111. Fur
die Falte, in der die ausgewahlten Elemente liegen, findet der eigentliche Faltungsvorgang inner-
halb des Stempelweges von etwa 70 mm bis 100 mm Uber einen Stauchweg von etwa 30 mm
statt, siehe Bild 111 links. Im Laufe des Faltungsprozesses nimmt die plastische Vergleichsdeh-
nung fur die ausgewahlten Elemente bis zu Werten zwischen 0,5 und 0,7 zu, siehe Bild 111
rechts. Die Werte der Spannungsmehrachsigkeit andern sich wahrend der Faltung von zunachst
positiven Werten flr mehrachsige Zugbelastung bis zu negativen Werten fur Druckbelastung.
Die Schwankungen der Spannungsmehrachsigkeit vor dem Beginn der Faltenbildung hatten sich
aufgebaut durch die geometrischen Veranderungen aufgrund der dartberliegenden Falte. Nach
der eigentlichen Faltung erfahren die Elemente noch eine weitere Dehnungszunahme unter mehr-
achsigen Zugspannungszustanden, siehe Bild 111 rechts. Diese zusétzliche Verformung entsteht
durch die voranschreitende Stauchung des gesamten Profils, die zu einem weiteren Komprimie-
ren der untersuchten Falte fiihrt. Durch die starke Bifurkation Giberwiegen im Auf3enbereich der
Falte die Zugspannungsanteile in den Elementen, die zu positiven Werten der Spannungsmehr-
achsigkeit fiihren. Im Innenbereich der Falte ist ein noch signifikanteres Uberwiegen der Zug-
spannungsanteile zu beobachten. Druckbelastung tritt hier lediglich kurzzeitig durch das weitere

Komprimieren der dartiberliegenden Falte auf.

Die berechneten Temperaturerhéhungen fiir die ausgewahlten Elemente erreichen bis zum Ende
des Faltungsvorgangs Werte zwischen 150 K und 180 K, siehe Bild 112 links. Im Zuge der wei-
teren Komprimierung des Hohlprofilkérpers werden auch Temperaturerhéhungen von uber 200
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K erreicht. Da fur diesen Blechwerkstoff eine maximale Temperaturerhdhung in den Falten von
uber 200 K gemessen wurde, werden die lokalen Temperaturerhdhungen von der Rechnung in
realistischer GréRenordnung gut abgebildet, siehe Kapitel 7.2.1.
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Bild 111: Verlauf der Spannungsmehrachsigkeit (links) und der plastischen Vergleichsdehnung
(rechts) wahrend der Faltung fir die in Bild 110 ausgewahlten Elemente wahrend eines
Stauchversuchs bei 5 m/s bei RT fiir den Blechwerkstoff HCT980XG
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Bild 112: Berechnete Temperatur und Dehnrate wahrend der Faltung fiir die in Bild 112 ausge-
waéhlten Elemente wéhrend eines Stauchversuchs bei 5 m/s bei RT fur den Blechwerk-
stoff HCT980XG

Die Dehnratenentwicklung zeigt Maximalwerte in der GroRenordnung von nahezu 200 s wéh-
rend des Faltungsprozesses und zwischen 100 s und 120 s wihrend der nachgelagerten Kom-
primierung, siehe Bild 114 rechts. Zu Beginn und am Ende des Faltungsvorgangs sowie am Ende
der nachgelagerten Komprimierung durchlaufen die Dehnraten Werte, die dem isotherm-adiaba-
tischen Ubergangsbereich zugeordnet werden konnen, der ungefahr zwischen 0,1 s und 10 s*
lokalisiert ist, siehe Bild 81 in Kapitel 5.4. Wéhrend diese Dehnratenwerte bei der Falteninitiie-
rung und am Ende der nachgelagerten Komprimierung unter mehrachsiger Zugbelastung auftre-
ten, treten sie zum Ende des Faltungsprozesses unter Druckbelastung auf, siehe beide Diagram-
me in Bild 112. Wahrend des Faltungsprozesses treten damit sehr lokal und nur fir kurze Zeiten
Zustande zwischen isothermen und adiabatischen Bedingungen auf. Fir die tbrige Verformung

werden hohere Dehnraten erreicht, flr die nahezu adiabatische Bedingungen erwartet werden,
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siehe Kapitel 5. Diese sehr lokal und kurzfristig auftretenden Zustande im Ubergangsbereich
zwischen isotherm und adiabatisch haben keine globalen Auswirkungen auf die absorbierte
Energie, siehe Bild 112.

Fur das Hohlprofil aus dem mikrolegierten Stahl HX340LAD wurden in gleicher Weise wie fur
den Dualphasenstahl 6 Elemente fur die Analysen der thermomechanischen Vorgange wéhrend
der Faltung ausgewéhlt. Diese Elemente liegen ebenfalls im Innenbereich einer Falte auf der dus-
seren Profilflache und weisen die héchsten berechneten Temperaturen wahrend der Faltung auf,
siehe Bild 113 rechts. Fur den Faltungsprozess zeigen sich bei diesem Blechwerkstoff &hnliche
Verlaufe der Spannungsmehrachsigkeiten von Zug- bis Druckbelastung, verglichen mit dem Du-
alphasenstahl HCT980XG, siehe Bild 114. Auch bei diesem Werkstoff erfolgt nach der eigent-
lichen Faltung durch das fortlaufende Stauchen des Profils noch eine weitere Komprimierung

mit Anstieg der Dehnungen in den ausgewéhlten Elementen, siehe Bild 114 rechts.
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Bild 113: Berechnete Spannungsmehrachsigkeit (links) und Temperaturerhéhung (rechts) wahrend
eines Stauchversuchs bei 5 m/s bei RT fir den Blechwerkstoff HX340LAD mit Lage der
ausgewahlten Elemente

Die berechneten Temperaturerh6hungen in den auBenliegenden kleinsten Radien der Falten er-
reichen bis zum Ende des eigentlichen Faltungsprozesses Werte in der Gréssenordnung von ca.
70 K und steigen durch die nachgelagerte Komprimierung auf bis zu 100 K an, siehe Bild 115.
Sie liegen damit bei kleineren Werten als die maximal gemessenen Temperaturerhfhungen von
ca. 145 K, siehe Bild 106 in Kapitel 7.2.1. Diese maximal gemessenen Temperaturwerte konnen
jedoch nicht exakt den einzelnen Phasen der Faltung oder der spateren Nachkomprimierung zu-
geordnet werden, wie dies fir die berechneten Temperaturwerte der Fall ist. Ursache dafir ist die
Begrenzung der zur Verfugung stehenden Detektorkapazitdt der Hochgeschwindigkeits-Infrarot-
kamera, mit der das gesamte Profil und nicht nur eine einzelne Falte gefilmt wurde. Ursachen der
mit dem Modell etwas zu gering prognostizierten maximalen Temperaturerhthungen liegen zum
einen in der Modellkalibrierung. Bei den crashartigen Flachzugversuchen bei nomineller Dehn-
rate von 100 s wurden ein dem Faltungsvorgang vergleichbarer Dehnratenbereich in den hoch-

verformten Zonen erreicht und die lokalen Temperaturerh6hungen von dem Modell ebenfalls et-
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was unterschatzt, siehe Bild 92 in Kapitel 6.3.2. Zum anderen bleibt in der Prognose der maxi-
malen Temperaturen und Dehnungen aufgrund der Verwendung einer nicht individuell fir die
Volumenelemente angepassten Versagenskurve ohne Dehnrateneffekte die Unsicherheit beste-

hen, dass in den Falten einzelne Elemente vorzeitig geldscht wurden.
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Bild 114: Verlauf der Spannungsmehrachsigkeit (links) und der plastischen Vergleichsdehnung
(rechts) wahrend der Faltung fiir die in Bild 113 ausgewéhlten Elemente wahrend eines
Stauchversuchs bei 5 m/s bei RT fiir den Blechwerkstoff HX340LAD
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Bild 115: Berechnete Temperatur und Vergleichsdehnrate wéhrend der Faltung fur die in Bild 113
ausgewdhlten Elemente wahrend eines Stauchversuchs bei 5 m/s bei RT fir den Blech-
werkstoff HX340LAD

Insgesamt werden flr die Profilstauchversuche unter crashartiger Belastung mit dem elasto-plas-
tischen Materialmodell MAT _024 und der isothermen Rechnung fir beide Blechwerkstoffe mo-
derat zu hohe Werte fir die absorbierte Verformungsenergie ermittelt. Bei einem Stauchweg von
200 mm wird fir den Dualphasenstahl mit der isothermen Rechnung die absorbierte Energie um
ca. 7 % uUberschétzt, fir den mikrolegierten Stahl um ca. 9 %. Die Beruicksichtigung der adiaba-
tischen Erwdrmung in der Simultion der crashartigen Profilstauchversuche fihrt bei beiden
Werkstoffen zu einer realistischen Abbildung der absorbierten Energie. Die Differenzen zu den
gemessenen Energien betragen bei beiden Werkstoffen bei einem Stempelweg von 200 mm lie-

gen lediglich zwischen 1 % und 2 %. Das ATS-Modell sowie eine dehnratenabhéngige ,, beta -
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Funktion bringen bei beiden Werkstoffen keine weitere Verbesserung in der Energieprognose, da
der groRte Teil des Stauchungsvorgangs mit Dehnraten von bis zu 200 s zu nahezu adiabati-
schen Bedingungen in den hochverformten Falten fuhrt. Die Maximalwerte der lokalen Tempe-
raturerh6hungen wahrend der Faltung werden flr den Dualphasenstahl HCT980XG in der Gros-
senordnung von 200 K realistisch berechnet. Fir den mikrolegierten Stahl HX340LAD liegen
die berechneten Maximalwerte der Temperaturerh6hungen mit ca. 100 K unter den maximal ge-
messenen von etwa 145 K. Dieser Unterschied zeigte sich bereits in der Modellkalibrierung fur
die Flachzugversuche bei einer nominellen Dehnrate von 100 s und kann zusétzlich auch durch
die Verwendung einer nicht individuell an Volumenelemente angepassten Versagenskurve ohne

Dehnrateneffekt verstarkt werden.

Die Ergebnisse dieses Kapitels zeigen, dass die adiabatische Erwarmung bei der virtuellen Ab-
bildung des Verformungsverhaltens fiir gestauchte Hohlprofile mit symmetrischen Querschnitten
unter Crashbelastung in Abh&ngigkeit von der Dehnrate beriicksichtigt werden sollte. Am Ende
des Faltungsprozesses treten in den hochverformten Faltenregionen kurzzeitig Druck- und Scher-
spannungszustande im mittleren Dehnratenbereich auf. Die Verwendung eines skalierten Taylor-
Quinney-Koeffizienten in Abh&ngigkeit von der Dehnrate und dem Spannungszustand ist fir
diesen Anwendungsbereich jedoch nicht erforderlich.

7.3 Zusammenfassung zum Einsatz des ATS-Modells

Fir die beiden untersuchten Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD verbessert die Be-
ricksichtigung der adiabatischen Erwarmung in Abhéangigkeit von der Dehnrate die Prognose
der Energieabsorption von crashartig bei 5 m/s gestauchten geschlossenen Hohlprofilen um 5 bis
8 % im Vergleich zu isothermen Rechnungen. Eine zusétzliche Bericksichtigung des Span-
nungszustands mit dem ATS-Modell und auch eine ausschlielflich dehnratenabhédngige ,, beta “*-
Funktion bewirkt bei den Axial-Stauchversuchen dieser Profile keine weitere Verbesserung.
Ursache dafiir sind Dehnraten teilweise bis zu 200 s wahrend der Faltung, die unabhangig vom
Spannungszustand zu adiabatischen Bedingungen im Bereich der Falten fuhren, siehe die Be-
rechnungsempfehlung in Tabelle 24 fiir Dehnraten bis ca. 200 s**. Bei noch héheren Stauchge-
schwindigkeiten von z.B. 25 m/s ist mit einer isothermen Rechnung die Uberschitzung der ab-
sorbierten Verformungsenergie noch ausgeprégter zu erwarten, da in diesen Fallen hohere dehn-
ratenbedingte Verfestigungseffekte zu erwarten sind. Die dann erhéhte Wéarmeentwicklung wird
wegen der adiabatischen Bedingungen wieder zu vermehrter thermischer Entfestigung flhren,
sodass isotherme Rechnungen zu noch gréfieren Abweichungen von den experimentellen Ergeb-

nissen fuhren konnen.
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Tabelle 24: Empfehlungen fiir die Modellierung des Verfestigungsverhaltens der hochfesten
Stahlblechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD

. empfohlene Pro-
Stahlblech-  vorrangiger
Versuchstyp Berechnungs- | gnose-
werkstoff Effekt _
methode gualitat
Stauchversuch
bis ca. . HCT980XG _ ++
Vierkant- isotherm
001 | ohiprofil | HX340LAD | Schadigung +
adiabatische _
symmetrische | HCT980XG ) isotherm +
Erwarmung
bis ca. | Schragkerb- :
Entfestigung, ATS-Modell,
50 Scherzug- _
b HX340LAD Spannungs- h(n) nicht- 0
robe
P mehrachsigkeit linear
adiab. Erwar- ++
_ Stauchversuch | HCT980XG _ _ _
bis ca. . adiabatische mung mit
Vierkant-
200 . Erwarmung konstanter ++
hohlprofil HX340LAD
Lbeta““Fktn.

Die Beriicksichtigung der adiabatischen Erwarmung ohne Verwendung des ATS-Modells ist
jedoch nicht ausreichend fiir gemischte Zug-Scherbelastung fir Dehnraten bis ca. 50 s™. Fir
symmetrische Schragkerb-Scherzugproben mit signifikanten Scherbelastungszustanden in den
hochverformten Zonen wurde in diesem isotherm-adiabatischen Ubergangsbereich eine zu frithe
Einschniirung prognostiziert. Die Verwendung des ATS-Modells fiihrt hier zu einer deutlichen
Verbesserung der globalen und lokalen Verformungsprognose, bewirkt jedoch weiterhin eine
etwas zu friihe Einschniirung. Diese Schwache des ATS-Modells ist zuriickzufiihren auf die in
der ,, beta “-Funktion verwendete lineare Ubergangsfunktion h(n) zur Verknipfung der ,, beta “-
Parameter jeweils fiir Zug- und Scherbelastung, sodass an dieser Stelle eine nicht-lineare Uber-
gangsfunktion zu empfehlen ist, Tabelle 24. Die untere Begrenzung der Dehnrate flr adiabati-
sche Zustande wurde bewufBt auf 50 s gesetzt, um einen maoglichen Wirmetransport unter
Scherbelastung bei Stahlblechwerkstoffen mit hohen n-Werten auszuschliel3en, siehe Bilder 58
bis 60 in Kapitel 5.4. Da die thermische Entfestigung bei den bis zu 100 K auftretenden Tempe-
raturerhdhungen nur in der GréRenordnung von ca. 5 % ermittelt wurde, kann das Verformungs-
verhalten auch mit der isothermen Rechnung wiedergegeben werden. Fir Dehnraten oberhalb
von 50 st ist auch bei signifikanter Scherbelastung mit keinem deutlichen Unterschied zwischen
den Rechnungen mit dem ATS-Modell und mit der herkdmmlichen dehnratenabhéngigen

., beta “-Funktion zu erwarten, siehe Bild 81.
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8 Zusammenfassung und Ausblick

Mit Erhéhung der Dehnrate zeigt das Verfestigungsverhalten hochfester Stahlblechwerkstoffe
neben dehnratenbedingten Verfestigungseffekten im weiteren Verformungsverlauf auch eine
thermische Entfestigung aufgrund adiabatischer Erwdarmung. Bei hohen Verformungsgeschwin-
digkeiten kann die in Warme umgesetzte Verformungsenergie nicht vollstandig abgefuhrt wer-
den und fihrt zu einer Temperaturerhdhung in den hochverformten Zonen der gepriften Probe
bzw. des Bauteils. Diese Temperaturerhéhung ist abhéngig von jenem Anteil der Verformungs-
energie, der in Warme umgesetzt wird, und jenem Warmeanteil, der durch Warmetransport wie-
der abgefiihrt wird. Der in W&rme umgesetzte Anteil der Verformungsenergie wird durch den
Taylor-Quinney-Koeffizienten  quantifiziert. Bei den in dieser Arbeit untersuchten, im Karos-
seriebau hdufig eingesetzten, hochfesten Stahlblechwerkstoffen, die Uberwiegend auf einer krz-
Struktur basieren, liegt der Taylor-Quinney-Koeffizient in der tblich verwendeten GréRRenord-

nung von 90% ohne signifikante Abhangigkeit vom Spannungszustand.

Mit dem Ziel einer verbesserten Berlcksichtigung der adiabatischen Erwarmung in der Model-
lierung des Verfestigungsverhaltens ohne den Einsatz thermomechanisch gekoppelter Simulatio-
nen muss der Warmetransport in Abhangigkeit von mechanischen GroRen berechnet werden. Zur
Untersuchung der dafiir signifikanten Einflussfaktoren auf die adiabatische Erwarmung speziell
im isotherm-adiabatischen Ubergangsbereich erfolgten im ersten Teil der Arbeit in den Kapiteln
4 und 5 umfangreiche experimentelle Untersuchungen. Diese Untersuchungen erfolgten an Dual-
und teilweise auch an Komplexphasenstéhlen sowie an einem mikrolegierten Stahl mit Zugfes-
tigkeiten zwischen 460 MPa und 1000 MPa und mit Blechdicken von 1,4 bis 1,5 mm. Dabei
zeigte sich, dass der Einfluss des Spannungszustands auf die adiabatische Erwarmung lediglich
im Ubergangsbereich zwischen isotherm und adiabatisch merkbar auftritt und auf eine grobe Un-
terscheidung zwischen Zugbelastung und Scherbelastung reduziert werden kann. In numerischen
Untersuchungen ohne thermomechanische Kopplung in den Kapiteln 6 und 7 wurde nachgewie-
sen, dass die Beriicksichtigung der adiabatischen Erwarmung auf das Verfestigungsverhalten in
Abhangigkeit von der Dehnrate und dem Spannungszustand die Prognose des globalen und loka-
len Verformungsverhaltens sowie der absorbierten Verformungsenergie verbessert. Die in der

Aufgabenstellung formulierte These aus Kapitel 3 wurde damit bestatigt.

Die Werkstoffcharakterisierung in Kapitel 4 erfolgte von quasistatisch bis zu Dehnraten in der
GroRenordnung von 100 s mit Flachzug- und Kerbzugproben fiir ein- und mehrachsige Zugbe-
lastung sowie mit werkstoffabhéngig optimierten Scherzugproben. Die dehnratenbedingten Ver-
festigungseffekte aullerten sich in einem Anstieg der FlieBspannung ohne signifikante Abhangig-
keit vom Spannungszustand und nehmen mit zunehmender Werkstofffestigkeit ab. Eine thermi-
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sche Entfestigung aufgrund adiabatischer Erwarmung zeigte sich im weiteren Verformungsver-

lauf in den Spannungs-Dehnungs-Kurven teilweise bereits fiir Dehnraten ab 0,1 s™.

Fur die Analyse der thermomechanischen Vorgénge bei adiabatischer Erwarmung erfolgten in
Kapitel 5 lokale Temperaturfeld- und Dehnungsfeldmessungen in den hochverformten Zonen der
untersuchten Probengeometrien. Als Messtechnik dienten Hochgeschwindigkeits-Videokameras
mit einer Grauwert-Korrelationssoftware sowie eine Hochgeschwindigkeits-Infrarotkamera. Als
wesentliches Ergebnis dieser Messungen ist eine Abhangigkeit des isotherm-adiabatischen Uber-
gangs von der Dehnrate, dem Spannungszustand und teilweise auch vom Verfestigungsvermo-
gen des Werkstoffs zu nennen. Dabei reduziert sich die Abhdngigkeit vom Spannungszustand
auf die Unterscheidung zwischen Zugbelastung und Scherbelastung. Unter Zugbelastung zeigte
sich der isotherm-adiabatische Ubergangsbereich bei Dehnraten in der GréRenordnung von etwa
0,01 st bis 10 s, Fiir Scherbelastung liegt der Ubergang mit ca. 1 s bis tiber 10 s** bei deutlich
hoheren Dehnraten als fir Zugbelastung. Auch mit zunehmendem Verfestigungsvermogen des
Werkstoffs wurde der isotherm-adiabatische Ubergang bei moderat hoheren Dehnraten beobach-
tet. Dieser Einfluss des Spannungszustandes und des Verfestigungsvermoégens auf die Lage des
Ubergangsbereiches zwischen isotherm und adiabatisch beruht auf der Kinetik des Wérmetrans-
ports aus der hochverformten Zone in das umliegende Material. Ein wesentlicher Teil der experi-
mentellen Untersuchungen in Kapitel 5 liegt daher in der Analyse der Einflussfaktoren auf den
Warmetransport. Aus hochverformten Scherzonen findet im niedrigeren bis mittleren Dehnraten-
bereich bei vergleichbarer Dehnrate ein groRerer Warmetransport statt verglichen mit Einschndir-
zonen unter Zugbelastung. Da mit hoherem Verfestigungsvermogen des Werkstoffs bei ver-
gleichbaren Dehnungsgradienten niedrigere Dehnraten vorliegen, wird mit zunehmendem n-
Wert des Werkstoffs bei vergleichbarer Dehnrate ebenfalls mehr Warme aus der hochverformten

Zone in das umliegende Material transportiert.

Dieses Kernergebnis der experimentellen Untersuchungen bildet die Grundlage fir die Modell-
entwicklung und Kalibrierung zur verbesserten numerischen Abbildung des Verfestigungsver-
haltens unter komplexen Belastungen im isotherm-adiabatischen Ubergangsbereich in Kapitel 6.
Fir die Berucksichtigung des Warmetransportes diente eine bereits vereinzelt schon eingesetzte
analytische Gewichtungsfunktion zur dehnratenabhéngigen Skalierung des Taylor-Quinney-Ko-
effizienten zwischen 0 fir vollstandig isotherme Zustande und 1 fiir vollstandig adiabatische Zu-
stdnde. Die Temperaturberechnung erfolgt dann mittels der Ermittlung der plastischen Arbeit
unter Bertcksichtigung des skalierten Taylor-Quinney-Koeffizienten. Im Rahmen dieser Arbeit
erfolgte eine Modellerweiterung durch Einfiihrung einer zusétzlichen Abhéngigkeit der dehnra-
tenabh&ngigen Gewichtungsfunktion von der Spannungsmehrachsigkeit. Dazu wurden zwei von-

einander unabhangige, jedoch dehnratenabhéngige Gewichtungsfunktionen fiir Zug- und Scher-
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belastung eingeflihrt und im Bereich zwischen reiner Scherung und einachsiger Zugbelastung
mit einer Funktion in Abhangigkeit von der Spannungsmehrachsigkeit miteinander verknupft.
Dieses erweiterte, als Adiabatic-Tension-Shear-Modell (ATS-Modell) bezeichnete Modell muss
mit einem Verfestigungsmodell verwendet werden, das den Einfluss der Dehnrate und der Tem-

peratur auf die FlieBspannung beriicksichtigt.

Die Modellierung erfolgte mit dem FE-Solver LS-DYNA durch explizite Rechnung und unter
Verwendung hexaederféormiger Volumenelemente. Als Materialmodell diente das bereits existie-
rende MAT_224 (MAT_TABULATED_JOHNSON_COOK) mit einer isotropen Flie3funktion
nach von Mises und tabellarischer Eingabe von dehnraten- und temperaturabhangigen Verfesti-
gungskurven. Zusétzlich beinhaltete dieses Materialmodell bereits einen als ,, beta ““ bezeichneten
dehnratenabhéangig skalierbaren Taylor-Quinney-Koeffizienten. Um das ATS-Modell mit diesem
Materialmodell verwenden zu konnen, erfolgte die Erweiterung der ,, beta “-Funktion in Form
einer 4-dimensionalen Tabelle mit tabellarischer Eingabe der Spannungsmehrachsigkeit, der
Temperatur, der Dehnrate und der plastischen Dehnung durch die Fa. Dynamore. Die Interpo-
lation zwischen den Eingabewerten der Dehnrate und der Triaxialitat ist dabei in der in dieser
Arbeit verwendeten ersten beta-Version r130402 linear vorgegeben. Die Kalibrierung des so er-
weiterten Materialmodells MAT _224 erfolgte in dieser Arbeit durch iterative inverse Simulation
der Probenversuche fir einen Dualphasenstahl HCT980XG und flr einen mikrolegierten Stahl
HX340LAD als zwei ausgewahlte Werkstoffe mit unterschiedlichen Festigkeits- und Verfesti-
gungsniveaus. Die verwendeten dehnraten- und temperaturabhangigen Verfestigungskurven ba-
sieren auf VVoce-Ansatzen, die ,, beta “-Funktion aus den beiden dehnratenabhéngigen skalierten
Taylor-Quinney-Koeffizienten unter Zug- und Scherbelastung sowie einer durch das Material-

modell vorgegebenen linearen Ubergangsfunktion.

Im letzten Abschnitt der Arbeit in Kapitel 7 wurde das ATS-Modell fur zwei Versuchskonzepte
mit unterschiedlichen Belastungssituationen bei mittleren bis hohen Dehnraten angewendet. Dy-
namische Stauchversuche an lasergeschweiten Hohlprofilen dienten der Bewertung der generel-
len Berlcksichtigung der adiabatischen Erwdarmung unter anwendungsnahen crashartigen
Belastungen. Fir beide Werkstoffe fihrte die Beriicksichtigung der adiabatischen Erwarmung zu
einer verbesserten Energieabsorptionsprognose verglichen mit einem Ublicherweise in der
Crashsimulation eingesetzten isothermen Verfestigungsmodell. Der Einsatz des ATS-Modells
fihrte zu keiner weiteren Verbesserung, da unabhangig vom Spannungszustand Uberwiegend
adiabatische Zustadnde vorlagen und daher mit einer konstanten ,, beta “-Funktion in HOhe des

gemittelten Taylor-Quinney-Koeffizienten Bint gerechnet werden kann, siehe Bild 116 unten.

Um speziell das ATS-Modell zu adressieren, diente als zweiter Validierungsversuch ein Zugver-

such bei Dehnraten im isotherm-adiabatischen Ubergangsbereich mit symmetrischen Schrag-
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kerb-Scherzugproben mit signifikanten Scherbelastungszustanden in der hochverformten Zone.
Die Simulationen dieser Versuche mit einer lediglich dehnratenabhdngigen ,, beta “~-Funktion
zeigten fur beide Blechwerkstoffe eine signifikant zu friih prognostizierte Einschniirung und zu
hoch berechnete Temperaturen. Mit dem ATS-Modell konnte die Verformungsprognose deutlich
verbessert werden, fuhrte jedoch weiterhin zu einer moderat zu frilhen Einschnlrung. Hier zeigte
sich eine Schwéche des ATS-Modells durch die Verwendung einer in der eingesetzten LS-
DYNA-Version noch vorgegebenen linearen Ubergangsfunktion zwischen Scher- und Zugbelas-
tung. Fir den Blechwerkstoff HCT980XG konnte jedoch auch die ausschlieflich isotherme
Rechnung das Verformungsverhalten hinreichend genau wiedergeben, da fur héherfeste Werk-
stoffe geringere thermische Entfestigungen nachgewiesen wurden. Somit kann im mittleren
Dehnratenbereich zwischen etwa 0,01 s und 50 s? bei signifikanten Scherbelastungszustanden
eine Empfehlung der Modellierung in Abhéngigkeit von der Fliegrenze und dem Verfesti-

gungsvermogen des Werkstoffs erfolgen, siehe Bild 116.
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Bild 116: Empfehlungen fir die Modellierung des Verfestigungsverhaltens hochfester Stahlblech-
werkstoffe in einem weiten Bereich der Dehnraten und Spannungszusténde in den hoch-
verformten Zonen (e: einachsig, m: mehrachsig)

AbschlieBend kann zusammengefasst werden, dass in dieser Arbeit grundsatzliche Unterschiede
in der adiabatischen Erwérmung im mittleren Dehnratenbereich unter Scher- und Zugbelastung
hochfester Stahlblechwerkstoffe aufgezeigt wurden. Als Ursache dafiir ist unterschiedliches Lo-
kalisierungsverhalten unter den untersuchten Belastungsarten zu sehen, das den Wéarmetransport
beeinflusst. Die Berlicksichtigung der adiabatischen Erwdarmung in Abhédngigkeit vom Span-
nungszustand in der Modellierung des Verfestigungsverhaltens unter scherdominierten Belastun-

gen filhrt im Dehnratenbereich zwischen ca. 0,01 s bis ca. 50 s insbesondere fiir Stahlblech-
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werkstoffe mit FlieBgrenzen unter 750 MPa und n-Werten tber 0,08 zu einer deutlich verbesser-
ten Prognose des Verfestigungsverhaltens. Das in dieser Arbeit erweiterte Modell steht fir den
Einsatz in der Crashsimulation zur Verfligung und bietet das Potenzial, fiir eine einheitliche Mo-
dellierung der Prozesskette vom Umformen zum Crash auch in der Umformsimulation verwen-
det zu werden. Auf Basis dieser Untersuchungen konnte in zukinftigen Arbeiten das ATS-Mo-
dell mit einer nicht-linearen Funktion zur Beriicksichtigung des Spannungszustands erweitert so-
wie die Tauglichkeit fur die Modellierung mit Schalenelementen uberpruft werden. Ebenso
konnte fur mikrolegierte Stahlblechwerkstoffe die Verwendung eines zusatzlichen Schadigungs-
modells in Kombination mit dem ATS-Modell die Prognose des Verfestigungsverhaltens tber
einen weiten Dehnratenbereich verbessern. Ein weiterer offener Punkt ist die Ubertragung der
Ergebnisse auf kfz-Metalle wie z.B. austenistische Stdhle und Aluminiumlegierungen. Diese
Werkstoffe unterscheiden sich in der Warmeentwicklung, den dehnratenbedingten Verfesti-
gungseffekten sowie dem thermischen Entfestigungsverhalten von den in dieser Arbeit unter-
suchten krz-Stéhlen. Eine weitere offene Frage ist der negative Dehnrateneffekt auf die Scher-
versagensdehnung. Die Ergebnisse dieser Arbeit insbesondere zum Lokalisierungsverhalten
kénnten im Zusammenhang mit adiabatischer Scherbandbildung und dynamischen Rekristallisa-

tionsprozessen Antworten dazu liefern.



9 Anhang 179

9 Anhang

9.1 Erganzende Informationen zur Werkstoffcharakterisierung fur die
Crashsimulation
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Bild 117: In dieser Arbeit verwendete Flachzugprobe (links) und Kerbzugprobe (rechts)
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Bild 118: Verlaufe der Technischen Spannungen und Dehnungen fiir die Blechwerkstoffe
HCT980X+Z110MB (links), HCT980C und HCT780C (rechts) fiir verschiedene
nominelle Dehnraten bei RT
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Bild 119: Einfluss der Priifgeschwindigkeit auf die VVerlaufe der Technischen Spannungen und
Verlangerungen bei Kerbzugversuchen fur den Blechwerkstoff HCT980X+Z110MB
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Bild 120: Elemente im Kerbbereich und in der Scherzone aus FE-Rechnungen zur Ermittlung der
Dehnungen (links) und Spannungsmehrachsigkeiten (rechts) flr verschiedene
Scherprobengeometrien
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Bild 121: Einfluss des Kerbiiberlappwinkels auf die Entwicklung der Dehnungen aus FE-Rechnun-
gen flr Elemente in der Scherzone und im Kerbbereich
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Bild 122: Einfluss der Prifgeschwindigkeit auf die Verlaufe der Technischen Spannungen und
Verléangerungen der Blechwerkstoffe HCT980X+Z110MB (links), HCT780C und
HCT980C (rechts) unter Scherbelastung bei RT

Tabelle 25: Technische Kennwerte flr verschiedene Dehnraten bei RT (quer zur Walzrichtung),
Mittelwerte der Versuchsserien

nominelle e
Werkstoff ~ Dehnrate Da: o Sl Z [%]
(s ReL [MPa] [%] [%]
[MPa]
HX340LAD 0,0008 390 461 |17,4| 35,7 | 62,5 0,15 0,026
0,1 401 471 (154 33,5 | 56,5 0,14
1 428 504 |14,7| 37,1 | 68,8 0,15
100 531 573 |10,3| 42,4 | 69,3 0,09
250 589 505 | 5,7 | 41,8 | 72,7 -
HCT980XG 0,0008 759 1049 | 7,1 | 134 | 33,5 0,08 0,016
0,1 786 1052 | 6,7 | 14,4 | 27,4 0,07
1 780 1167 | 6,6 | 14,0 | 33,4 0,08
100 921 1196 | 8,0 | 17,0 | 46,8 -
HCT980X+ 0,0008 686 1009 |10,5| 185 | 35,0 0,13 0,016
Z110MB 1 734 1085 | 9,1 | 18,8 | 43,7 0,14
100 831 1139 | 8,8 | 21,3 | 50,2 -
HCT780C 0,0008 689 878 | 8,4 | 17,4 | 50,5 0,08
0,1 706 882 | 76 | 16,8 | 43,8 0,09
HCT980C 0,0008 890 1003 | 5,1 | 13,7 | 53,9 0,05
0,1 905 994 | 5,3 | 15,1 | 32,2 0,05
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Anmerkung: Der m-Wert wurde nach Gleichung (12) berechnet und bezieht sich auf den Dehn-
ratenbereich von 0,0008 s bis 100 s™.

Tabelle 26: Technische Kennwerte bei verschiedenen Temperaturen und Dehnraten fiir den
Blechwerkstoff HX340LAD (quer zur Walzrichtung), Mittelwerte der VVersuchs-
serien

nominelle Prif-
ReL [MPa] Rm [MPa] Ag [%] A20mm [%]

Dehnrate [s] temperatur

0,0008 RT 390 461 17,4 35,7
0,0008 100 °C 381 455 14,8 25,3
1 RT 428 504 14,7 37,1

1 50 °C 415 487 12,7 30,4

1 100 °C 404 462 13,3 35,1

1 150 °C 373 436 13,4 30,0

1 200 °C 373 422 14,7 25,7
100 RT 531 573 10,3 42,4
100 100 °C 475 532 14,2 35,7

Tabelle 27: Technische Kennwerte bei verschiedenen Temperaturen und Dehnraten fur den
Blechwerkstoff HCT980XG (quer zur Walzrichtung), Mittelwerte der Versuchs-
serien

nominelle Prif-

Dehnrate temperatur

[s7]

0,0008 RT 759 3 945 1 1049 71 | 134
0,0008 100 °C 758 8 941 7 1045 6,8 | 10,4
1 RT 802 39 971 23 1078 64 | 141

1 50 °C 811 20 953 2 1051 6,5 | 13,0

1 100 °C 795 21 928 5 1010 6,1 | 12,2

1 150 °C 757 71 904 7 976 56 | 11,4

1 200 °C 790 16 900 0 952 4,5 9,5
100 RT 921 25 1059 15 1196 | 8,0 | 17,0
100 100 °C 913 19 977 7 1096 7,2 | 15,7
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Tabelle 28: Parameter fir die Berechnung lokaler Dehnungen des Blechwerkstoffs HX340LAD

~ Prifge-  Bild- Software | Facetten- Facetten- Dehnungs-
schwindig- rate  Version grofide abstand berech-

keit [s1 ARAMIS [PxI] [PxI] nung [mm]
Flach- | 0,02 mm/s 1,25 v6.3 13 8 S 0,22
zug 2,5 mm/s 100 v6.3 18 10 s 0,19
25 mm/s 1000 v6.3 16 14 S 0,20
2,5m/s 25000 v6.3 10 S 0,20
6,25 m/s 90000 v6.3 8 4 s 0,26
Kerb- | 0,02 mm/s 2 v6.3 13 9 S 0,21
Zug 25 mm/s 2500 v6.3 25 19 S 0,21
2,5m/s 50000 v6.3 15 9 s 0,22
Scher- | 0,02 mm/s 2 gc 13 7 gc 0,18
zug 2,5 mm/s 250 gc 11 6 gc 0,20
25 mm/s 1000 gc 13 7 gc 0,17
2,5m/s 90000 v6.3 13 7 s 0,27

Anmerkung zum Dehnungsermittlungsverfahren: s = Spline, | = Linear, gc = Correlate 2017

Tabelle 29: Parameter fiir die Berechnung lokaler Dehnungen des Blechwerkstoffs HCT980XG

Prufge- Bild- Software Facetten- Facetten- Dehnungs-

schwindig- rate  Version grofe abstand berech-

keit [s1] ARAMIS [PxI] [PxI] nung

Flach- | 0,02 mm/s 1,25 v6.3 13 8 S 0,22
zug 2,5 mm/s 125 v6.3 18 10 S 0,19
25 mm/s 1000 v6.3 16 14 S 0,20

2,5m/s 25000 v6.3 10 5 s 0,20

Kerb- | 0,02 mm/s 2 v6.3 13 9 S 0,21
zug 25 mm/s 2500 v6.3 25 19 S 0,21
2,5m/s 50000 v6.3 15 9 s 0,22

Scher- | 0,02 mm/s 2 gc 14 7 gc 0,10
zZug 2,5 mm/s 250 gc 13 7 gc 0,18
25 mm/s 1000 gc 13 7 gc 0,19

2,5m/s 90000 v6.3 13 7 S 0,10
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Tabelle 30: Parameter fur Hochgeschwindigkeits-Infrarotaufnahmen zur lokalen Temperatur-
messung fur Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugveruche

Prifgeschwindigkeit  Bildrate  Ortsaufldsung

[m/s] [s1] [mm/PxI]
0,02 mm/s 10 0,08
2,5 mm/s 780 0,08
25 mm/s 870 0,08
2,5m/s 11000 0,19

9.2 Experimentelle Ergebnisse zur adiabatischen Erwarmung

Tabelle 31: Experimentell ermittelte Mittelwerte fir w.(¢,) und wg(&,) fir HCT980XG im
Dehnungsbereich zwischen &y = 0,05 und Versagensdehnung

€nom IM Flachzug Flachzug Scherzug Scherzug

Prifgeschwindigkeit

(mmis] Flachzug- gy
versuch
0,02 0,0008 - - 0,013 0,011
2,5 0,1 0,68 0,70 1,38 0,12
25 1 6,0 0,92 14,8 0,63

Tabelle 32: Experimentell ermittelte Mittelwerte fur w¢(¢,) und wg(&,) fur HX340LAD im
Dehnungsbereich zwischen &y = 0,05 und Versagensdehnung

- _ €nom IM Flachzug Flachzug Scherzug Scherzug
Prifgeschwindigkeit

(mmis] Flachzug- &y ® : o
mm/s
versuch
0,02 0,0008 0,011 0,081 0,007 0,002
2,5 0,1 0,73 0,51 0,82 0,13

25 1 6,82 0,56 10,01 0,48
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9.3 Erganzungen zur Modellierung des Verfestigungsverhaltens bei adiabati-
scher Erwarmung

Tabelle 33: Voce-Parameter der isothermen Verfestigungskurven nach Gleichung (57) fur den
Blechwerkstoff HCT980XG mit einer Blechdicke von 1,4 mm

Dehnrate [s™] 0,0008 2 100 1000
o [MPa] 717 732 806 854
A1 [MPa] 168 172 189 200
Az [MPa] 4337 4429 4872 5164
As [MPa] 229 234 257 273

b1 212 212 212 212
b2 0,082 0,082 0,082 0,082
bs 34,63 34,63 34,63 34,63

Tabelle 34: Voce-Parameter der isothermen Verfestigungskurven nach Gleichung (57) fur den

Blechwerkstoff HX340LAD mit einer Blechdicke von 1,5 mm

Dehnrate [s™] 0,0008 1 100 1000 ‘
co [MPa] 371 419 524 591
A1 [MPa] 2013 2013 2013 2013
Az [MPa] 185 185 185 185
b1 0,095 0,095 0,095 0,095
b2 7,851 7,851 7,851 7,851

1600

—25°C
1400 4 —44°C
51200 ‘ — ) —52°C
21000 f=="="=- e e 62°C
o P e =
c 600 F T e G = 72°C. 1 |— 117°C
400 |---mmmm e e 8296 -100%C : — 167°C
200 Lot — 150°C — 200°C ; «==225°C
: | Z22227°C —--327°C 5 ; ---327°C

0 02 04 06 038 1 0 04 06 1

Ewahr plastisch [']

Ewahr plastisch [']

Bild 123: Berechnete Verfestigungskurven bei quasistatischer Belastung im angegebenen Tem-

peraturbereich fir die Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD
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HCT980XG

N W A O

[

bpom = 0,1 8

1 2 3 4 5]
Vergleichsdehnrate [s™]

o

o

Plastische Vergleichsdehnrate [s7]

Bild 124: Plastische Vergleichsdehnrate in Abhangigkeit von der Vergleichsdehnrate einschliel3-
lich des elastischen Anteils aus ARAMIS in der hochverformten Zone eines Flachzug-
versuchs fir den Blechwerkstoff HCT980XG bei nomineller Dehnrate 0,1 st

‘@ 600 L 20

CEL HX340LAD| 2 HX340LAD

© 2 1.5 [—Simulation

= 400 o --- Experiment

c b ;

& 5 1.0 | Flachzug iy

& 200 [ — Simulation Flacﬁzug %’) 05 _Scherzug ,

% --- Experiment Scherzug | & ¥

2 v=002mm/s | Kerbzug | = v =0,02 mm/s
c 0 < 00

S 0.0 0.1 02 0.3 04 05 06 0.7 0.0 0.1 0.2 0.3 04 0.5 0.6 0.7
= -

Technische Dehnung [-] Technische Dehnung [-]

Bild 125: Technische Spannungs-Dehnungskurven fir Flachzug-, Kerbzug- und Scherzugversu-
che (links) und lokale Dehnungen fiir eine Flachzug- und Scherzugversuch (rechts) aus
dem Experiment und der Simulation fiir den Blechwerkstoff HX340LAD bei quasista-
tischer Belastung
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9.4 Erganzungen zur Anwendung des ATS-Modells

ﬁﬁgm —— Fiigenaht

HCT980XG, v = 5 mis B, HX340LAD, v = 5 m/s

Bild 126: Crashartig gestauchte Hohlprofile der Blechwerkstoffe HCT980XG und HX340LAD
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