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Zusammenfassung

Im Fokus der vorliegenden Arbeit steht die mechanische Flgetechnologie Halbhohl-
stanznieten. Der Halbhohlstanznietprozess stellt einen komplexen Vorgang der Massiv-
umformung dar. Das Hilfsflgeteil Niet stanzt wahrend des Prozesses ein oder mehrere
Flgeteile durch und bildet im untersten Fugeteil den festigkeitsrelevanten Hinterschnitt
aus. Durch die Weiterentwicklung der Simulation dieses Prozesses soll ein Werkzeug
geschaffen werden, mit dessen Hilfe der Aufwand im Labor reduziert, die Verfahrens-
grenzen erweitert und die Standardisierung von Werkzeugsatzen vorangetrieben wer-
den kann.

Fir die Simulation des Flgeprozesses und der simulativen Festigkeitsuntersuchungen
einzelner Fugepunkte fehlte es an Kenntnissen Uber die Versagensformen, speziell die
des Nietes. Mit dieser Arbeit wurde ein besseres Verstandnis Uber die Versagensfor-
men beim Stanznietprozess geschaffen. Die Ursachen der beobachteten Bruchme-
chanismen konnten in den Untersuchungen der vorliegenden Arbeit charakterisiert
werden. Auf Basis dieser Ergebnisse sind Schadigungskriterien fir die Wiedergabe der
Brucherscheinungen auf ihre Anwendbarkeit in der Stanznietprozesssimulation unter-
sucht worden. Das Hohlraumwachstumsmodell nach Rousselier erwies sich als prakti-
kabel fur die Prognose der Schadigungen wahrend des Prozesses. Auf dieser Basis
wurde ein eigen entwickeltes Konzept zur Rissinitiierung und zum Risswachstum unter-
sucht. Mit diesen Untersuchungen konnte eine Grundlage flr zukunftige, an der An-
wendung orientierten, Arbeiten mit der Prozesssimulation geschaffen werden. Im Fol-
genden sollen die wichtigsten Ergebnisse zusammengefasst werden:

- Bruchmechanismen Halbhohlstanznieten
In den experimentellen Untersuchungen der vorliegenden Arbeit konnten die
Versagensmechanismen beim Halbhohlstanznieten charakterisiert werden. Die
Ursache der als bisherige Verfahrensgrenze geltenden Radialrisse ist der Prapa-
rationsvorgang. Die Risse entstehen nicht, wie bisher angenommen, wahrend
des Flgeprozesses, sie stellen deshalb nicht die aktuelle Verfahrensgrenze dar.
Uber eine alternative Praparation per Hand und mit durchgefiihrten Kopf- und
Scherzugversuchen konnte dies ausnahmslos nachgewiesen werden. Dadurch
sind in dieser Arbeit Fligeverbindungen von HT800T-HT800T (je 1,5 mm) und
HT1000X-HT800T (1,4 mm und 1,5 mm) rissfrei bei ausreichendem Hinterschnitt
erzeugt worden. Versagen trat hierbei nur aufgrund vereinzelten einseitigen Auf-
stauchens einzelner Niete bei leichtem vorhandenem Lateralversatz des Flge-
werkzeuges auf. Wobei darauf hingewiesen sei, dass kein Wert auf ideale Para-
meter im Flgeprozess gelegt wurde, sondern die Provokation der Radialrisse im

7



Vordergrund stand. Mit Hilfe der FEA konnte eine Spannungserhohung im
Trennprozess nachgewiesen werden. Als Rissursache wird ein Zusammenspiel
des sich umverteilenden Spannungszustandes, der Temperatur beim Trennpro-
zess und der chemischen Einflisse der ALMAC-Beschichtung angenommen. Die
endgultige Verfahrensgrenze beim Halbhohlstanznieten muss entsprechend die-
ser Erkenntnisse ermittelt werden.

Integration des Reibmodells nach Neumaier

Im Rahmen der Untersuchungen zu den Reibmodellen wurden die wichtigsten
numerischen Einflussfaktoren und deren Auswirkung auf die Genauigkeit und
Stabilitat der Simulation untersucht. Mit dem integrierten Reibmodell nach Neu-
maier konnte ein allgemein gultiges Modell gefunden werden, das die Ab-
bildungsgenauigkeit des Stanzprozesses verbessert. Die Ermittlung der Reibung
im Ringstauchversuch gelang fur die Kombinationen der ALMAC-Nietbe-
schichtung mit verzinkter und blanker Stahloberflache. Aus den originalen Nieten
hergestellte Ringproben erwiesen sich aufgrund ihrer GroRe und Harte als un-
brauchbar. Sie brachen und lieRen keine Auswertung zu. Fur die Aluminiumpro-
ben konnte mit dem Ringstauchversuch durch das sich einstellende Haften kein
Reibwert ermittelt werden. Offen sind weiterhin die Reibwerte zwischen den
Blechen, den Blechen und der Matrize sowie den Blechen und dem Niederhalter.
Der Matrizenreibwert kann variieren zwischen geringen Werten (geschlichteter
Zustand) und Haften (gezielte Einbringung von Riefen). Die variierende Be-
schaffenheit wird, je nach gewolltem Materialful3, als Steuerungselement fur die
Einstellungen des Fugeprozesses verwendet.

Geometrisches Trennen

Das geometrische Trennen zeigte sich fur die Simulation des Halbhohlstanz-
nietes von hochfesten Stahlen im Prozess stabil und fur die Berechnung der
Nietendlage zielfUhrend. Es wird deshalb vorgeschlagen die Simulation des
Halbhohlstanznietens weiterhin mit Ausstanzen des stempelseitigen Bleches
durch das geometrische Trennen auszufuhren. Eine Allgemeingultigkeit fur die
Wiedergabe des Blechversagens besteht nicht. Das Materialverhalten bleibt so-
wohl hinsichtlich Entfestigung als auch Trennrichtung unbericksichtigt.

Makromechanische Bruchkriterien

Die makromechanischen Bruchkriterien erwiesen sich fur die Simulation des
HSN-Prozesses als unbrauchbar. Fur die untersuchten Versagensfalle des Aus-
stanzens des oberen und unteren Bleches ergaben sich unterschiedliche kriti-
sche Schadigungswerte bezlglich der Prognose des Schadenszeitpunktes. Auf-
grund dessen besitzen sie keine Allgemeingultigkeit. Hingegen wurde die



Versagensrichtung durch die makromechanischen Kriterien gut wiedergegeben.

Materialmodell nach Rousselier

Die Abstimmung des Rousselier-Materialmodells im Zugversuch erwies sich als
relativ unproblematisch, obwohl bei den vorliegenden Materialien die Literatur-
werte fur den Widerstand gegen das Porenwachstum nicht ibernommen werden
konnten. Die schrittweise Ubernahme der Rousselier-Parameter vom Zugversuch
zeigte Abweichungen fur den prognostizierten Bruch vom Stanzen eines einzel-
nen Bleches bis hin zum Halbhohlstanznieten. Vermutlich liegt dies an der stei-
genden Komplexitdt der Modelle (zusatzliche Unbekannte wie zum Beispiel
Reibfaktoren und Modellierung). Im Halbhohlstanznietprozess abgestimmte
Rousselier-Parameter flr das Ausstanzen des oberen Bleches zeigten eine sehr
gute Ubertragbarkeit auf alle weiteren Versagensféllen. Das Ausstanzen des
unteren Bleches und das Versagen in der Mischbauweise belegten die
Allgemeingultigkeit von Rousselier innerhalb des abgestimmten Halbhohlstanz-
nietprozesses. Die axialsymmetrische Rechnung des Prozesses liel} keine
Abbildung des Versagens des Nietes in Fugerichtung zu. Fur diesen Fall musste
der Prozess 3D simuliert werden. Die 3D-Simulation des Kopf- und
Scherzugversuches mit Vorhersage des Versagens durch Rousselier bleibt zu
untersuchen.

Konzept zur Simulation des Risses

Die Simulation des Risses und dessen Abbildung im Modell zeigte einige hume-
rische Probleme in der Neuvernetzung und Stabilitdt der Rechnung. In den
ersten errechneten Schritten des Risses, mit dem Prinzip der Rissinitiierung nach
Rousselier und Fortschritt in Richtung der maximalen Schubspannung, konnte
die korrekte physikalische Wiedergabe der Rissrichtung im Zugversuch nachge-
wiesen werden. Der von den Berechnungsschritten abhangige Fortschritt, bei
vorhandener Entfestigung des Materials, verursacht noch Probleme. Die Redu-
zierung der Steifigkeit der Elemente erwies sich nach der ersten Rissinitiierung
fur den weiteren Rissverlauf als unglnstig. Es fuhrte zu starken Verzerrungen
der Elemente im Bereich vor dem Riss und dadurch zum Abbruch der Rechnung.



Abstract

The focus of this paper is on the mechanical joining technology of self-pierce riveting
with semi-hollow rivets. The self-pierce riveting process represents a complex massive
forming technique. During the process, the auxiliary joining part (the rivet) pierces one
or more joining parts and forms a strength-relevant undercut in the bottom-most joining
part. Advances in the simulation of this process should result in the creation of a tool
that will serve to reduce the amount of laboratory work required, expand the limits of the
process and further the standardization of tool kits.

To date, the lack of knowledge with regard to the forms that failure can take, particularly
rivet failure, has hindered the simulation of the joining process and the simulative study
of the strength of individual joints. This paper provides a better understanding of the
forms of failure associated with the self-pierce riveting process. The investigations
conducted for this paper served to characterize the causes of the observed fracture
mechanisms. Based on the results obtained, an examination was made of the damage
criteria with regard to the reproduction of fracture events and the applicability of the
criteria in the self-pierce riveting simulation process. Rousselier's micromechanical
material model proved to be practicable for the prediction of damage during the
process. Using this model as the basis, a self-developed concept of crack initiation and
crack growth was studied. These studies made it possible to lay the groundwork for
future, application-oriented work with the process simulation. The following is intended
as a summary of the most important results obtained:

- Self-piercing rivet fracture mechanisms
The experimental investigations conducted for this paper served to characterize
the failure mechanisms associated with self-pierce riveting. The cause of radial
cracks was demonstrated in the preparation procedure. The cracks do not arise
in the joining process, as was assumed to date, so they no longer represent the
current process limit. By preparing manually this fact was demonstrated without
exception. The cross tension tests and tensile shear tests confirm this proof. As a
result, this research produced joints of HT800T-HT800T (1.5 mm each) and
HT1000X-HT800T (1.4 mm and 1.5 mm) with sufficient undercut and without
cracks! Failure occurred only due to sporadic unilateral upset of individual rivets
with slight lateral offset in the joining machine. Attention should be drawn to the
fact that no importance was attached to achieving ideal parameters in the joining
process — the focus was on provoking radial cracks. Using Finite Element
Analyses, it was possible to demonstrate a stress concentration during the
separation process. The cause of cracking is assumed to be interaction between
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the stress state redistributing itself, temperature during the separating process,
and the chemical influences of the ALMAC coating. The ultimate process limit for
self-pierce riveting now has to be determined, conducting the correct preparation.

Integration of the Neumaier friction model

Studies of the friction models included an examination of the most important
numerical determinants and their effects on the precision and stability of the
simulation. Using the integrated friction model described by Neumaier, it was
possible to find a universally applicable model that improves the reproduction
accuracy of the piercing process. The determination of the friction values in the
ring compression test was successful for the combination of ALMAC rivet coating
with zinc-coated and uncoated steel. The ring samples made from the original
rivets proved to be unusable due to their size and hardness. They fractured and
allowed for no analysis. As regards the aluminum samples, the ring compression
test did not permit determination of friction values due to the adhesion that set in.
The friction values between the metal sheets, between the sheets and the die,
and between the sheets and the hold-down device are still unknown. The die
friction can vary between low values (finished condition) and adhesion (deliberate
scoring). The variance in condition is, depending on the material flow desired,
used as a control element for making adjustments to the joining process.

Geometric separation

For the simulation of self-pierce riveting of high strength steels, geometric
separation was shown to be stable in the process and useful in computing the
final rivet position. It is therefore proposed that the simulation of self-pierce
riveting with semi-hollow rivets continue to be performed by cutting the punch-
side sheet by means of geometric separation. But there is no general rule for the
reproduction of sheet metal failure and material behavior is not taken into
account with regards to either strength loss or direction of separation.

Macromechanical fracture criteria

The macromechanical fracture criteria proved to be unusable for the simulation of
the self-pierce riveting process with semi-hollow rivets. In the examined cases
where failure occurred during the punching of the upper and lower metal sheets,
the damage values were found to have varying degrees of criticality with regard
to the prediction of the time of damage occurrence. They are therefore not
universally applicable. On the other hand, the macromechanical criteria did a
good job in reproducing the direction of failure.
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The Rousselier material model

Calibration of the Rousselier material model in the tensile test proved to be
relatively unproblematic, though given the materials used it was not possible to
adopt the pore growth resistance values found in the literature. The step-by-step
adoption of the Rousselier parameters from the tensile test revealed deviations
for the predicted fracture at all steps, from the piercing of a single metal sheet to
the self-pierce riveting process. This is probably due to the increasing complexity
of the models (added unknowns, e.g. friction factors and modeling). The
Rousselier parameters calibrated in the self-pierce riveting process for the
punching of the upper metal sheet showed themselves to be very well suited for
use in all other failure cases. The punching of the lower metal sheet and the
failure in the composite design served to confirm the universal applicability of
Rousselier within the calibrated self-pierce riveting process with semi-hollow
rivets. The axisymmetric calculation of the process did not allow for the
reproduction of rivet failure in the direction of joining. A 3D simulation of the
process would be required in this case. The 3D simulation of the cross and shear
tension test with failure prediction according to Rousselier still needs to be
studied.

Concept for simulating the crack

The simulation of the crack and its representation in the model revealed a
number of numerical problems with regard to the remeshing and stability of the
calculation. In the initial computed crack stages, with the Rousselier principle of
crack initiation and progressing towards maximum shear stress, it was possible
to demonstrate the correct physical reproduction in the tensile test. Given the
loss of material strength, the progression of the crack (which is dependent on the
calculation steps) still causes problems. Following the first crack initiation, the
reduction in the rigidity of the elements proved to be unfavorable for the
continued progress of the crack. It resulted in severe distortions of the elements
in the area before the crack and hence to the discontinuation of the calculation.



1. Einleitung und Aufgabenstellung

Die konsequente Umsetzung innovativer Leichtbaukonstruktionen im Automobilbau
stellt immer komplexere Anforderungen an die Fugetechnologie. Dabei bestimmt die
gewahlte Leichtbauweise die mdgliche Verbindungstechnik /1/. Dies wird am Beispiel
der aktuellen S-Klasse (W221) von Mercedes-Benz deutlich; hier werden hdherfeste
Stahle, sowohl im artgleichen Verbund als auch in Mischbauweise, mit unterschied-
lichen Blechdickenkombinationen miteinander gefugt. Sind bei artgleichen Stahlver-
bindungen thermische Fugetechnologien priorisiert, finden bei Verbindungen zwischen
Stahl und Aluminium die mechanischen Fugetechnologien wie z. B. Clinchen und Halb-
hohlstanznieten ihre Anwendung.

| Niet
Nietkopfendlage r :
y stempelseitiges Blech
it _ \
. \ matrizenseitiges Blech
/
Restbodenstarke 3000um
Bild 1.1: Definitionen einer Stanznietverbindung

Der Halbhohlstanznietprozess stellt einen komplexen Vorgang der Massivumformung
dar. Das Hilfsfligeteil Niet stanzt wahrend des Prozesses ein oder mehrere Fugeteile
durch und bildet im untersten Flgeteil den festigkeitsrelevanten Hinterschnitt aus. Qua-
litdtsbestimmende Merkmale wie Nietkopfendlage, vertikaler und horizontaler Hinter-
schnitt oder Restbodenstarke des matrizenseitigen Bleches bestimmen die Eigen-
schaften der Fugeverbindung (siehe Bild 1.1). Den mechanischen Fugeverfahren sind
durch die Festigkeiten der verwendeten Flgepartner Grenzen gesetzt. Beim Halbhohl-
stanznieten qilt, unter Berlcksichtigung einiger konstruktiver Richtlinien der Bauteil-
gestaltung /2/, prinzipiell das Flgen von Blechen mit den Festigkeiten kleiner als
600 MPa als prozesssicher. Ab dieser Festigkeit kommt es vereinzelt, und beim Flgen
von Blechen noch hoherer Festigkeiten vermehrt, zu Radialrissen im Full des
Stanznietelementes. Beim Flgen hochfester Werkstoffe ist daher die richtige Parame-
terwahl wie Matrize, Nietgeometrie, Fugepartner, etc. ausschlaggebend flr eine gute
Nietverbindung. Zur Erfullung der notwendigen Qualitdtsbedingungen ist das Prozess-
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fenster beim Flgen hochfester Stahle oftmals sehr klein. Geringe Variationen bzw. Ab-
weichungen in den Fugeparametern kdnnen zum Beispiel zu Materialausbrichen des
matrizenseitigen Bleches fuhren. Der Niet reagiert sehr empfindlich auf Lateralversatze
der Fugewerkzeuge und kann aufgrund von erzwungenem Aufspreizen oder Stauchen
versagen. Diese Problematik erfordert neue Methoden zur gezielten und detaillierten
Analyse des Flgeprozesses bzw. zur Vorgabe von Flugeparametern oder Prozess-
fenstern. Dabei soll die Finite Elemente Methode (FEM) als Untersuchungs- und Ent-
wicklungsmethode vermehrt eingesetzt werden. Mit ihr sollen die Verfahrensgrenzen
erweitert, Entwicklungen wie die Standardisierung von Werkzeugsatzen vorangetrieben
und Absicherungsarbeiten unterstitzt werden.

Fir die Simulation des Fugeprozesses und der simulativen Festigkeitsuntersuchungen
einzelner Fugepunkte fehlt es an Kenntnissen Uber die Versagensformen, speziell die
des Nietes. Mit dieser Arbeit soll ein besseres Verstandnis Uber die Versagensformen
beim Stanznietprozess und dadurch auch eine Grundlage fur die Simulation geschaffen
werden. Die Ursachen der beobachteten Bruchmechanismen und deren Charakteri-
sierung sollen in den Untersuchungen der vorliegenden Arbeit bestimmt werden. Auf
Basis dieser Ergebnisse sind geeignete Schadigungskriterien fur die Wiedergabe der
Brucherscheinungen in der numerischen Simulation zu finden. Neben einfachen und
schnell integrierbaren makromechanischen Bruchkriterien /3/ soll das mikromechanisch
begrindete Materialmodell nach Rousselier /4/ auf Anwendbarkeit in der HSN-Prozess-
simulation untersucht werden. Das Modell nach Rousselier beschreibt den physika-
lischen Prozess der Hohlraumentstehung, des Wachstums und Bruch durch Koales-
zenz der Hohlraume. Fur die numerische Umsetzung der Materialtrennungsvorgange in
der Simulation des Flgeprozesses soll eine geeignete Methode gefunden werden.
Neben dem Materialmodell mit ermittelter FlieRkurve hat das verwendete Reibgesetz
mit Reibfaktor einen grof3en Einfluss auf das Ergebnis einer Simulation. Materialfluss
und bendtigte Umformenergie werden dadurch maf3geblich mitbestimmt. Deutlich wird
dies beim Halbhohlstanznietprozess am sich unterschiedlich ausbildenden Hinterschnitt
im geflgten Blech. Neben des Einflusses der Reibung auf die Ausbildung der Flge-
verbindung spielt fur die Auslegung von Werkzeugsatzen der bendtigte Kraftaufwand
eine entscheidende Rolle. Uberdimensionierte Zangensysteme erfordern beispielsweise
entsprechend kostenintensivere Roboter. Neben Auswirkungen auf festigkeitsrelevante
Merkmale und die Betriebsmittel hat die Aussage Uber Werkzeugbelastung, speziell das
der formgebenden Matrize, einen direkten Einfluss auf die Standmenge hinsichtlich
Verschleil oder sogar Bruch. Aus diesem Grund ist ein Ziel dieser Arbeit ein geeignetes
Reibmodell fur die Simulation des HSN-Prozesses zu finden und in Versuchen entspre-
chend abzustimmen.
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2. Grundlagen Halbhohlstanznieten

Das Halbhohlstanznieten (HSN) ist ein mechanisches Fugeverfahren mit erforderlicher
zweiseitiger Zuganglichkeit. Im Gegensatz zum herkdmmlichen Nieten wird bei diesem
Prozess keine Vorlochoperation und daher auch keine Positionierungsgenauigkeit be-
notigt. Das Verfahren ist eingeteilt nach DIN 8593 Fertigungsverfahren Fugen Teil 5,
Flgen durch Umformen /5/.

Stempel Fixierung
Bleche St
vorzr:{g Hinter-
. schnitt-
Niederhalter bildung
Niet
Explosions-
stempelseitiges _ darstellung
Blech ' ». | _ A
matrizenseitiges ' & _
Blech ) _ F—
. fertige “
Matrize Verbindung
Bild 2.1: Verfahrensablauf Halbhohlstanznieten /6/

Anhand des in Bild 2.1 aufgefuhrten Verfahrensablaufs ist der Prozess des Stanz-
nietens dargestellt. Die zu fugenden Halbzeuge werden zwischen dem formgebenden
Werkzeug Matrize und dem Niederhalter fixiert. Eine entsprechende Niederhalterkraft
verhindert ein Aufbiegen des Werkstlicks wahrend des Umformprozesses. Uber den
Stempel wird der Niet zugefuhrt und der Umformprozess gesteuert. Zuerst erfolgt das
dem Verfahren Namen gebende Durchstanzen des oberen Bleches mit anschlieRender
Hinterschnittbildung im unteren Blech. Zur Erfullung der festigkeitsrelevanten Quali-
tatsmerkmale ist hierbei auf einen ausreichenden vertikalen und horizontalen Hinter-
schnitt im matrizenseitigen Blech zu achten. Fir eine korrosionsfeste und gasdichte
Verbindung muss eine entsprechende Nietkopfendlage, mdglichst ohne Spalt zwischen
Nietkopf und Blech, sowie eine ausreichende Restbodenstarke gewahrleistet sein. Sind
diese und alle konstruktiven Voraussetzungen /2/ erfullt, erhalt man eine kraft- und
formschlissige Verbindung, die auch die hohen Anforderungen im Crash erfullt. Im
Gegensatz zu thermischen Flugeverfahren ist durch das HSN auch das Fugen von Alu-
minium-Stahl-Hybridverbindungen maglich.
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Das HSN grenzt sich gegenluber anderen mechanischen Fugeverfahren wie dem Clin-
chen durch grol3ere realisierbare Dicken und Mehrlagenverbindungen ab. Das Clinchen
ist ebenfalls ein mechanisches Fugeverfahren, bei dem die Bleche ohne Hilfsfugeteil
(Niet) durch Durchsetzen, Ruckflielen des Werkstoffes und Verpressen miteinander
verbunden werden. Im Gegensatz zum Halbhohlstanznieten ist bei dieser Technik auf
der Stempelseite ein relativ zum matrizenseitigen Material dickes Blech erforderlich
(idealerweise Verhaltnis 2:1), um genugend Material fur eine entsprechende Hinter-
schnittbildung durch plastisches Flielen zur Verfugung zu haben. Beim HSN ist die
umgekehrte Fugerichtung, d. h. dinnes in relativ dazu dickes Material fur eine ausrei-
chende Hinterschnittbildung vorteilhaft /7/.

Eine dem HSN &ahnliche Technologie ist das Vollstanznieten. Hier werden jedoch alle
Blechlagen durchstanzt und durch RuckflieRen des matrizenseitigen Materials in die
Kerbe des Nietes die formschlUssige Verbindung erzielt. Durch das Vollstanznieten ist
gegenuber dem HSN und Clinchen das Fugen von Materialien hoherer Festigkeit mog-
lich. Nachteilig sind allerdings hierbei die anfallenden Butzen und geringe Kopfzug-
festigkeiten des Verbundes /8/.

Niet Kegelmatrize Flachmatrize

.

Kaltschlag- |
kerbe

Bild 2.2: Begrifflichkeiten am Niet und Matrizenformen

Fir die weitere Ausflihrung sollen anhand des Schliffes in Bild 2.2 einige wichtige
Begrifflichkeiten des Nietes erklart werden. Der aus einem Drahtabschnitt im Kalt-
schlagprozess hergestellte Niet ist geometrisch unterteilt in den Bereich Kopf, Schaft
und Nietfull bzw. Schneide. Im Bereich des Schaftes ist deutlich eine Kerbe bedingt
durch das bei der Nietherstellung verwendete zweiteilige Kaltschlagwerkzeug sichtbar.
Die Form der Schneide steuert neben der Matrizenkontur das Aufspreizen im Umform-
prozess. Fur die vorgestellten Untersuchungen kamen geometrische Variationen der
Matrizen ahnlich der in Bild 2.2 dargestellten Kegelmatrize und Flachmatrize zum Ein-
satz.
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Eine Stanznietsetzeinrichtung aus der Produktion hat den in Bild 2.3 beschriebenen
Aufbau. Der noétige Krafthub fur Niederhalter und Stempel wird Uber einen Elektromo-
torischen Antrieb oder Hydraulikzylinder aufgebracht. Je nach Flgekraften gestaltet
sich der Bugel schlanker oder massiver. Alternativ zum Roboter gefuhrten Werkzeug ist
eine stationare Halterung madglich.

Roboterarm
Elektormotorischer Antrieb oder -
Hydraulikzylinder ———>
Niederhalter mit Stempel \
= Bugel

Matrize =———>

Bild 2.3: Erlduterung einer Stanznietsetzeinrichtung /7/

Bei Mercedes-Benz wurde die Technologie des Halbhohlstanznietens in den Baureihen
W220 (S-Klasse) 1998 eingefuhrt. Weiterer Einsatz folgte im R230 (SL-Klasse) 1999
und massiv mit 1300 Stanznietpunkten im gleichen Jahr in der Baureihe C215 (CL-
Klasse). In den Fahrzeugen W221 (S-Klasse 2005) und C216 (CL-Klasse 2006) zeigt
die Technologie bei 105 Stanznietpunkten ihr Potential beim Fligen von 16 verschie-
denen Materialkombinationen in Hybridbauweise und Verbindungen mit bis zu drei
Blechen.
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2.1. Schéadigung

Schadigung im Material ist ein komplexer Vorgang, der von den unterschiedlichsten
Faktoren abhangt. Zur richtigen Deutung des Versagens sind Kenntnisse uber die Vor-
geschichte des Materials notwendig. Je nach Warmebehandlung ergeben sich im
Werkstoff Unterschiede im Geflige, wie z. B. in der Korngroéfe, bei der Textur, in der
Bildung von Ausscheidungen und der sich ergebenden Harte aber auch des vorliegen-
der Eigenspannungszustandes. MalRgebend ist ebenfalls die Belastung, welcher das
Bauteil wahrend der Fertigung und des Betriebs ausgesetzt war. Sie lasst sich wie-
derum in statische, dynamische oder schwingende Beanspruchung aufteilen. Ebenso
spielen korrosive Medien bzw. die Atmosphare und vorliegende thermische Zustande
eine entscheidende Rolle.

In /9/ werden die Brucharten in Versagen durch mechanische Beanspruchung, korrosiv
bedingte und thermisch bedingte Brliche klassifiziert. Die mechanischen Briche sind
dabei in Gewaltbriiche und Schwingbriiche unterteilt. Bei den Gewaltbriichen wird wei-
ter zwischen Gleitbriichen (auch duktile oder zahe Briiche genannt) bzw. Trennbriiche
(Spaltbriche) differenziert. Aufgrund der Komplexitat des Zusammenhangs zwischen
Ursache (Ausgangszustand/Beanspruchung) und Wirkung (Brucherscheinung), sollen
im Folgenden nur die wichtigsten Vorgange beim Spaltbruch und Duktilbruch erlautert
werden. Die Einflisse der Ursachen und deren Zusammenhange auf die Schadigungen
beim HSN-Prozess werden in Kapitel 4 detailliert erortert.

2.1.1. Spaltbruch

Uberschreiten die Spannungen die lokalen atomaren Kohasionskréfte, so kommt es zu
einem Rissverlauf entlang paralleler Gitterebenen oder zwischen Korngrenzen und man
spricht von einem Spaltbruch (Bild 2.4 links). Oftmals reilen neben den Spaltebenen
ortlich begrenzt auch Zwillingsebenen auf. Dann kann man, wie in Bild 2.4 rechts, ne-
ben den Spaltlinien entstandene Spaltstufen erkennen /9/. Charakteristisch flr den
Spaltbruch ist das Eintreten des Versagens ohne, bzw. mit nur geringer, plastischer
Verformung. Die wahrend des Bruchs aufgenommene Energie ist klein. Der Rissfort-
schritt verlauft meist instabil /10/. Bei grollen Kornern ist beim Spaltbruch eine
metallisch glanzende Rissoberflache erkennbar. Der Bruch verlauft unter makrosko-
pischer Betrachtungsweise senkrecht zur ersten Hauptspannung. Das mikrofrak-
tographische Bild eines transkristallinen Bruches zeigt bei grolen Kérnern die charak-
teristischen facettenartig angeordneten Spaltflachen mit erkennbaren Spaltlinien und
Spaltstufen /9/. Die GroRRe der Spaltflachen entspricht dabei maximal der KorngroR3e.
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Spaltbruch mit Spaltfacetten Spaltbruch mit Spaltstufen und Spaltlinien
X2CrTi12 (Werkstoffnummer: 1.4512) St37 (Werkstoffnummer: 1.0037)

Bild 2.4: REM-Aufnahmen eines Spalt- und eines Spaltstufenbruchs

Bei martensitischem, bainitischem Gefuige mit seinem platten- und nadelstreifigen Auf-
bau zeigt sich auch das in Bild 2.5 links dargestellte Bruchbild. Versagen findet hier ent-
lang der miteinander verwachsenen Platten und Nadeln statt. Im Gegensatz zum
Bild des klassischen Spaltbruchs findet die Trennung nicht mehr an indizierten Spalt-
ebenen sondern an héher indizierten Gitterebenen statt /9/. Die zahlreichen abgerun-
deten Facetten entsprechen der Morphologie des Martensits /11/.

Interkristalline Briche treten bei verminderter Festigkeit der Korngrenzen auf (siehe
Bild 2.5 rechts). Beglnstigend hierfur sind feine Ausscheidungen an den Korngrenzen.
Das Bruchbild zeigt dann deutlich den Verlauf des Risses entlang der Korner durch
scharfes Abknicken und Verzweigen.

Y UL AP
Q‘Q’*I‘,:. ‘_"""’

Transkristalliner Bruch eines martensitisch/ bai-
nitschen Gefiiges 28CrMo10
(Werkstoffrummer: 1.6580)

Interkristalliner Spaltbruch St-37
(Werkstoffnummer: 1.0037)

Bild 2.5: REM-Aufnahmen verschiedener Spaltbriiche
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Die Ursachen fur ein sprodes Bruchverhalten lassen sich oftmals nicht eindeutig
bestimmen. Der unter mechanischer Belastung entstandene Bruch kann mit Bruch-
bildern resultierend aus der Wasserstoffversprodung, spannungsinduzierten Risskorro-
sion oder mit Harte- und Schleifrissen verwechselt werden.

2.1.2. Duktilbruch

Duktile Schadigung erfolgt nach plastischer Deformation mit einer hohen Aufnahme von
Energie wahrend des Risswachstums. Der Bruch verlauft entweder entlang der grofiten
Schubspannung oder senkrecht zur ersten Hauptspannung. Oftmals kommt es zu einer
Mischform von senkrechtem Trennen und an den Randern durch ein Abgleiten entlang
der maximalen Schubspannung. Typischer Vertreter hierbei ist der so genannte Teller-
Tassen-Bruch einer Zugprobe in Bild 2.6. Deutlich ist die Einschnlirung (plastische
Verformung) vor dem Bruch zu erkennen. Makroskopisch betrachtet zeigen duktile
Briiche ein mattes Bruchbild. In den meisten Fallen ist der Bruchverlauf transkristallin,
eher selten interkristallin. Die mikroskopische Aufnahme zeigt im Bereich senkrechter
Bruchflachen eine wabenférmige Struktur (Bild 2.6 rechts), im Scherbereich
entsprechend in Schubspannungsrichtung verzerrte und abgescherte Waben. In den
Waben kdnnen stellenweise Einschlisse wie zweite Phasen des Werkstoffes gefunden
werden. Darin begrindet sich die Erklarung fir die Entstehung des duktilen Bruches
nach dem Prinzip des Hohlraumwachstums.

}‘—| =200 um
Bild 2.6: Duktiles Bruchverhalten einer Zugprobe /11/
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Wie in Bild 2.7 dargestellt, 1asst sich der Verlauf des duktilen Bruches in die drei Phasen
Hohlrauminitiierung, Hohlraumwachstums und Hohlraumkoaleszenz gliedern /10/.

F1
!. :I ; b ®
: XL %9
® @ 00 @ g

o @ o

L\ »..}'
Hohlrauminitiierung Hohlraumwachstum Hohlraumkoaleszenz
Bild 2.7: Phasen des duktilen Bruchs /10/

Hohlrauminitiierung

Die Initierung erfolgt an Partikeln einer zweiten Phase, an Korngrenzen oder bei
Stahlen mit hohem Kohlenstoffgehalt auch im Perlit. Plastische Verformung gilt als Vor-
aussetzung fur die Bildung von Hohlraumen. Bei sproden Partikeln kommt es bei Ver-
formung der umgebenden Matrix zu lokalen starken Spannungsuberhohungen verbun-
den mit groRen plastischen Verformungen. Versetzungsanstauungen fuhren dann zum
Bruch des Teilchens oder zur Ablésung von der Matrix. Umgekehrt sind weichere Pha-
sen durch starkere plastische Verformung ebenfalls als Initiatoren moglich. Einfluss-
faktoren fur die Entstehung von Hohlraumen sind die Verteilung der Partikel, die abso-
lute PartikelgroRe, ihr Abstand zueinander, sowohl Partikelform, Oberflachenzustand
als auch das Matrixverhalten /10/, /12/.

Hohlraumwachstum

Nach Entstehung der Hohlraume schlief3t sich bei steigender Belastung das Wachstum
an. Das Wachstum zeigt eine starke Abhangigkeit von der Mehrachsigkeit des
Spannungszustands. Dies ist leicht anhand der Zeichnung in Bild 2.8 erklarbar.
Wahrend bei einachsiger Beanspruchung ein relativ kleines Wachstum und eine ge-
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ringe Schwachung des tragenden Restquerschnitts statt findet, vergroRert sich das
Volumen im mehrachsigen Spannungszustand stark. An der Oberflache des Hohlraum-
volumens herrscht ein zweidimensionaler Spannungszustand, der das Wachstum be-
gunstigt. Unter hydrostatischer Belastung ist dadurch Porenwachstum mdglich. Ein
makroskopisch scheinbar sprodes Bruchverhalten resultiert durch einen mehrachsigen
Spannungszustand, der in der mikroskopischen Untersuchung den Charakter eines

duktilen Wabenbruchs aufweist. /10/, /12/
n -

einachsige Belastung mehrachsiger Belastung

Bild 2.8: Hohlraumwachstum bei verschiedenen Spannungszustanden /10/

Hohlraumkoaleszenz

Die entstandenen Hohlrdume vergréRern sich bei wachsender Belastung und flhren
schlie3lich durch Koaleszenz der Hohlrdume zum Bruch des gesamten Bauteils. Die bei
der Materialtrennung vorkommenden mikrostrukturellen Mechanismen sind im Gegen-
satz zur Initiierung und Wachstum am wenigsten ergrundet. Die Mechanismen konnen
von unterschiedlicher Natur sein /10/, /12/:

- Koaleszenz durch das Zusammenwachsen der Hohlrdume und starker lokaler
Einschnurungen.

- Auftrennen der Werkstoffbriicken zwischen den Hohlraumen Uber Scherbandern.

- Zusammenwachsen durch Sekundarhohlrdume an kleinen Partikeln.
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2.1.3. Wasserstoffversprédung

Durch Wasserstoffverspréodung verursachte Schaden werden hauptsachlich an ferriti-
schen oder martensitischen Stahlen beobachtet. Der Wasserstoff kann durch Beizen,
Schweilprozesse, Galvanisieren oder beim Kontakt mit wasserstoffhaltigen Gasen bzw.
Fllssigkeiten in den Stahl gelangen. Infolge des geringen Diffusionskoeffizienten und
der sehr hohen Beweglichkeit kann sich der Wasserstoff an energetisch gulnstigen
Lagen anreichern. Empfindlich zeigen sich elastisch aufgeweitete Gitterbezirke und Ge-
biete mit dreiachsigem Zugspannungszustand. Stahle mit hoher Streckgrenze erweisen
sich aufgrund der hohen elastischen Gitterdehnungen deshalb als besonderst gefahr-
det. Zu diesen zahlen Stahle mit Zugfestigkeiten groRer gleich 900 MPa. Als extrem
anfallig gelten martensitausgehartete Stahle /13/.

Der Wasserstoff kann versprodend wirken, was zu einem Spaltbruch mit reduzierter
Brucheinschnirung fuhrt. Als Ursache werden verminderte Kohasionskrafte zwischen
den Atomen des aufgeweiteten Gitters angenommen. Da der Wasserstoff eine sehr
hohe Beweglichkeit besitzt, wird von einer Behinderung der Versetzungsbewegung
nicht ausgegangen. Eine endgultige Erklarung ist bis dato noch nicht gefunden.

Die Wasserstoffempfindlichkeit von Stahlen kann durch den so genannten Berstversuch
oder Beultest ermittelt werden. Eine im Umfang eingespannte Blechscheibe wird mit
Helium und Wasserstoff bedruckt und langsam aufgeblasen. Die Verhaltnisse der
Berstdriicke ergeben die Wasserstoffempfindlichkeit (genormt in Frankreich unter E29-
732) 111].

Bruchoberflachen der durch Wasserstoffversprodung verursachten Versagensfalle
zeigen folgende Merkmale (Beispiele siehe Bild 2.9) /9/, 111/, /13/:

- Es ist sowohl ein trans- als auch ein interkristalliner Verlauf moglich.

- Gefiedertes Aussehen der Bruchoberflache durch Vereinigung zahlreicher,
vorzugsweise senkrecht zur maximalen Zugspannung orientierter Risse.

- In kristallinen Bereichen sind oft Haarlinien, Krahenfiisschen und Waben auf den
Korngrenzen aufgrund eines geringen noch vorhandenen plastischen
Restumformvermogens zu erkennen.

- Vielfach sind Mikroporen und klaffende Korngrenzen auf den kristallinen
Bruchbereichen zu erkennen.

- Auch ein wabenférmiger Bruch mit einzelnen Poren, bedingt durch die Einflliisse
des Wasserstoffs, ist mdglich.

- Bei Schwingungsbrichen sind unter Wasserstoffeinfluss neben den
Schwingungsstreifen auch Haarlinien zu erkennen.
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Bruch einer Schraube nach
galvanischem Verzinken,
Wasserstoffbruch typisch:
klaffende Korngrenzen,
Mikroporen, krahenfuss-
férmige Haarlinien

M1/

Flockenriss in unlegiertem
C-Stahl. Typisch fiir den
wasserstoffinduzierten Sprod-
bruch: Mikroquasispaltbriiche,
Poren und feine
Zahbruchlinien (Haarlinien)
als Rest duktiler Trennungen
M1/

Transkristalliner
wasserstoffinduzierter Riss
19/

Bild 2.9: REM-Aufnahmen von Literaturbeispielen zur Wasserstoffversprédung
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2.2. Schadenssimulation

Es gilt fir die Beschreibung des Versagensverhaltens der beim Halbhohlstanzniet-
prozess auftretenden Schadigungen geeignete Kriterien zu finden. Im Gegensatz zur
Lehre der Bruchmechanik /14/ kann im Ausgangszustand der Flgepartner Rissfreiheit
vorausgesetzt werden. Wie in Kapitel 4 Uber experimentelle Untersuchungen nachge-
wiesen, kann bei den im HSN-Prozess auftretenden Schadigungen von duktilem Ver-
sagen ausgegangen werden. Dadurch schrankt sich die Wahl der Kriterien weiter ein.
Prinzipiell lassen sich duktile Schadenskriterien in phanomenologische, geometrische,
makromechanische und mikromechanische Ansatze unterteilen.

Phanomenologische Kriterien ermitteln experimentell den Belastungszustand, unter
denen das Material versagt und leiten daraus eine mathematische Beziehung ab.
Bekanntestes Beispiel ist hierbei das Grenzformanderungsschaubild in der Blechum-
formung /15/. Im vorliegenden Fall des Halbhohlstanznietprozesses muss von
dreidimensionalen Spannungszustanden ausgegangen werden. Der daraus resul-
tierende Aufwand an experimenteller Bestimmung der Grenzen ware sehr hoch und
eine Allgemeingultigkeit ware nicht zwangslaufig gegeben. Deshalb wird von den
phanomenologischen Kriterien in dieser Arbeit abgesehen.

Die zur Anwendung kommenden und untersuchten Kriterien sollen in den folgenden
Kapiteln beschrieben werden.

2.2.1. Geometrisches Trennen

Bei diesem Kriterium wird eine geometrische Ahnlichkeit zu vergleichbaren Prozessen
ausgenutzt, um ein Versagen der zu berechnenden Struktur vorherzusagen und ein
Trennen entsprechend einzuleiten. Anhand des bekannten geometrischen Kriteriums
der Oberflachenvergroferung /3/ soll dies naher erlautert werden:

@) -0
0, = Ot s 1009, (2-1)

Ausgang

Die Auswertung erfolgt Gber geometrische IstgroRen (in diesem Fall Oaken als aktuelle
Oberflache), die in das Verhaltnis mit Referenzgrofien (Oausgang als Ausgangsoberflache
der Hauptumformzone) gesetzt werden. Uberschreitet das Verhaltnis den Vergleichs-
wert Oy aus dem Experiment, wird von Versagen ausgegangen. Diese Verfahren sind
einfach in der Anwendung bzw. Integration in die FEM und erfordern keine werkstoff-
spezifischen KenngréRen und Abhangigkeiten. Aufgrund dessen besitzen sie jedoch
auch keine Allgemeingultigkeit. In /3/ befindet sich die Untersuchung beztiglich Anwend-
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barkeit auf Streck- und Tiefziehvorgange. Hauptsachliche Nachteile fur die Anwendung
ergaben sich beziglich Allgemeingiiltigkeit und Ubertragbarkeit von Referenzwerten.
Die Vorhersage des Ortes der Rissentstehung und Festlegung der Hauptumformzone
gestaltete sich laut /3/ als schwierig. Fur einen Prozess wie das Halbhohlstanznieten
konnte das Kriterium nur fir eine Vorhersage von Aulenrissen respektive dem Aus-
stanzen des matrizenseitigen Bleches herangezogen werden. Aufgrund der Zugang-
lichkeit ist die Auswertung des Versagens von stempelseitigem Blech und Niet nicht
oder nur unter erheblichem Aufwand denkbar.

Ein anderer Weg zum Trennen wurde von der Firma femutec /16/ gewahlt. Sie integ-
rierten ein geometrisches Kriterium nach dem Prinzip der minimalen Restblechdicke in
das Finite Elemente Programm MSC.Superform /17/. Der zu berechnende Kdorper wird
bei Unterschreitung einer vorgegebenen Korperdicke in zwei Korper zerteilt. In /18/
wurde das Kriterium bezuglich der Anwendung beim Halbhohlstanznieten naher unter-
sucht. Fokus der Arbeit war das Ausstanzen des stempelseitigen Bleches. Zur Anwen-
dung kamen primar Stahle mit einem hohen Umformvermdgen wie DC04, DP500 und
Aluminium. In den untersuchten Beispielen rei3en die Bleche nach relativ groRer Aus-
dinnung unter dem Nietful. Fur diese Anwendungen zeigte sich das Kriterium als
praktikabel und im Vergleich zwischen Experiment und Rechnung als ausreichend ge-
nau. In Kapitel 5.4.2 befindet sich die Untersuchung der Anwendbarkeit des Kriteriums
auf die in dieser Arbeit untersuchten hochfesten Werkstoffe.

2.2.2. Makromechanische Bruchkriterien

Makromechanische Kriterien lassen sich in momentane (dehnungsunabhangige) und
integrale (dehnungsabhangige) Kriterien aufteilen. Momentane Kriterien beziehen sich
auf augenblickliche GroRen, setzen diese in Bezug zu ReferenzgréfRen und prognosti-
zieren bei einem festgelegten kritischen Wert das Versagen. Sie bertcksichtigen nicht
die Umformgeschichte und eignen sich daher hauptsachlich fir eine Vorhersage bei
reversiblem Materialverhalten.

Integrale Kriterien bertcksichtigen den Belastungspfad (Umformgeschichte) durch die
Integration von Spannungszustanden Uber die Dehnung. Sie setzen sich entsprechend
aus Energieausdricken zusammen. Von Freudenthal /19/ wird diese Vorgehensweise
uber das Einbringen von Energie und deren Umwandlung im Werkstlck begrindet. Ein
Teil der eingebrachten Energie wird als elastische Energie im Werkstuck gespeichert.
Die fur die plastische Umformung notwendige Energie wird zu ungefahr 90% in Warme
umgewandelt und die restlichen 10% fiir die Anderung des mechanischen Zustandes
bendtigt (Werkstoffverfestigung) /20/. Kann die eingebrachte Energie vom Material nicht
mehr aufgenommen werden, bzw. wird ein kritischer Wert erreicht, geht man vom Ver-
sagen des Werkstoffes aus. Wie in /3/ ausflhrlich dargestellt, kommen bei isotropen
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Werkstoffen fur die makromechanischen Kriterien nur vom Koordinatensystem unab-
hangige Grolen (Invarianten) in Frage. Die momentanen Kriterien haben die Form:

D =f(o,¢,ak) < D (2-2)

die integralen Kriterien stellen sich hingegen folgendermalden dar:

I
&y

D= If(ai,gj,ak)dgp' <Dy (2-3)
0
Dabei sind:
o] Hauptspannungen, 01> 02>03
€ Hauptdehnungen, €1>¢€> €3

ak Materialkonstanten
Dwit Referenzwerte

Die fur die Analyse wichtigen zusammengesetzten Invarianten sind die von Mises Ver-
gleichsspannung oy, die mittlere oder auch hydrostatisch genannte Spannung o, und
die aquivalente plastische Vergleichsdehnung &P

Die in der Arbeit verwendeten Kriterien sollen an dieser Stelle kurz beschrieben werden.

Maximale Schubspannung
Im Stauchversuch des Nietgrundmaterials (genauere Ausfuhrung in Kapitel 3.1) bildet
sich ein Riss Uber die Mantelflache der Stauchprobe unter ca. 45°, siehe Bild 2.10.

Umformgrad ¢ = 0,6 Umformgrad ¢ = 1,02

Bild 2.10: Stauchversuch des Nietgrundmaterials mit Versagen der Probe
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Dieses Verhalten deutet auf ein Versagen in Richtung einer maximalen Schubspannung
hin. Aufgrund dessen wird als einziges momentanes Kriterium die maximale Schub-
spannung in Betracht gezogen:

b

Tmax = max{ 2 ’ 2 2 (2'4)

In /21/ wurden mit dem Kriterium der maximalen Schubspannung gute Ergebnisse in
der Vorhersage von Brichen unter Scherbeanspruchung getroffen. Hierflr war zur Ka-
librierung nur ein einziger Versuch des betreffenden Materials notwendig.

Cockroft&Latham
Bei den integralen Kriterien soll das in vielen FEM-Programmen verwendete normali-
sierte Kriterium nach Cockroft&Latham /22/ untersucht werden:

D= [tde < Dy (2-5)

v
0 v

Die maximale auftretende Spannung wird hier in das Verhaltnis zur Vergleichsspannung
nach von Mises gesetzt und Uber die plastische Vergleichsdehnung integriert.

Ayada&Higashino

In den von Landgrebe /23/ und Groche /3/ durchgeflhrten Untersuchungen makrome-
chanischer Bruchkriterien zur Vorhersage von Bruch zeigte das Kriterium nach
Ayada&Higashino /24/

&P

v < Dy (2-6)

O
Il
o—,
E
o
3]
W)

gute Ergebnisse sowohl im Kragenstauchversuch als auch im Zugversuch. Aufgrund
der guten Vorhersage hinsichtlich des Ortes der Schadigung soll das Kriterium auf die
Anwendbarkeit beim Halbhohlstanznieten untersucht werden.

Rice&Tracey
Bei duktilem Materialverhalten leitete Rice&Tracey /25/ folgende Gleichung fur das
Wachstum des Hohlraumradius her:

R =R -(0.558 : sinh[&J +0.008-v - cosh[&n (2-7)
27, 27,
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Diese Beziehung wird durch vereinfachende Annahmen zu dem in der Literatur weit
verbreiteten Ausdruck /10/:

R =R -0.283-£V-e@;:] (2-8)

Zur Berucksichtigung der Verfestigung wird die Streckgrenze im Folgenden durch Ver-
gleichspannung nach von Mises ersetzt. Das Wachstum des Hohlraums wird somit als
die exponentielle Abhangigkeit von der Spannungsmehrachsigkeit beschrieben und als
makromechanisches Schadigungskriterium verwendet /23/:

E\FI 3'O'm

D= j0.283 .e?7dg” <D, (2-9)
0

Aufgrund des zu erwartenden duktilen Blechversagens soll Rice&Tracy ebenfalls beim
Halbhohlstanznieten betrachtet werden.

2.2.3. Mikromechanisches Materialmodell nach Rousselier

Mikromechanische Modelle beschreiben den duktilen Bruch durch Wiedergabe der drei
Phasen Hohlrauminitiierung, Hohlraumwachstum und Hohlraumkoaleszenz.

Hohlrauminitiierung

Die Initiierung hangt von den verschiedensten Einflussen wie z. B. PartikelgroRe, Ver-
teilung der Partikel, Abstand der Partikel zueinander, Form der Teilchen, Oberflachen-
beschaffenheit und Verfestigung der umgebenden Matrix ab. Die mathematische Be-
schreibung des komplexen Vorgangs bendétigt entsprechende Vereinfachungen. Ein
Anfangshohlraumvolumen wird gesetzt, sobald die Bedingung eines Kriteriums erflllt
wird. Verwendung finden allgemein Energie-, Spannungs- und Dehnungskriterien. In
der hier verwendeten Formulierung erfolgt die Initierung Uber das Setzen eines in Ex-
perimenten bestimmten Anfangshohlraumvolumens fy, sobald die Vergleichsspannung
nach von Mises gleich der Fliellspannung ist. Das anfangliche Hohlraumvolumen kann
uber metallurgische Feinschliffe direkt anteilig bestimmt werden oder durch sukzessive
Variation im nachgerechneten Zugversuch ermittelt werden.

Hohlraumwachstum

Far die numerische Umsetzung des Hohlraumwachstums gibt es mehrere Ansatze.
Zwei der bekanntesten Vertreter dieser Modelle sind das nach Gurson /26/ und das
nach Rousselier /4/. Das Gurson-Modell bendtigt in seiner vollstandigen Beschreibung
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neun Parameter. Unter Vereinfachungen nach Tvergaard und Needleman /27/ und Vor-
gabe des Anfangshohlraumvolumens kann das Gurson-Modell auf vier Parameter re-
duziert werden (GTN-Modell) /28/. Wird beim Rousselier-Modell ebenfalls mit der Ver-
einfachung der Vorgabe eines Anfangshohlraumvolumens f, ausgegangen, kommt
dieses mit zwei voneinander unabhangigen Parametern aus. Aufgrund der in /28/ nach-
gewiesenen Vergleichbarkeit und des einfacheren Aufbaus ist fur diese Arbeit das Mo-
dell nach Rousselier gewahlt worden.

Rousselier leitet durch einen allgemein formulierten thermodynamischen Ansatz fol-
gende Fliel3funktion fur ein Material mit Hohlraumvolumen her:

®(o,, 0,1,k )=%— ki +2-0, -f -e((”)“’k] =0 (2-10)

Dabei wird die FlieRfunktion nach von Mises um einen Term, der den hydrostatischen
Spannungsanteil enthalt, erganzt. Hierdurch ist Entfestigung des Materials simulierbar.
Beim Hohlraumvolumenanteil f gleich null reduziert sich die Funktion wiederum zur
einfachen Flielfunktion nach von Mises. Der Materialparameter oy (Rousselier-Kon-
stante) lasst sich physikalisch als Widerstand gegen das Hohlraumwachstum und
Widerstand gegen die Koaleszenz der Fehlstellen vorstellen. Nach Rousselier liegt er in
der GrofRenordnung von zweidrittel der Streckgrenze des verwendeten Materials.

Hohlraumkoaleszenz

Zur Beschreibung der Hohlraumkoaleszenz wurde wie in /10/ beschrieben, die kritische
HohlraumgroRe f; eingefuhrt. Wenn das Hohlraumvolumen f diesen Wert annimmt, wird
die Elementsteifigkeit zu null gesetzt. Ohne diese Erweiterung gibt das Materialmodell
die Entfestigung durch die geschadigten Bereiche wieder, zeigt jedoch nicht den im Ex-
periment entsprechenden Abriss mit Reduktion der Spannungen zu null.
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2.3. Reibung

Neben dem Materialmodell mit ermittelter FlieRkurve des Materials hat das verwendete
Reibgesetz und der zugehorige Reibfaktor den grofdten Einfluss auf das Ergebnis einer
Simulation. Materialfluss und bendtigte Umformenergie werden dadurch deutlich be-
einflusst. Beim Halbhohlstanznietprozess bildet sich entsprechend der Variation des
Reibfaktors oder gar des Modells ein unterschiedlicher Hinterschnitt im gefligten Blech
aus. Diese qualitatsbestimmende Grolde ist flr die Festigkeiten der Flgeverbindung
malfigebend. Kleinste Abweichungen kénnen beim Flgen von hochfesten Stahlen das
nicht erlaubte Ausstanzen des SchlielRkopfes (Bild 1.1) verursachen.

2.3.1. Reibung in der Massivumformung

Adhésion Plastische Furchung Elastische
u. Scherung Deformation Deformation

Bild 2.11: Mechanismen von in Kontakt stehenden Oberflachen /29/

Die Einflussfaktoren auf die Reibung sind mannigfaltig und machen eine eindeutige
mathematische Beschreibung unmdglich. Neben der Schmierung bzw. den Schmier-
mitteln (Viskositat, Druckbestandigkeit, Warmeausdehnung, chemisches Reaktions-
vermogen, ...) und den Eigenschaften der Reibpartner (wahre Kontaktflachen, Warme-
leitfahigkeit, Adhasionsverhalten, Verzunderung, ortlicher Druck, ...) haben auf3ere Ein-
flisse (Temperatur, Umformgeschwindigkeit, Atmosphare, ...) entscheidende Aus-
wirkung auf die Reibverhaltnisse. Das HSN fallt innerhalb der Massivumformung in den
Bereich der Kaltmassivumformung. Bei der Kaltmassivumformung kann die Interaktion
der in Kontakt stehenden Oberflachen Uber vier Mechanismen beschrieben werden
(siehe Bild 2.11):

- Elastische Deformation in der Kontaktzone,
- plastische Deformation in der Kontaktzone,
- Furchung der Oberflache durch Rauhigkeitshiigel und
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- Scherung von Adhasionsbricken.

Dabei wird davon ausgegangen, dass die sich relativ zueinander bewegenden Kontakt-
korperoberflachen Unebenheiten aufweisen und die Kontaktkorper sich deshalb gegen-
seitig auf Erhdhungen abstutzen. Daraus ergibt sich gegenltber der makroskopisch be-
trachteten scheinbaren Kontaktfliche eine wirkende wahre Kontaktflache (siehe

auchBild 2.12).

Scheinbare Kontaktflache Wahre Kontaktflache

Bild 2.12: Scheinbare und wirkliche Kontaktflache /30/

FUr die Beschreibung der Mechanismen beim Reibprozess wurden die idealisierten
Einflussgréfen in Bild 2.13 verwendet:

- Flachenpressung oy,
- Relativgeschwindigkeit der Reibpartner zueinander v,

- OberflachenvergroRerung der Kontaktflache A4/A und
- Temperatur in der Wirkfuge u.

///////
7

’
’
’
U ’
/

Bild 2.13: EinflussgroRen Reibprozess /29/

Mit ihnen sind die im folgenden Kapitel beschriebenen Reibmodelle aufgebaut. Die
Temperatur wurde zur Vereinfachung nicht berticksichtigt.
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2.3.2. Reibmodelle

Begrenzt wird die maximale Ubertragbare Reibschubspannung durch das Einsetzen des
Fliellens im weicheren Kontaktkérper. Der weichere Kontaktkdrper schert knapp unter-
halb der Kontaktflache im Materialinneren ab /31/.

Die Spannung beim Erreichen der FlieRgrenze im einachsigen Spannungszustand wird
als FlieRspannung ks bezeichnet. Analog dazu ist im reinen Schubspannungszustand
die entsprechende Schubspannung beim FlieRen mit SchubflieRgrenze bezeichnet. Der
Zusammenhang zwischen Flie3ispannung und Schubfliel3grenze wird tber die im meh-
rachsigen Spannungszustand geltende Vergleichsspannung nach von Mises herge-
leitet:

Oy :\/1[(0'1_0'2)2"‘(0'2_0'3)2+(03_01)2] (2-11)

FiUr den reinen Schubspannungszustand ist die erste Hauptspannung gleich der maxi-
malen Schubspannung zu setzen, die zweite Hauptspannung wird zu null und die dritte
gleich minus der ersten Hauptspannung:

Dadurch ergibt sich im Zustand des FlieRbeginns mit o, =k, :
k =~/3 7, (2-12)
Der folgende Quotient wird in den weiteren Ausfihrungen als SchubflieRgrenze k be-

zeichnet:

kf
=5 (2-13)

Erreicht die Reibschubspannung den Wert der SchubflieRgrenze des weicheren Kon-
taktkorpers, findet keine Relativbewegung an der Kontaktflache mehr statt. Der Zustand
Haften ist erreicht.

Modell nach Coulomb

Die Reibschubspannung wird im Coulombmodell durch die Abhangigkeit von der
Normalspannung o, Uber die Reibzahl p berechnet:
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r=u-o, (2-14)

Uber die Festlegung der maximal Ubertragbaren Reibschubspannung durch die Schub-
flieBgrenze k, kann die maximale Reibzahl pmax ermittelt werden:

_k
Hina = — (2-15)

n

Daraus ergibt sich mit Gleichung (2-13) und dem Gleichsetzen der Normalspannung mit
der Flielspannung:

_ = ~0577 ;
/umax kf \/g (2 16)

Der Reibwert kann demzufolge einen Wert zwischen reibfrei y = 0 und dem Zustand
des Haftens p = 0,577 einnehmen. In der Plastizitatstheorie wird bei der Berechnung
der FlieBspannung der hydrostatische Spannungsanteil abgespalten, er hat bei der An-
nahme eines isotropen und homogenen Werkstoffs auf das MaterialflieRen aufgrund
des allseitigen Wirkens keinen Einfluss /20/. Im Gegensatz dazu flieRt bei der Be-
rechnung der Normalspannung in der FEM-Rechnung die hydrostatische Spannung mit
ein. Da in der Massivumformung sehr hohe hydrostatische Spannungen entstehen
kdnnen, kommt es unter Verwendung von Coulomb zu unrealistisch hohen Reibschub-
spannungen, die sich weit Gber der SchubflieRgrenze befinden und ein Vielfaches der
FlieRspannung des Materials sein kénnen /29/.

Schubmodell
Das Schubmodell (auch Reibfaktormodell genannt) bildet, im Gegensatz zu Coulomb,
die Reibschubspannung direkt Gber der Abhangigkeit von Schubfliel3grenze Uber den
Reibfaktor ab:

7, =m-k (2-17)

Far den Maximalwert des Reibfaktors m gleich eins wird Haften und damit Schub-
spannung gleich Schubfliel3grenze mit Flieen simuliert. Reibfaktor gleich null gilt wie-
der als reibungsloser Zustand. Der Einfluss groRRer hydrostatischer Dricke entfallt in
diesem Modell, dadurch erweist es sich als geeignet fir Massivumformprozesse. (Be-
schreibung der Reibmodelle /31/)
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Modell nach Neumaier

Im Gegensatz zum Modell von Coulomb und dem Schubmodell wurde von Neumaier
136/ die wahre Kontaktflache (Bild 2.12) als wesentliche EinflussgroRe fur die in der
Wirkfuge Ubertragbare Schubspannung in einem Modell umgesetzt. Zur Erlauterung soll
das Diagramm (Bild 2.14) nach Shaw /37/ herangezogen werden. Im Bereich |, bei
kleinen Normalspannungen, gilt das Modell nach Coulomb. Hier nimmt die Kontakt-
flache proportional mit der Normalspannung zu. Mit zunehmender Kontaktflache geht
die Reibschubspannung im Bereich Il Uber in Bereich Ill und konvergiert zur geo-
metrischen Kontaktflache. Hier gilt die Haftbedingung als erflllt und dementsprechend
das Schubmodell. Alle drei Bereiche werden durch den von Neumaier entwickelten An-
satz zur Berechnung der Reibschubspannung wiedergegeben:

r,=m -K -|:1—exp(—%ﬂ (2-18)

Von Neumeier schlagt fur die Berechnung folgende GroéRenordnungen des Reibfaktors
Mo VOr:

- Kaltumformung mg = 0.15 (Umformung bei Raumtemperatur),

- Halbwarmumformung mo = 0.25 (Umformtemperatur unter der Rekristallisations-
temperatur) und bei der

- Warmumformung mo = 0.45 (Umformtemperatur Uber der Rekristallisations-
temperatur).

— [

/ Reibfaktormodell
T=m-k

Coulombsches Reibgesetz
Tr=H" Oy

Reibschubspannung g [MPa]

\

Normaldruck Gy, [MPa]

Verlauf Reibschubspannung nach Shaw /37/

Bild 2.14: Herleitung des Reibmodells nach Neumaier

35



3. Werkstoffauswahl und Charakterisierung

Das Ziel ist es, die Simulation weiter zu entwickeln, um sie als ein Werkzeug fur die Er-
weiterung der Verfahrensgrenzen, Standardisierung von Werkzeugsatzen und als Un-
terstutzung der Labortatigkeit bei der Absicherung neuer Baureihen einsetzen zu
kdnnen.

Zu diesem Zweck sollen typische Vertreter der zu simulierenden Blechwerkstoffe aus-
gewahlt werden, die zuklnftig eine Rolle im Leichtbau der Automobilindustrie spielen
werden. Deshalb fiel die Wahl der Fugepartner auf den hochfesten TRIP-Stahl
(TRIP = Transformation Induced Plasticity) mit der Zugfestigkeit 700 MPa (HT700T) und
den DP-Stahl (DP = DualPhasenstahl) mit 600 MPa (HT600X). Fur die Mischbauweise
wurde eine 5000er-Aluminiumlegierung verwendet. Die Standardwerkstoffe sollen
ebenfalls nicht aulRer Acht gelassen werden. Als ein gangiger Vertreter wurde der Stahl
H320LA ausgewahlt.

Fir die vorliegende Arbeit wurden ALMAC beschichtete Niete der Firma HENROB /6/
verwendet (ALMAC ist ein Beschichtungsverfahren, bei dem durch mechanisches Plat-
tieren Zink, Zinn und Aluminium aufgetragen wird). Das Fugen hoherfester Stahle
schrankt die Wahl eines geeigneten Stanznietes sowohl bei der Harte als auch in der
Lange ein. Um ein Aufstauchen und Knicken zu vermeiden, wird zwangslaufig die mo-
mentan auf dem Markt erhaltliche hochste Hartestufe bei gleichzeitiger kurzer Schaft-
lange gefordert. Der zur Verwendung kommende Niet C5x5H6 zeigt sich bezuglich
Harte, ausreichend vorhandenem Umformvermdgen, sowie unkritischer Lange, als ge-
eignet (C5x5H6 = C-Nietgeometrie; Lange 5 mm; Schaftdurchmesser 5,3 mm; Harte-
stufe 6, dies entspricht ca. 570 HV10). Beim zweilagigen Flgen von Blechen in den Ub-
lichen Dicken von ca. 1,5 mm kénnen sowohl bei artgleicher Verbindung als auch bei
Mischbauweise noch gute Hinterschnitte unter Berucksichtigung der zu erfullenden
Qualitatsbedingungen erzeugt werden. Um eine Durchgangigkeit der Ergebnisse zu
gewahrleisten und Chargenschwankungen ausschliel3en zu kénnen, wurde fur den Niet
nur eine Charge der Firma HENROB fur alle Versuche verwendet.

Voraussetzung fur die Wiedergabe des realen Flgeprozesses ist die Abbildung des
Versagens der Fugepartner. Zur Charakterisierung des Nietversagens ist die Verwen-
dung von Materialien Uber der bisher angenommenen Verfahrensgrenze notwendig (bei
den mechanischen Fugeverfahren gelten Zugfestigkeiten der Bleche mit R, = 600 MPa
als obere Grenze). Deshalb werden zusatzlich in den Experimenten der DP-Stahl
HT1000X (1000 MPa Zugfestigkeit) und der TRIP-Stahl HT800T (800 MPa Zugfestig-
keit) gefugt. Sie befanden sich zum Zeitpunkt der Arbeit noch im Werkstofffreigabe-
prozess fur kommende Baureihen und werden nicht simuliert. Die Charakterisierung der
Werkstoffe erfolgt Uber:
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- die chemische Zusammensetzung,

- der Werkstoffkenndatenermittiung mittels technischer Fliel3kurve durch den Zug-
bzw. Druckversuch sowie der Kleinlastharteprtifung nach Vickers,

- das metallographische Gefuge in Schliffbildern und

- die Bruchflache gerissener Zugproben im Rasterelektronenmikroskop (REM).

Die Zugversuche erfolgten gemals DIN EN 10002-1 /32/ (Probengeometrie siehe
Bild 3.1). Zusatzlich zu den Zugversuchen wurden Druckversuche mit dem
Nietgrundwerkstoff in Anlehnung an DIN 50106 /33/ durchgefuhrt. Mit dem Druckver-
such sollte das Materialverhalten fur hohere Umformgrade unter ahnlicher Bean-
spruchung wie im HSN-Prozess untersucht werden. Der Einfluss der Reibung beim
Druckversuch verursacht ein Abweichen der Probe von der idealen zylindrischen Form
durch Aufbauchen. Im Extremfall kann es sogar zum Anliegen der Mantelflache an die
Stauchbacken kommen. Der dadurch entstandene mehrachsige Spannungszustand
erschwert eine sinnvolle Auswertung zur Erstellung der FlieRkurve. Zur Reibminderung
schlagt Rastegaev /31/ das Eindrehen von Schmiertaschen auf den Grundflachen vor.
Aufgrund der AbmalRe und hohen Harte war dies bei den Nietproben nicht moglich. Es
wurde eine Minimierung des Aufbauchens Uber das Einbringen einer kegelférmigen
Spitze nach Siebel-Pomp mit Flankenwinkel 3° realisiert (siehe Zeichnung in Bild 3.1).
Uber Schmierung der Stirnflichen wurden die Radial- bzw. Tangentialkrafte zwischen
Probe und Druckplatte weiter reduziert. Die Druckversuche wurden unter folgenden
Bedingungen durchgefuhrt:

- Belastungsgeschwindigkeit 1 mm/min,
- Schmierstoff Molycote-Paste P74
- und den Probenabmessungen d =5 mm, h = 7,5 mm und Winkel des Kegels 3°.

100

29 42

F——‘—‘
»4,5
=3
©3,50

N

250
120 20

RN |
__.___.___+._ ___________ |

R20 | 5

30

Bild 3.1: Probengeometrien: links Stauchprobe aus dem Nietwerkstoff, rechts oben Rund-
zugprobe aus dem Nietwerkstoff, rechts unten Flachzugprobe der Bleche

37



3.1. Niet

Der Nietwerkstoff tragt intern bei HENROB noch die veraltete Bezeichnung nach British
Standard BS3111. Dieser Werkstoff ist heute in der Europaischen Norm DIN EN 10263-
4 /34/ aufgefuhrt und den borlegierten Stahlen zugeordnet (siehe Tabelle 3.1). Die Be-
nennung BS3111 soll in dieser Arbeit verwendet werden.

Werkstoff Werkstoffnummer Trivialname neue Bezeichnung

ahnlich 40MnB4 * ahnlich 1.5527 * BS3111 - (EN 10263-4)

Tabelle 3.1:  Bezeichnungen Nietwerkstoff (* Funkenspektralanalyse)

Chemische Zusammensetzung
Eine Funkenspektralanalyse (Ergebnis in Tabelle 3.2) wies Ahnlichkeit des Werkstoffes
mit einem 40MnB4 (Werkstoffnummer 1.5527) auf.

Werkstoff C Si Mn P S Ti B
BS3111 0,432 0,091 0,839 0,016 0,012 0,027 0,0045

Tabelle 3.2: Chemische Zusammensetzung BS3111

Werkstoffkenndaten

Wahrend der Herstellung der Niete wurden fur die Grundlagenuntersuchungen aus dem
Rohmaterial Drahtsticke abgezweigt und wie die Niete unter gleichen Bedingungen
gehartet. Aus diesen Drahtstlicken sind Zugproben nach DIN 50125 B 3,5x17,5 /35/
durch Schleifen hergestellt und geprift worden. Zur Abstimmung des Rousselier-Ma-
terialmodells wurden weiterhin Rundzugproben der gleichen Abmessungen mit einer
Kerbe versehen. Der Kerbradius betragt dabei 2,5 mm mit einem Durchmesser im Kerb-
grund von rund 2,56 mm. Die Proben flr den Stauchversuch sind aus den Drahtab-
schnitten durch Drehen hergestellt worden. Die Harte der Zug- und Stauchproben be-
findet sich innerhalb der Herstellertoleranzen von 550+25 HV. Der Niet liegt jedoch an
der oberen Toleranzgrenze, der Drahtwerkstoff mit der Harte 530 HV im unteren Be-
reich. Trotz der hohen Harte weisen alle Proben noch eine Bruchdehnung von 10% auf
(Diagr. in Bild 3.2). Zusammenfassend sind die wichtigsten aus dem Zugversuch
aufgenommenen Daten des Nietwerkstoffs in Tabelle 3.3 aufgefluhrt.

Werkstoff E/GPa Ry0.2/MPa R./MPa At/ % Al% HV10
BS3111 202 1489 1912 5,1 11 530

Tabelle 3.3: Werkstoffkenndaten BS3111 aus dem Zugversuch
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Bild 3.2: Technischen FlieRkurven des Nietwerkstoffs

In Bild 3.3 sind die FlieRkurven aus den Stauchversuchen dargestellt. Ab dem Umform-
grad von ca. 0,6 wird ein erstes Versagen an der Mantelflache beobachtet (siehe
Bild 2.10). Folglich ist die Verwendung der Werte fur die FlieBkurvenermittlung in Kapi-
tel 3.3 nur bis zu diesem Punkt sinnvoll.
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Bild 3.3: Wahre FlieRkurven aus den Stauchversuchen des Nietwerkstoffs
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Metallographisches Geflige

Die Gefugebilder zeigen ein homogenes martensitisches/bainitisches feines Gefuge
(siehe Bild 3.4 links). Die Gefugebilder der Niet und Zugproben stimmen mit ihrem
martensitisch/bainitischen Gefuge uberein.

martensitisches/bainitisches Gefligebild duktiler Wabenbruch

Bild 3.4: Geflige- und Bruchbild des Nietwerkstoffs BS3111

Fraktographie
Die Zugproben rissen von innen nach aul3en unter einem typischen Teller-Tassen-
Bruch. Das Bruchbild zeigte unter dem REM einen reinen duktilen Wabenbruch (siehe
Bild 3.4 rechts).

3.2. Bleche

In Tabelle 3.4 sind alle verwendeten Bleche mit Werkstoffnummern, Trivialnamen und
Normbezeichnungen aufgeflhrt. Nur fir die zu simulierenden Blechwerkstoffe H320LA,
HT600X, HT700T und AW-5182 soll eine detaillierte Charakterisierung und Beschrei-
bung der Bruchmechanismen erfolgen.

Werkstoff Werkstoffnummer Trivialname neue Bezeichnung
AlMg4,5Mn0,4 AW-5182 AlMg5Mn -

H320LA 1.0548 ZStE 340 HC340LA (EN 10268)

HT600X 1.0941 DP600 HCT600X (prEN 10336)

HT1000X - DP1000 HCT980X (prEN 10336)

HT700T 1.0947 TRIP700 HCT690T (prEN 10336)

HT800T - TRIP800 HCT780T (prEN 10336)

Tabelle 3.4: Bezeichnung Blechwerkstoffe
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Zur besseren Ubersicht Uber die Festigkeiten und das FlieBverhalten der Bleche sind
die technischen FlielBkurven der zu simulierenden Werkstoffe AW-5182, H320LA,
HT600X und HT700T bereits an dieser Stelle zusammen in Bild 3.5 dargestellt.
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Bild 3.5: Kraft-Weg-Verlaufe der zu simulierenden Halbzeugwerkstoffe

Die Erstellung der Flachzugkurven aus den Blechen erfolgte fur alle Werkstoffe nach
DIN EN 10002-1, Form 2 /32/. Die Proben flr die Bestimmung der Rousselier-Parame-
ter sind zusatzlich mit einer Kerbe versehen. Der Kerbradius betragt 10 mm und die
Probenbreite im Kerbgrund 12 mm.

3.2.1. AW-5182

Aluminiumlegierungen der 5000er-Gruppe sind aushartbare Knetlegierungen der
Zusammensetzung AIMg und AIMgMn. Ihre guten Eigenschaften hinsichtlich der Ver-
formbarkeit, Korrosionsbestandigkeit und der Schweilleignung beziehen diese Le-
gierungen aus ihren Legierungselementen und der Kaltverfestigung. 5000er-Alumini-
umlegierungen eignen sich aufgrund der Ausbildung so genannter FlieRfiguren an der
Bauteiloberflache nicht fur Auf3enhautteile. Diese Fliefiguren sind Einschnirungen
unter 55° zur Hauptumformungsrichtung, verursacht von Inhomogenitaten im Verfesti-
gungsverhalten (Portevin-Le Chatelier-Effekt) /38/. Geloste Fremdatome treten dabei in
Wechselwirkung mit Versetzungen. Dieser Effekt ist auch am FlieRkurvenverlauf (siehe
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Bild 3.5) anhand des ruckweisen Fliel3ens zu erkennen. Im Gegensatz zu 6000er-Legie-
rungen altert der Werkstoff nur geringfugig.

Chemische Zusammensetzung
Die chemische Zusammensetzung nach DIN EN 573 /39/ der Aluminiumlegierung AW-
5182 ist in Tabelle 3.5 aufgefuhrt.

Angaben in
Si Fe Cu Mn Mg Cr Zn Ti
max. %
AW-5182 0,20 0,35 0,15 0,40 4,50 0,10 0,25 0,10

Tabelle 3.5: Werkstoffzusammensetzung AW-5182 nach DIN EN 573

Werkstoffkennwerte
Die aus den Zugversuchen ermittelten Werkstoffkennwerte sind in Tabelle 3.6 angege-

ben.
Werkstoff E/GPa Ry02/MPa R+/MPa Ag/% Al%
AW-5182 69,6 140 279 23,5 24

Tabelle 3.6: Werkstoffkennwerte AW-5183

Metallographisches Geflige und Fraktographie
In Bild 3.6 ist links das Geflige und rechts das Bruchbild des im Zugversuch getesteten
Werkstoffs AW-5182 abgebildet. Die groRen duktilen Waben sind gut zu erkennen.

Gefligebild

Bild 3.6: Gefluge- und Bruchbild des Werkstoffes AW-5182
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3.2.2. H320LA

Mikrolegierte Stahle beziehen ihre hohe Festigkeit, bei geforderten groRen Streck-
grenzwerten, durch das Legieren mit den Elementen Nb, Ti und V. Durch Ausschei-
dungshartung und feines Korn kénnen gute Festigkeitseigenschaften erreicht werden,
ohne dabei hohe Legierungsanteile zu verwenden. Funktionelle Eigenschaften wie z. B.
die Schweilteignung bleiben erhalten. Darlber hinaus zeichnen sich mikrolegierte
Stahle durch ihre hohe Dauerfestigkeit aus. Die hohe Streckgrenze ermoglicht den
Einsatz dieser Stahle bei anspruchsvollen Pressteilen.

Chemische Zusammensetzung
Die chemische Zusammensetzung nach DIN EN 10268 /40/ des mikrolegierten Stahls
H320LA ist in Tabelle 3.7 aufgefihrt.

Angaben in
C Al Mn Si P S Nb Ti
max. %

H320LA 0,100 0,015 1,000 0,500 0,025 0,025 0,090 0,150

Tabelle 3.7: Chemische Zusammensetzung H320LA nach DIN EN10268

Werkstoffkennwerte

Im Bild 3.5 ist die technische Spannung uber technischer Dehnung des fur die Simu-
lation verwendeten H320LA aufgefuhrt. Die aus den Zugversuchen ermittelten Werk-
stoffkennwerte sind in Tabelle 3.8 angegeben.

Werkstoff E/GPa Rp02/MPa R/MPa Ag/% Al%
H320LA 210 390 460 15,7 25

Tabelle 3.8: Werkstoffkennwerte H320LA

Metallographisches Geflige und Fraktographie

In Bild 3.7 links ist das feine Geflige bestehend aus Ferrit mit Zementitausscheidungen
abgebildet. Die REM-Aufnahme des Bruchbilds einer im Zugversuch gebrochenen
Probe zeigt einen zdhen Wabenbruch.
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Ferrit mit Zementitausscheidungen duktiler Wabenbruch

Bild 3.7: Gefluge- und Bruchbild des Werkstoffes H320LA

3.2.3. Dualphasenstahle

Die Dualphasenstahle beziehen ihre hohe Festigkeit bei guter Umformbarkeit aus den
im Werkstoff gleichzeitig vorhandenen Anteilen von harten martensitischen und weichen
ferritischen Phasen. Das Martensit kann einen Volumenanteil von bis zu 20% ein-
nehmen. Das Verhaltnis der Phasenanteile wird durch den Kohlenstoffanteil und tGber
eine thermomechanische Behandlung eingestellt.

Chemische Zusammensetzung
Die chemische Zusammensetzung der Dualphasenstahle nach prEN 10336 ist in
Tabelle 3.9 aufgeflhrt.

Angaben in Cr+ Nb +
C Si Mn P S Al \Y B
max. % Mo Ti

HT600X 0,17 0,8 2,20 0,08 | 0,015 2,0 1,0 0,15 0,2 | 0,005
HT1000X 0,23 2,20 2,50 0,12 | 0,015 2,0 0,6 0,2 0,2 ] 0,005

Tabelle 3.9: Chemische Zusammensetzung Dualphasenstahl nach prEN 10336

Werkstoffkennwerte

Die Werkstoffkennwerte in Tabelle 3.10 des HT600X wurden im Zugversuch der Blech-
proben ermittelt. Die Angaben zum HT1000X erfolgt nach den RichtgroRen aus der
Norm prEN 10336. Im Bild 3.5 ist die technische Spannung aufgetragen Uber der tech-
nischen Dehnung fur den HT600X dargestelit.
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Werkstoff E/GPa Rpo2/MPa Rm/MPa Agl/% A%
HT600X 210 340 600 17,4 27
HT1000X 210 600 — 750 min. 980 - -

Tabelle 3.10: Werkstoffkennwerte Dualphasenstahle

Metallographisches Gefluige und Fraktographie

Exemplarisch ist das Geflige des Dualphasenstahls HT600X in Bild 3.8 dargestellt. Im
Geflige ist in der ferritischen Matrix inselférmig eingeschlossener Martensit zu er-
kennen. Leicht oberhalb der Schliffmitte ist ein Streifen mit angereichertem Martensit,
der wahrend der Herstellung entstanden ist, sichtbar (siehe Pfeil). Das Bruchbild in
Bild 3.8 rechts zeigt einen zahen Wabenbruch.

Ferrit mit eingeschlossenem Martensit duktiler Wabenbruch

Bild 3.8: Gefuge- und Bruchbild des Werkstoffes HT600X

3.2.4. TRIP-Stahle

Im Anlieferungszustand weisen diese Stahle ein ferritisch-bainitisches Gefluge mit fein
verteilten metastabilen Restaustenitbestandteilen auf. Diese Austenitanteile wandeln
sich bei der Verformung in harten Martensit um. Durch die Umwandlung zogert sich die
Brucheinschnurung hinaus und der Stahl Iasst hohere GleichmalRdehnungen zu. Die
Legierungselemente Silizium, Aluminium, Mangan und Chrom dienen zur Stabilisierung
des angereicherten Kohlenstoffs im Austenit und verschieben die untere Martensitum-
wandlungstemperatur in einen Bereich unterhalb der Raumtemperatur. Dadurch wird
der metastabile Austenit im Anlieferungszustand der Bleche ermdglicht.

Chemische Zusammensetzung
Die chemischen Zusammensetzung der TRIP-Stahle nach prEN 10336 ist in
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Tabelle 3.11 aufgefuhrt.

Angaben in Cr+ Nb +
Cc Si Mn P S Al \Y B
max. % Mo Ti
HT700T 0,32 2,20 2,50 0,12 | 0,015 2,0 0,6 0,2 0,2 | 0,005

HT800T 0,32 2,20 2,50 0,12 | 0,015 2,0 0,6 0,2 0,2 ] 0,005

Tabelle 3.11: Chemische Zusammensetzung TRIP-Stahle nach prEN 10336

Werkstoffkennwerte

Zusammenfassend sind die wichtigsten mechanisch-technologischen Kennwerte der
untersuchten TRIP-Stahle in Tabelle 3.12 angegeben. Die Werte des HT700T wurden
im Zugversuch der Blechproben ermittelt. Die Angaben zum HT800T erfolgten nach den
RichtgroRen aus der Norm prEN 10336. Im Bild 3.5 ist die technische Spannung Uber
technischer Dehnung des flur die Simulation verwendeten Werkstoffs HT700T aufge-
fuhrt.

Werkstoff E/GPa Rpo2/MPa Rn/MPa Ag/% A%
HT700T 210 415 672 28,1 34
HT800T 210 440 — 560 min. 790 - -

Tabelle 3.12: Werkstoffkennwerte TRIP-Stahle nach prEN 10336

Metallographisches Geflige und Fraktographie

In Bild 3.9 ist das beispielhafte Gefuge des TRIP-Stahls HT700T abgebildet. Durch die
Le Pera Atzung erscheint der Ferrit blau/violett, der Austenit weil und der Martensit
hebt sich gegenuber dem Austenit braun hervor. Das Bruchbild in Bild 3.9 unten zeigt
einen zahen Wabenbruch.
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Ferrit blau/violett, Austenit weil® vergroferter Ausschnitt aus dem linken Gefligebild

und Martensit braun

duktiler Wabenbruch

Bild 3.9: Gefuge- und Bruchbild des Werkstoffes HT700T
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3.3. FlieBkurvenbestimmung

Die richtige Approximation der FlieRkurve ist neben FlieRbedingung, Reibwert und E-
Modul eine der wichtigsten EingangsgrofRe in der FEM-Simulation /15/. Daher soll die
Vorgehensweise bei der FlieRkurvenbestimmung durch folgende Schritte genauer be-
schrieben werden:

1. Nachweis der Ubertragbarkeit der Werkstoffkennwerte

Im Vorfeld der Untersuchungen musste der Nachweis der Vergleichbarkeit von Zug-
proben und der zu simulierenden Proben des Fugeprozesses erbracht werden. Die
Homogenitat der Materialkennwerte im Blech wurde durch die Enthahme und Prifung
verschiedener Proben aus allen Bereichen des Bleches nachgewiesen. Die Unter-
schiede langs und quer zur Walzrichtung zeigten sich dabei als vernachlassigbar. Beim
Nietwerkstoff mussten ein Nachweis des homogenen Gefliges und Harteverlaufe im
Schliff als Nachweis flr den isotropen Werteverlauf des Werkstoffes genugen. Eine
Vergleichbarkeit zwischen Niet und Zugprobenwerkstoff ist laut Geflgebilder ebenfalls
vorhanden. Hartemessungen ergeben jedoch Harteunterschiede zwischen Niet und
Nietgrundwerkstoff von rund 40HV (ca. 140 MPa). Aufgrund dessen wird die FlieRkurve
des Nietes um 140 MPa angehoben. Die Erhéhung der resultierenden Fliel3kurve des
Nietes gegenliber dem Grundwerkstoff ist in Bild 3.10 abgebildet.

2. Festlegung der Streckgrenze

Da in den meisten Fallen keine deutliche Streckgrenze vorhanden ist (bis auf den
H320LA), wird in der Literatur vorgeschlagen, die Ersatzstreckgrenze Rpo 2 zu verwen-
den. Genauer ist die Festlegung der Streckgrenze Uber den Effekt der Temperaturer-
niedrigung im elastischen Bereich und Erhéhung im Plastischen (Joule-Thomson-Effekt
/42/). Da fur die Simulation diese Temperaturmessungen nicht vorlagen, wurde der
erste von der Hook schen Gerade abweichende Wert verwendet.

3. Ermittlung der FlieBkurve aus dem Zugversuch
Bei der Berechnung der FlieRkurven aus den Zugversuchen wurden folgende Berech-
nungen nach /41/ in der angegebenen Reihenfolge angestellt:

1. Ovwanr = (1 + € gesamt ) o (3-1 )
2. gplastisch = ggesamt ~ Eelastisch (3-2)

48



3_ §0 = ln(1 + gplastisch ) (3-3)

4. kf = O-Wélhr (3-4)

Durch die Einschnlirung der Zugproben bei hdheren Umformgraden kann aufgrund des
resultierenden mehrachsigen Spannungszustands keine weitere Auswertung erfolgen.
Far hohere Umformgrad wird daher der Druckversuch durchgefuhrt.

4. Druckversuche fir Werte im Bereich hoherer Umformgrade

Beim Nietwerkstoff werden im Stanznietprozess Umformgrade von ungefahr 0,6 er-
reicht. Neben den Zugversuchen wurden fur die Werte zwischen 0,2 und 0,6 der ein-
gangs erlauterte Kegelstauchversuch nach Siebel-Pomp durchgefuhrt. Die Auswertung
der Kegelstauchversuche erfolgte in folgenden Berechnungsschritten:

1. Mittlere Ausgangshohe:  Nmo = hao ~(d, /3)-tana mit @ =3° (3-5)
F h
2. Formanderungsfestigkeit: ki = A h (3-6)
AO m0
.d?
mit der Anfangsflache A = ﬂ4 :
h
3. Formanderung: ¢=In-— (3-7)

Bei den Blechwerkstoffen konnte auf Werte aus Schichtstauchversuche zurtckgegriffen
werden, die fur den Bereich der Umformsimulation der Daimler AG durchgefuhrt worden
sind /43/. Da die Schichtstauchversuche mit Werkstoffen anderer Chargen erfolgten,
konnen die Werte nicht direkt als FlieBkurvenwerte verwendet werden. Durch Ubliche
Schwankungen der Chargen liegen sie stellenweise leicht Uber bzw. unter den Ver-
suchswerkstoffen fur die HSN-Simulation. Eine Aussage uber das Verfestigungs-
verhalten mit entsprechender Steigung der FlieRkurve kann jedoch getroffen werden.
Die Werte dienen somit als Orientierung fur die im Anschluss errechnete Extrapolation
respektive des FlieRkurvenverlaufs.

5. Extrapolation der FlieBkurve
Far den Nietwerkstoff ist die Extrapolation bis zum Umformgrad 1 ausreichend und die

Fliellkurve wird durch das Extrapolationsverfahren nach Hocket-Sherby /43/ ausrei-
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chend gut abgebildet /44/:

k; =be - (be —ae)- exp(— ce- (pde) (3-8)

Beim Stanznieten herrschen im Bereich der Nietspitze in den Blechen sehr hohe Um-
formgrade bis zu 5. Werte aus Zug- und Schichtstauchversuch liegen jedoch nur bis zu
einem maximalen Umformgrad von 0,6 vor. Entsprechend der angenommenen Fliel3-
kurvenverfestigung stellt sich der fur die Fugung qualitatsbestimmende Hinterschnitt im
stempelseitigen Blech ein. Die passende Extrapolation der Fliel3kurven ist deshalb von
groldter Wichtigkeit. Bisherige Erfahrungen zeigen, dass die FlieRkurve fur derart grof3e
Umformgrade bei den Blechen relativ flach verlauft. Berechnungen des Halbhohlstanz-
nietprozesses mit unterschiedlichen verfestigenden Extrapolationen bestatigen diese
Vermutung /44/. FlieRkurven mit flachem Verlauf bilden die Endkontur im Vergleich zu
ublichen hoheren Extrapolationen (z. B. Gosh /43/) besser ab. Hoch verfestigende
Kurven verursachen ein zu starkes Aufstauchen des Nietes im Flgeverbund. Das Ver-
fahren nach Hocket-Sherby konvergiert ab dem Umformgrad von ca. eins zu einem ho-
rizontalen Verlauf. Ein ideal-plastisches Werkstoffverhalten ist unrealistisch, daher wird
die Kurve ab dem Umformgrad gleich eins mit einer Geraden der Verfestigung von
25 MPa pro Umformgrad Uberlagert.
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Bild 3.10: Extrapolierte FlieRkurve des Nietwerkstoffes BS3111

Die extrapolierten Blechflielkurven fur die Eingabe in die FEM-Simulation sind fur den

50



Bereich von 0 bis 0,6 in Bild 3.11 und fur den Gesamtbereich in Bild 3.12 dargestellt.
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Bild 3.11: Extrapolierte FlieRkurven der Bleche bis zum Umformgrad 0,6
1200 -
1000 -
©
o
=
= 800 -
c
>S5
c
g
n
e
T 400 -
2
— AA5182 — H320LA
200
—HT600X —HT700T
0 T T T T 1
0 1 2 3 4 5
wahrer plastischer Umformgrad / -
Bild 3.12: Extrapolierte FlieRkurven der Bleche bis Umformgrad 5
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4. Bruchmechanismen beim Halbhohlstanznieten

Ein Ziel der durchgefuhrten Untersuchungen ist die Klarung des Materialversagens
wahrend dem HSN-Prozess und die Wiedergabe in der Simulation. Beim Prozess des
Nietens wird von einer rein mechanischen Beanspruchung ausgegangen. Die Entste-
hung von Warme, bis in den kritischen Bereich der Beeinflussung des Geflges, wird
beim Stanzprozess aufgrund von Temperaturmessungen und gekoppelter FEM-Rech-
nung als unkritisch eingestuft. Die im Experiment mit Thermoelementen ermittelte max.
Temperatur an der Schaftinnenseite des Nietes betrug 150°C. Die vereinfachte adia-
bate Simulation des Prozesses berechnete eine maximale Temperatur im Schaft von
180°C. Eine korrosive Belastung entfallt wahrend des Setzvorgangs ebenfalls. Zusatz-
liche Einflusse durch die Vorbehandlung der Werkstoffe sind in Kapitel 4.1.4 Gber die
Untersuchung der Ausgangszustande beschrieben. Schwingende Briche kénnen auf-
grund der kontinuierlichen und gleichgerichteten Umformung beim HSN ausge-
schlossen werden. Da sich der Setzprozess in einem Zeitrahmen von ca. einer Se-
kunde abspielt, kann von einem dynamischen Versagen nicht ausgegangen werden.
Unter diesen Gesichtspunkten ist die Untersuchung des Versagensverhaltens der
Flgepartner Niet und Halbzeuge in den folgenden Kapiteln durchgefuhrt worden.

Die Praparation zur Rissdetektion erfolgte durch Trennschleifen mit anschlielendem
Einbetten in Granulat bei 180°C, 13min. Der eingebettete Schnitt ist in mehreren
Schritten bei feiner werdender Kérnung geschliffen und im finalen Schritt in drei Stufen
mit Diamantsuspension poliert /45/.

4.1. Versagensformen des Nietes

Bei den Untersuchungen konnten vier hauptsachliche Brucherscheinungen des Nietes
beobachtet werden:

- Ein AufreiRen des Nietes entlang des Schaftes in Flgerichtung,

- Risse bedingt durch Aufstauchen des Nietfusses,

- Innenanrisse im Bereich der Kaltschlagkerbe in Umfangsrichtung und
- Risse mittig im Schaft in Umfangsrichtung, bezeichnet als Radialrisse.

Der Radialriss gilt in vielen bisherigen Untersuchungen als Ursache fur das Erreichen
der Verfahrensgrenze. Von allen kritischen Verbindungen versagen ca. 80% der Niete
mit diesem Bruch. Deshalb stellt die Ursache und Form des Radialrisses die Haupt-
untersuchung in diesem Kapitel dar und wird entsprechend ausfuhrlich behandelt.
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4.1.1. Rissin Fugerichtung

Wird der Hohlraum des Stanznietes beim Flgen von weichen Materialen gefillt und der
Niet gleichzeitig zu starkem Aufspreizen gezwungen, tritt unter Umstanden ein Auf-
reilen des Nietes in Fugerichtung auf (siehe Bild 4.1 links). Der hierbei entstandene
Riss weist unter dem Raster-Elektronen-Mikroskop (REM) einen duktilen Wabenbruch
auf (Bild 4.1 rechts). Das Versagen entspricht dem erwarteten Bruchverhalten, das
auch der Grundwerkstoff im Zugversuch zeigt (siehe Bild 3.4 rechts). Der Bruch ist
durch hohe Umfangsspannungen bei gleichzeitig erreichtem maximalem Umformver-

mogen zu erklaren.

2000pm

Bild 4.1: Versagter Niet in Fligerichtung

Der Ursprung dieses Versagens wird in der Lokalisierung der Dehnungen an im Her-
stellungsprozess des Kaltschlagens entstandenen Anrissen gesehen. In Bild 4.2 ist ein
solcher Anriss im Ful3bereich eines unbeschichteten Nietes zu sehen.

Bild 4.2: Kerbe im Nietfull bedingt durch den Kaltschlagprozess in der Herstellung
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4.1.2. Stauchriss

Kommt es zu einem Winkel- oder Lateralversatz der Werkzeuge, sind die Bleche ge-
genuber dem Niet zu hart oder die Reibung zwischen den Flgepartnern zu grof3, dann
staucht der Nietful® auf und versagt entlang von Stauchfalten, beispielhaft aufgefihrt im
Schliff, Bild 4.3. Deutlich ist hier die Verformungsrichtung erkennbar. Dieses Bruchver-
halten wurde auch bei Stauchversuchen mit dem Grundmaterial nach Uberschreiten
des plastischen Umformvermogens erkennbar (siehe Bild 7.1 in Kapitel 7).

Bild 4.3: Versagter Niet durch einseitige Stauchung

4.1.3. Riss im Bereich der Kaltschlagkerbe

Der Riss im Bereich der Kaltschlagkerbe (siehe Bild 4.4) tritt nur an ca. 3% der unter-
suchten kritischen Flgeverbindungen auf.

o
Bild 4.4: Innenanriss im Bereich der Kaltschlagkerbe in Umfangsrichtung

Ein Hinweis fur dieses Versagen zeigt das Spannungskonturbild der FEA in Bild 4.5.
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Der Fugeprozess wurde dabei 2D-axialsymmetrisch nachgebildet (genauere Beschrei-
bung in Kapitel 5).

2100

erste Hauptspannung

I ——— T [ [
-1500

Bild 4.5: Erste Hauptspannung im Niet nach Entlasten der Werkzeuge

Es ist der Spannungszustand der betragsmalig groten Hauptspannung nach dem
letzten Berechnungsschritt der Werkzeugentlastung dargestellt. Die Richtung der
Hauptspannung ist im Schaftbereich annahernd die Fugerichtung. Auf der Schaftinnen-
seite sind die hdchsten Werte der Spannungen im Zugbereich zu erkennen. Es liegt ein
hoher Gradient der Spannungen Uber der Schaftbreite vor. Die Spannung auf der
Innenseite kurz unter der Kerbe (Punkt P1) wachst nach einer ersten Druckspannung
im Setzprozess des Nietes nach dem Durchtrennen des oberen Bleches an. Bei der
Werkzeugentlastung (Wegfahren von Stempel, Niederhalter und Matrize) kommt es zu
einer kurzzeitigen Erhohung der Spannungen im Schaftbereich mit anschlielender
Entlastung. Verdeutlicht wird dieser Spannungsverlauf tGber der Zeit bzw. der Umfor-
mung im Diagramm von Bild 4.6. Hier ist der Spannungsverlauf am Punkt P1 in der am
starksten belasteten Region dargestellt. Weiterhin spricht fur ein Versagen in der
Schaftinnenseite der im Kapitel 5.6 simulierte Trennvorgang wahrend der Schliffher-
stellung. Bei diesem verteilen sich die Spannungen um und erhdhen sich deutlich in der
Schaftinnenseite. Dieser Umstand ist durch die FEA, unabhangig vom Trennvorgang
mittels Trennschleifer oder ,per Hand“ nachgewiesen (die Trennvorgange sind genauer
in Kapitel 4.1.4 beschrieben).

Zu klaren bleibt wann die Risse entstehen. Sind sie bereits in der Nietfligung vorhanden
oder entstehen sie beim Trennprozess flur die Schlifferstellung bzw. Praparation? REM-
Untersuchungen von Rissen im Kerbbereich bekraftigen die Vermutung, dass die Risse
analog zu den Radialrissen (Kapitel 4.1.4) erst beim Praparieren entstehen. In Bild 4.7
ist ein untersuchter Niet dargestellt. Der Riss ist nur im vorderen Bereich der Trenn-
flache vorhanden. Auf der Nietinnenseite sind umlaufend keine weiteren Risse zu
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sehen. Der Riss zeigt nicht das erwartete duktile Verhalten, wie es im Zugversuch des
Grundmaterials oder bei Versagen in Fugerichtung beobachtet wurde. Die interkri-
stalline/transkristalline Sprodbruchflache erinnert an die in der Praparation entste-
henden Radialrisse (Kapitel 4.1.4). Im Bild 4.7 links ist im oberen Bereich ein scheinbar
fortlaufender Riss zu sehen (siehe Pfeil). Bei genauerer Betrachtung zeigt sich der Be-
reich als durch die Randentkohlung entstehender interkristalliner duktiler Bruch der
ferritischen Zwischenlage (siehe Kapitel 4.1.4). Das Aufbrechen der kleinen Risse
gestaltete sich als aulerst schwierig, auRerdem verhindert das seltene Auftreten der
Rissform eine genaue Untersuchung der Rissoberflachen.
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Bild 4.6: Entwicklung der ersten Hauptspannung tber die Zeit am Punkt P1

Bild 4.7: freigelegte Rissflache eines Innenanrisses
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4.1.4. Radialriss

Die untersuchte Charge der Niete von HENROB zeigte sich gegenuber friheren
Chargen bezlglich der Rissanfalligkeit unempfindlicher. Hartevergleiche und Geflige-
untersuchungen erbrachten hierbei keine signifikanten Unterschiede. Eine Veranderung
in der ALMAC-Beschichtung wird vermutet (dieser Einfluss wird nachfolgend analysiert).
Die Niete alter Chargen versagten bereits bei einer artgleichen Verbindung von Flge-
partnern mit Ry, gleich 600 MPa (siehe Bild 4.8).

Bild 4.8: Flgeverbindung HT600X/HT600X mit Radialrissen im Niet

Bei der neuen Charge zeigten sich Risse erst bei artgleichen Partnern ab Ry, gleich
700 MPa. Dies aulert sich gleichermalien beim Fugen von HT1000X mit Aluminium.
Diese Verbindungen wiesen bei 80% aller Figungen mit der alten Charge Risse auf.
Bei der neuen Charge konnten hierbei nur wenige Risse gefunden werden. Aufgrund
dessen wurden fur alle Verbindungen der Untersuchung fur die artgleichen Fligungen
zweimal HT800T mit 1,5 mm Starke und fur die Mischverbindung die Fugung HT1000X
1,4 mm in HT800T 1,5 mm gewahlt. Hier waren wieder 80% der Niete rissbehaftet. De-
tektierte Risse wurden freigelegt und unter dem REM untersucht. Die Rissoberflache
verlauft weiter in Umfangsrichtung, bis sie durch den Restbruch der Praparation ver-
deckt wird. Die Bruchoberflache zeigt transkristallinen/interkristallinen Mischbruch
(siehe Bild 4.9).

Wie bereits die FEM- Rechnung des Fugeprozesses zur Untersuchung der Entste-
hungsursache der Risse im Bereich der Kaltschlagkerbe gezeigt haben, spricht der
errechnete Spannungszustand der gesetzten Nietverbindung eher fur ein Versagen auf
der Nietinnenseite, siehe Bild 4.5. Um der Ursache des Radialrisses auf den Grund zu
gehen, bedarf es daher weitere Untersuchungen, die im Folgenden gemal dem
Werdegang des Nietes von der Herstellung uber das Nieten bis zur Praparation
chronologisch beschrieben werden.
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Bild 4.9: Aufgedeckte Rissoberflache eines beschichteten Nietes

Werkstoff und Beschichtung

Die in Kapitel 3.1 untersuchten Zugproben des Grundwerkstoffs rissen von innen nach
aulden unter einem typischen Teller-Tassen-Bruch. Das Bruchbild zeigte unter dem
REM einen reinen duktilen Wabenbruch (siehe Bild 4.10). Wie gezeigt, weisen alle Pro-
ben trotz der hohen Harte noch eine Bruchdehnung von 10% auf. Die Gefugebilder zei-
gen ein homogenes martensitisches/bainitisches feines Gefuge. Harte (innerhalb der
Herstellertoleranzen) und Gefugebilder stimmen zwischen Niet und Zugproben Uberein.
Eine Funkenspektralanalyse wies Ahnlichkeit des Werkstoffes mit einem 40MnB4 Stahl
auf. Diese Fakten erklaren das Versagen, das in Kapitel 4.1.1 beschrieben wird, ist aber
nicht stimmig mit dem transkristallinen/interkristallinen Bruchbild, das auf der Bruch-
oberflache der Radialrisse in den Nieten gefunden wurde. Die nachgerechnete
Spannungsverteilung wurde fur ein Versagen ausgehend von der herstellungsbedingten
Kerbe auf der Nietinnenseite sprechen.

Bild 4.10: Bruch einer Zugprobe aus dem Nietgrundwerkstoff BS3111
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Eine Gefugeuntersuchung der Proben nach dem Kaltschlagprozess zeigt im betreffen-
den Bereich keine Inhomogenitaten, Anrisse oder Fehlstellen. Gefugebilder des Randes
nach dem Harten weisen hingegen eine Randentkohlung der Korngrenzen an der ge-
samten Oberflache des Nietes auf (siehe Bild 4.11). Sie ist vermutlich auf eine nicht
angepasste Schutzgasatmosphare beim Harten zurickzufihren. Bei grol3er Ver-
grolRerung wird deutlich, dass diese Randentkohlung als Initiator des Risses wirkt. Um
den eigentlichen Riss sind im Schliff in Bild 4.11 rechts weitere kleine Anrisse sichtbar.

Bild 4.11: links Randentkohlung am Nietschaft, rechts Rissstart eines Radialrisses

Ein Nachweis dieser Randentkohlung konnte auch im REM an aufgebrochenen Bruch-
oberflachen des Randbereichs erbracht werden. In Bild 4.12 ist der interkristalline
duktile Bruch im Bereich der Randentkohlung im rechten Teil des Bildes zu erkennen.
Zwischen den harten Kristallen des martensitisch/bainitischen Gefuges bildete sich
beim Abkuhlen aufgrund des niedrigeren Kohlenstoffgehalts Ferrit aus. Dieser ist
weicher und versagt unter Belastung duktil. Die Aufnahme zeigt den duktil versagten
Ferrit auf den harten Kristallen des Martensit/Bainit. Im linken unteren Teil des Bildes ist
wieder die Bruchflache eines aufgedeckten Risses zu sehen (auf die Charakteristik des
Bruches wird im Folgenden eingegangen). Der obere linke Teil zeigt den duktilen Rest-
bruch durch das Aufbrechen der Probe.

Zur Untersuchung des Beschichtungseinflusses wurden beschichtete und unbe-
schichtete Niete unter exakt gleichen Fugebedingungen gesetzt. Ein deutlicher Einfluss
der Beschichtung nach dem ALMAC-Verfahren konnte dabei nachgewiesen werden.
Der beschichtete Niet versagte mit dem Radialriss in 80%, der unbeschichtete Niet hin-
gegen nur in 4% aller Falle. Die Bruchmorphologie unterscheidet sich unter dem REM
nur geringfugig. Der unbeschichtete Niet zeigt etwas mehr interkristalline Anteile, siehe
Bild 4.13, vergleiche mit Bild 4.9.
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im Bild oben links:
duktiler Wabenbruch

im Bild unten links:
aufgedeckter
inter-/transkristalliner

Radialriss

rechter Bereich:
aufgedeckter
interkristalliner

Wabenbruch durch

Randentkohlung

Detail des
aufgedeckten
interkristallinen
Wabenbruchs durch
die Randentkohlung
mit darunter
sichtbaren Einzel-
kristallen des
martensitischen/

bainitischen Gefiiges

Bild 4.12:

Bild 4.13: Aufgedeckte Rissoberflache eines unbeschichteten Nietes
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Ursachen fur die Bruchbegunstigung sind vermutlich im Beschichtungsprozess zu su-
chen. Die Niete werden mit inhibierter Schwefelsaure gereinigt und dann in mehreren
Prozessschritten mit Zink, Zinn und Aluminium beschichtet. Das Beschichten erfolgt
mechanisch durch ,Auftrommeln® mit Glasperlen. Genauere Kenntnisse uber chemi-
sche Zusammensetzung und die einzelnen Beschichtungsstufen liegen nicht vor. Die
Gefahr der Wasserstoffversprodung wird von Seiten des Herstellers aufgrund einer
durchgefuhrten Studie ausgeschlossen. Vergleiche mit Brichen unter Wasser-
stoffeinfluR in der Literatur (/11/, /13/ und /9/) lasst hingegen deutliche Ahnlichkeiten in
der Bruchmorphologie erkennen (zu vergleichen sind die Literaturbeispiele in Bild 2.9
mit Bild 4.9 und Bild 4.13).

Fur diese Arbeit bleibt festzuhalten, dass die ALMAC-Beschichtung einen signifikanten,
rissbegunstigenden Einfluss hat.

Beanspruchung

Durchgefuhrte Kopf- und Scherzugversuche mit ALMAC beschichteten Nieten, gesetzt
in HT1000X/HTB800T, sollten die Rissoberflache aufdecken und das Resttragevermogen
ermitteln. Uberraschenderweise versagten die Niete nicht an den vermuteten Radial-
rissen (obwohl bei dieser Verbindung 80% der Niete im Schliff Risse aufweisen). Die
Niete rissen unterhalb der Ublichen Schaftrisse mit unter dem REM nachgewiesenen
duktil/transkristallinen Mischbrichen (siehe Bild 4.14). Dabei sind deutlich hohere
Anteile von duktilen Waben vorhanden als bei den nach der Praparation aufgebro-
chenen Nieten. Zu erwarten gewesen ware aber, dass die im Schliff beobachteten
Anrisse als Rissausloser sichtbar sind. Dies ist aber nicht der Fall und es legt den Ver-
dacht nahe, dass die Radialrisse nicht wahrend des Fugeprozesses entstehen, sondern
zu einem spateren Zeitpunkt. Schliffbilder der unter Kopfzugbelastung gebrochenen
Niete weisen ebenfalls keine Risse auf und bestatigen diese Vermutung (siehe
Bild 4.15). Aufgrund dessen wird im Folgenden die Praparation der Nietverbindungen
naher untersucht.

Bild 4.14: Versagter Niet nach Kopfzugbelastung
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2000um

Bild 4.15: Schliffbild eines unter Kopfzugbelastung gebrochenen Nietes

Praparation

Um einen Einfluss der Einspannung (bei der Praparation) respektive der Spannkraft
ausschliel®en zu kénnen, wurden flr die Proben ausreichend grolde Bleche verwendet
und die Niete in entsprechend groem Abstand von der Einspannung gefligt. Dabei
zeigten sich keine Unterschiede des Nietversagens im Vergleich zu den bisher geflgten
Proben.

Das Einbetten des Schliffes kann als Ursache der Radialrissentstehung ausge-
schlossen werden. Risse konnten auch ohne das Einbetten oder Schleifen nach dem
Trennschleifen durch mechanisches Aufbrechen ebenso aufgedeckt werden. Als Nach-
weis wurden weitere Proben kalt mit Zweikomponentenharz eingebettet. Sie zeigten mit
gleicher Haufigkeit die typischen Radialrisse.

Neben der urspringlichen Praparation mittels Trennschleifens sind im Folgenden
Wasserstrahlschneiden, Funkenerodierung und eine Praparation per ,Hand“ untersucht.
Das Trennschleifen erfolgt unter Kihlung mit Emulsion. Getrennt wird Ublicherweise
radial, senkrecht zur Fugerichtung. Als mogliche Grinde fir die Rissentstehung sind die
Warmeentwicklung wahrend des Trennprozesses, Einfluss der Krafte durch die Spann-
backen oder das Umlagern der Eigenspannungen denkbar. Messungen mit Thermo-
elementen im Hohlraum des Nietes ergaben maximale Temperaturen wahrend dem
Trennschleifen von ca. 400°C. Der Temperaturverlauf ist im Diagramm von Bild 4.16
dargestellt. Die Abbildung im selben Bild zeigt das eingeschweillte Thermoelement
(roter Pfeil). Die Messungen erfolgten bis zur Zerstérung des Thermoelementes. Der
Gradient der ansteigenden Temperatur lasst noch hohere Temperaturen vermuten. Die
mit dem Wasserstrahlschneiden als auch dem Funkenerodieren praparierten Niete zei-
gen die gleichen Radialrisse. Der Temperatureinfluss kann hierbei nicht ausge-
schlossen werden. Beim Wasserstrahlschneiden wird Wasser mit Granulat unter
4000 bar zum Schneiden fiir Stahle der vorliegenden Verbindung benétigt. Uber ent-

62



stehende Temperaturen liegt vom Hersteller keine Aussage vor. Beim Funkenerodieren
wird das Material gezielt in der Trennebene aufgeschmolzen und abgetragen, ent-
sprechend hohe Temperaturen sind zu erwarten.
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Bild 4.16: Temperaturentwicklung wahrend dem Trennenschleifen

Eine altere untersuchte Nietcharge zeigte geschmolzene Fragmente auf der Bruchober-
flache (siehe frei auskristallisierte Elemente in Bild 4.17).

Bild 4.17: Geschmolzene und frei auskristallisierte ALMAC-Beschichtung auf der Rissober-
flache

Mit einer energiedispersiven Rdntgenspektroskopie (EDX) konnte nachgewiesen
werden, dass diese Fragmente die gleiche Zusammensetzung wie die ALMAC-Be-
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schichtung haben. Laut Herstellerangaben hat die ALMAC-Beschichtung eine
Schmelztemperatur von 200°C. Ein Aufschmelzen beim Trennen ist also durchaus
denkbar. Die neue Charge scheint jedoch diesbezuglich unempfindlicher, hier zeigten
sich keine Beschichtungselemente auf der Rissflache. Von einer Art Flussigmetallver-
sprodung als Ursache fur die Risse wird deshalb nicht ausgegangen.

Zur Vermeidung hoher Temperaturen und zum vorsichtigen Losen des Eigen-
spannungszustandes wurde eine andere Maoglichkeit der Praparation gesucht. In fol-
genden Schritten wurde die Praparation per Hand durchgefuhrt: Erster Schritt ist das
Einsagen der Bleche per Handsage bis zum Niet von zwei gegenuberliegenden Seiten,
zweiter Schritt das Losen des Nietes vorsichtig per Hand aus dem Restblechverbund
und schliel3lich das Abschleifen des Nietes bis zur Halfte auf einer Drehscheibe unter
Wasserkuhlung. Die Niethalfte wurde im Anschluss nach dem ublichen Verfahren ein-
gebettet und poliert. Wie die Kopf- und Scherzugversuche bereits vermuten lie3en,
liegen bei den so praparierten Nieten keine Risse mehr vor. Die Praparationen mit
Trennschleifer und per Hand werden in Bild 4.18 gegenubergestellt. Dieses Ergebnis
wurde statistisch an Uber 200 von Hand praparierten Proben nachgewiesen.

2000um

HT1000X — HT800T trenngeschliffen

HT800T — HT800T trenngeschliffen

2000um

HT800T — HT800T Handpraparation HT1000X — HT800T Handpraparation

Bild 4.18: Gleiche Flgungen verglichen bei verschiedenen Praparationsverfahren

Um die Trennprozesse besser verstehen zu kdnnen wurden FEA durchgefuhrt (siehe
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Kapitel 5.6). Der Trennprozess konnte durch Deaktivierung von einzelnen Elementen in
Trennrichtung vorgenommen werden. Nach jedem Deaktivierungsschritt errechnete das
Programm den sich einstellenden Spannungszustand. Das anschlieliende Ldsen aus
den Blechen wurde uber die Wegnahme der entsprechenden Korper und das Ab-
schleifen des Nietkopfes wieder Uber die schrittweise Deaktivierung der Elemente simu-
liert. Die Simulation zeigt eine deutliche Erhohung der Spannungen wahrend dem
Trennen bei beiden Trennverfahren. Die Hauptspannung erhéhte sich um ca. 300 MPa
im Schaftbereich, jedoch an der Innenseite des Schaftes und nicht an der Aul3enseite.
Das Losen verursacht auf jeden Fall eine deutliche Erhohung der Eigenspannungen im
Niet, wie sich die Spannungen im realen Niet verteilen, bleibt offen.

Beim Vergleich der beiden Trennverfahren untereinander zeigen sich nur geringe
Unterschiede. Beim Trennschleifen als auch bei der Handpraparation ist die gleiche
Erh6hung um 300 MPa in der Schaftinnenseite zu erkennen.

Fazit Radialrissentstehung

Durch die vorliegende Arbeit konnte die Ursache der Radialrisse im Praparationsvor-
gang aufgezeigt werden. Die Risse entstehen nicht wie bisher angenommen im
Flgeprozess und stellen daher nicht mehr die aktuelle Verfahrensgrenze dar. Durch die
Praparation per Hand konnte dieser Umstand an Uber 200 Proben ausnahmslos nach-
vollzogen werden. Die Kopf- und Scherzugproben bestatigen diesen Befund. Dadurch
sind in dieser Arbeit Fugeverbindungen von HT800T-HT800T (je 1,5 mm) und
HT1000X-HT800T (1,4 mm und 1,5 mm) rissfrei bei ausreichendem Hinterschnitt er-
zeugt worden. Versagen trat hierbei nur aufgrund vereinzeltem einseitigen Aufstauchen
einzelner Niete bei leicht vorhandenem Lateralversatz der Flgewerkzeuge auf. Wobei
darauf hingewiesen sei, dass kein Wert auf ideale Parameter im Fugeprozess gelegt
wurde, sondern die Provokation der Radialrisse im Vordergrund stand. Die endgultige
Verfahrensgrenze beim Halbhohlstanznieten gilt es nun unter richtiger Praparation zu
ermitteln. Uber die FEA konnte eine Spannungserhdhung im Trennprozess nachgewie-
sen werden. Der Versuch, die vermutete unterschiedliche Spannungsentwicklung bei
den Trennverfahren Uber die Simulation nachzuweisen, ist nicht gelungen.

Als Rissursache wird ein Zusammenspiel der sich umverlagernden Spannungen

beim Trennen, der Temperatur beim Trennprozess und der chemischen Einflisse
der ALMAC-Beschichtung angenommen.
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4.1.5. Schlussfolgerungen fir die Simulation

Riss in Fugerichtung

Die duktile Versagensform entspricht der in den Zugversuchen des Grundwerkstoffes in
Kapitel 3.1. Die Anwendung der makromechanischen Bruchkriterien und des Material-
modells nach Rousselier ist denkbar.

Stauchriss

Da in Bereichen grofier Stauchungen kein Hohlraumwachstum statt findet, wird eine
Vorhersage durch Rousselier ausgeschlossen. Eine Betrachtung der maximalen
Schubspannungen im Schaftbereich erfolgt in Kapitel 5.4.3.

Riss im Kerbbereich

Der eindeutige Zeitpunkt der Rissentstehung konnte nicht ermittelt werden. Die geringe
Haufigkeit des Auftretens macht eine eindeutige Detektierung der Rissursache schwie-
rig. Vermutet wird eine Entstehung wahrend der Praparation, gleich dem des Radial-
risses. Ein weiteres Indiz fur die Ursache in der Praparation ist die lokale Begrenzung
der Bruchflache auf den Bereich der Trennebene. Ein Ansprechen der untersuchten
Kriterien wird deshalb und aufgrund der interkristallinen/transkristallinen Sprédbruch-
flache in der Prozesssimulation nicht erwartet.

Radialriss

Wie in Kapitel 4.1.4 nachgewiesen, entstehen die Risse nicht wahrend des Fugepro-
zesses sondern in der Praparation. Fur die Prozesssimulation muss diese Versagens-
form daher nicht wiedergegeben werden.
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4.2. Versagensformen der Bleche

Das dem Verfahren namensgebende Durchstanzen des oberen Bleches erfolgt in na-
hezu jeder Fugeverbindung. Ausnahme bildet nur sehr weiches Aluminium, hier kann es
vorkommen, dass das Material wie ein Film um den Nietful® erhalten bleibt. Das Aus-
stanzen des matrizenseitigen Bleches ist zur Erfullung der qualitatsbestimmenden
Merkmale nicht zulassig.

4.2.1. Stempelseitiges Blech

Fir die vier zu simulierenden Werkstoffe AW-5182, H320LA, HT600X und HT700T ist
das Ausstanzen des stempelseitigen Blechs bei artgleichen Fugeverbindungen im Fol-
genden untersucht worden. In Bild 4.19 sind die ausgestanzten stempelseitigen Bleche
der Werkstoffe aufgefihrt. Links im Bild ist jeweils die Ubersicht tber die gesamte
Probe abgebildet, mit dem deutlich zu erkennenden glatten langen Schneidanteil und
dem Restbruch im verursachten Durchzug (im linken oberen Bild ist der Durchzug durch
das Rechteck markiert, der Pfeil zeigt auf den Restbruch, der sich von der glanzenden
Flache des Schneidanteils dunkel abhebt). In der rechten Spalte wird entsprechend ein
vergroRerter Ausschnitt aus dem Bereich des Restbruches gezeigt. Die Bruchmor-
phologie des Restbruches aller Materialien weist einen duktilen Scherwabenbruch auf.
Die Anwendung von duktilen makromechanischen Bruchkriterien und des Material-
modells nach Rousselier sind somit fir das Ausstanzen des stempelseitigen Bleches
moglich.
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H320LA VergroR

HT600X Ubersicht ausgestanzte Probe

rgréfRerung

HT700T Ubersicht ausgestanzte Probe HT700T VergroRerung des Restbruchs

Bild 4.19: Bruchmechanismen beim Ausstanzen der stempelseitigen Bleche
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oberer Bereich Restbruchflache Ausschnitt untere Kante des Restbruchs

Bild 4.20: REM-Analyse Rissrichtung am Beispiel des Ausstanzens eines stempelseitigen
Bleches aus HT600X

Die REM-Untersuchung des ausgestanzten stempelseitigen Bleches aus HT600X in
Bild 4.20 soll hinsichtlich einer moglichen Rissrichtung, -beginn und -ende betrachtet
werden. Die Restbruchflache zeigt den bereits erwahnten Scherwabenbruch. Im un-
teren Rand des Durchzugs sind die Waben in geringerem Mal} verzerrter als im oberen
Bereich. Die gleiche Richtung ist noch zu erkennen, die Waben scheinen jedoch einer
weiteren Spannungskomponente senkrecht zur Bruchflache ausgesetzt zu sein. Dies
spricht fur Zugspannungen im unteren Teil des Ausbruchs. Ein erster kleiner Anriss im
unteren Bereich der Zugwaben ist denkbar. Da sich der gesamte Trennprozess aul3erst
schnell vollzieht, ist es nur einmalig gelungen, einen kleinen Anriss im Schliff eines mat-
rizenseitigen Bleches abzubilden, Bild 4.21 oben rechts. Aufgrund dieser Ergebnisse
wird auch beim Ausstanzen des stempelseitigen Bleches von einem dem Niet
gegenuberliegenden Anriss ausgegangen.
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4.2.2. Matrizenseitiges Blech

Fur die vier zu simulierenden Werkstoffe AW-5182, H320LA, HT600X und HT700T ist
das Ausstanzen des matrizenseitigen Blechs bei artgleichen Fugeverbindungen im Fol-
genden untersucht worden. Zur genauen Klarung des Versagensablaufs (Rissaus-
gangspunkt, Riswachstumausbreitung) sind Schliffe zu verschiedenen Zeitpunkten
notig. Eine Zwischenposition mit noch nicht vollstandig durchtrenntem Blech konnte je-
doch nicht erstellt werden, da der Versagensprozess fast schlagartig ablauft. Nur ein-
malig gelang es fur die Mischverbindung Aluminium-Stahl im matrizenseitig ange-
ordneten Blech HT800T einen kleinen Anriss im unteren Blech zu praparieren. Bild 4.21
zeigt links den Schliff kurz vor dem Bruch und rechts oben den kleinen Anriss.

2000pm

links oben: Probe kurz vor dem Ausstanzen des
matrizenseitigen Blechs
rechts oben: Anriss des unteren Stahlblechs auf
Seite der Matrize
rechts unten: ausgestanztes matrizenseitiges
Blech

Bild 4.21: Ausstanzen eines matrizenseitigen Bleches aus HT800T

Die weitere Bruchrichtung konnte in keinem Zwischenschritt festgehalten werden. Die
Erkenntnisse der Analyse des stempelseitig ausgestanzten Bleches im vorhergehenden
Kapitel kann auf das Ausstanzen des matrizenseitigen Bleches Ubertragen werden. In
Bild 4.22 sind die ausgestanzten stempelseitigen Bleche der Simulationswerkstoffe auf-
geflhrt. Links im Bild ist wieder jeweils die Ubersicht der gesamten Probe abgebildet
und in der rechten Spalte entsprechend ein Ausschnitt aus dem Bereich des Rest-
bruches. Die Bruchmorphologie aller Materialien weist einen duktilen Scherwabenbruch
auf. Die Anwendung von duktilen Bruchkriterien und des Materialmodells nach Rousse-
lier sind somit auch fur das Ausstanzen des matrizenseitigen Bleches begrundet.
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H320LA Ubersicht ausgestanzte Probe - H30(LA ¥qrzgr68e des Restbruchs

5 .l:""

HT700T Ubersicht ausgestanzte Probe HT700T VergréRerung des Restbruchs

Bild 4.22: Bruchmechanismen beim Ausstanzen der matrizenseitigen Bleche
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5. FEM-Simulation

Mit der FEM soll ein geeignetes Werkzeug zur Unterstitzung der Labortatigkeiten,
Standardisierung von Werkzeugsatzen und Weiterentwicklung der Technologie hin-
sichtlich Verfahrensgrenzen geschaffen werden. Der Halbhohlstanznietprozess stellt
einen komplexen Massivumformvorgang mit vielen verschiedenen Einflussfaktoren dar
147/. Eine richtige Modellierung in der FEM erfordert detaillierte Kenntnisse uber Reib-
verhaltnisse zwischen den Fugepartnern, Flie®- und Versagensverhalten der verwen-
deten Werkstoffe, Geometrien der formgebenden Werkzeuge und Einflisse durch die
Setzgerate. Eine Referenzierung bzw. Qualifizierung der HSN-Prozesssimulation soll in
folgenden Schritten erfolgen:

Zugversuche
Mit der Abbildung des Zugversuches in der FEM-Simulation werden die Materialpara-
meter des Rousselier-Modells bestimmt.

Ringstauchversuch

Die Berechnung des Ringstauchversuches dient zur Ermittlung der Reibfaktoren fur das
Reibmodell nach Neumaier. Weitere Einflussfaktoren wie Elementkantenlange, Fliel3-
scheidenkonstante etc. werden genauer untersucht.

Stanzversuche
Als Vorstufe zum komplexen HSN-Prozess wird das Ausstanzen eines einzelnen
Bleches hinsichtlich Materialtrennverhalten betrachtet.

Halbhohlstanznieten

Die Erkenntnisse aus den vorangegangenen Untersuchungen werden auf die Simu-
lation des realen HSN-Prozesses uUbertragen. Die verschiedenen Ansatze zur Vorher-
sage des Materialverhaltens Uber geometrische und makromechanische Kriterien wer-
den genauer betrachtet. Es gilt die Anwendbarkeit des im Zugversuch und Stanzver-
such abgestimmten Materialmodells nach Rousselier beim komplexen Halbhohlstan-
zieten zu untersuchen.

Die FEA erfolgte mit dem Programm MSC.Superform2005 R3 /17/. Die automatische
Vernetzung und das Neuvernetzen erfolgten mit dem Tool quadmesh der femutec
Ingenieursgesellschaft Hamburg /16/. Zur Integration des Reibmodells, der makrome-
chanischen Bruchkriterien und der richtungsbezogenen Materialtrennung wurden
eigene Unterprogramme programmiert.
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Bei jeder Art von Simulation werden zwangslaufig physikalische Annahmen zur Verein-
fachung des realen Prozesses getroffen. Die zu berechnenden Prozesse mussen ent-
sprechend der vorhandenen Rechenleistung und dem aktuellem wissenschaftlichen
Stand der Simulationsmodelle idealisiert dargestellt werden. Als erste Vereinfachung
zur schnelleren Berechnung wurde daher der HSN-Prozess im axialsymmetrischen 2D-
Raum abgebildet. Dies schliel3t automatisch die im 3D auftretenden Effekte wie Lateral-
versatz und Schieben der Werkzeuge aus. Aul’erdem waren zum Zeitpunkt der vor-
liegenden Arbeit die 3D-Vernetzung und Auftrennung der Netze nur bedingt stabil und
erforderten regelmallige manuelle Eingriffe. Fur den zweidimensionalen axial-
symmetrischen Fall kamen isoparametrische Vierknotenelemente mit bilinearer Form-
funktion und vier Integrationspunkten zum Einsatz. Aufgrund der sehr hohen erreichten
Umformgrade im HSN-Prozess ist eine Neuvernetzung der Bleche notwendig. Gerade
im Kontaktbereich zwischen Niet und Blechen kommt es zu starken Verzerrungen der
Elemente. Ein automatisierter Neuvernetzer generiert nach vorgegebenen Kriterien ein
neues Netz. Dabei kommt ein so genannter Kontaktvernetzer zum Einsatz. Der Vernet-
zer wird aktiviert, sobald bei Elementen, die im Kontakt mit anderen Korpern stehen, ein
kritischer Vorgabewert erreicht wird.
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5.1. Zugversuch

Die Berechnung der Zugversuche des Nietwerkstoffes erfolgte axialsymmetrisch zwei-
dimensional. Die Einspannung und die Zugprifmaschine sind durch die Vorgabe von
Kontaktrandbedingungen an den entsprechenden Kontaktkorpern umgesetzt. Die Zug-
versuche der Blechproben sind dreidimensional simuliert. Die Modellierung erfolgte mit
isoparametrischen Achtknotenelementen mit acht Integrationspunkten (Hexaederele-
mente). Aufgrund der starken Einschnlrung in Blechdickenrichtung ist von einer 2D-
Modellierung abgesehen worden.

-
= A
o A’
¥
oyl fol ot fol
B
B
A, A: Rissinitiierung Dehnung
AB,A’B’: Risswachstum Abstimmung von o, und f,
1 Erhéhung A
| Erniedrigung = A
x | Elementlange
Elementldange 1
B B
Dehnung ]
Einfluss Elementkantenlange
Bild 5.1: Prinzip der Kalibrierung der Rousselier-Parameter

Ermittlung der Rousselier-Parameter

Die Parameter oy, fo und f, werden aus dem nachgerechneten Zugversuch (gekerbten
Rund- und Flachzugproben) durch den Vergleich des gerechneten Kraft-Weg-Verlaufes
mit dem Experiment bestimmt. Flr die Bestimmung der Parameter eignen sich gekerbte
Proben durch ihren erzeugten mehrachsigen Spannungszustand besser als die ge-
normten Zugproben. Eine getrennte Bestimmung der Faktoren ok und fy ist simulativ
nicht moglich, da sie sich gegenseitig beeinflussen. Eine Erhéhung von fp und eine Er-
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niedrigung von oy bewirkt ein frGheres Erreichen von f., umgekehrt verzogert sich das
Hohlraumwachstum bei kleineren fo-Werten und erhohtem o,. Wird der Rissfortschritt
uber die Deaktivierung der Elementsteifigkeiten simuliert, ergibt sich zwangslaufig eine
Abhangigkeit von der ElementgrofRe. Bild 5.1 illustriert diese Zusammenhange.
Aufgrund der notwendigen Netzverfeinerung im zu simulierenden HSN-Prozess wird die
bei bisherigen HSN-Simulationen /44/ erreichte kleinste Netzgrolie als Elementgrolle
fur den Zugversuch ubernommen. Von einer Abstimmung der Elementlange im Zugver-
such wird abgesehen. Die Moglichkeiten der Abbildung des Risses und des Rissfort-
schritts sollen im Kapitel 5.5 untersucht werden.

Far die in dieser Arbeit Verwendung findenden Blechwerkstoffe gibt es bisher keine Er-
fahrungen mit dem Rousseliermodell. Aus bisherigen Untersuchungen soll das kritische
Hohlraumvolumen f; = 0,05 Gbernommen werden /48/. Von Rousselier /4/ wird fur die
Verwendung von ox empfohlen, den Richtwert zwei drittel der FlieRgrenze Ryo2 zu ver-
wenden. Eine Abstimmung des Materialmodells erfolgt dann Uber das Anfangshohl-
raumvolumen fy. Die resultierenden Ergebnisse sind in Tabelle 5.1 aufgeflthrt.

Material Anfangshohlraum- Kritisches Hohlraum- Widerstand gegen das Hohlraum-
volumen volumen wachstum
fo /- f /- Rpo2 /MPa 0k = %Rpo2 IMPA

AW-5182 5,0E-4 0,05 140 90/50 *
H320LA 5,0E-4 0,05 390 260/325 *
HT600X 1,0E-6 0,05 340 225/275 *
HT700T 3,56E-4 0,05 415 275/275 *
BS3111 1,0E-3 0,05 1489 990/990 *

Tabelle 5.1: Im Zugversuch ermittelte Rousselier-Parameter (*zweidrittel Wert nach Vor-
schlag von Rousselier/ verwendeter Wert)

Der hohe Wert ox = 90 MPa verursacht in der Abstimmung des Aluminiumwerkstoffes
AW-5182 sehr grofl’e Werte fur das Anfangshohlraumvolumen. Aufgrund dessen ist der
Wert ok =50 MPa gewahlt worden. Dadurch ergibt sich fur f, der Wert 0,0005.
ok = 225 MPa bedingt beim Werkstoff HT600X sehr niedrige Werte fiir fo. Eine Uberein-
stimmung zwischen Experiment und FEM-Rechnung konnte trotz des niedrigen Wertes
von fo = 5E-7 nicht erreicht werden. Daraufhin wurde der Wert f, auf 1,0E-6 festgelegt
und eine Bestimmung von ok durchgefuhrt. Fir H320LA ergaben sich ahnliche Ab-
stimmungsprobleme. Die Wahl von oy = 325 MPa ermdoglichte erst sinnvolle Werte fur
fo. Nur mit dem Werkstoff HT700T und BS3111 war eine Abstimmung des Anfangshohl-
raumvolumens nach der #-Vorgabe von Rousselier moglich.
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Kraft / kN

0 I T T T T 1
0 2 4 6 8 10

technische Dehnung / %

Experiment AW5182 — FEM AW5182 f0=5E-4 ok=50 fc=0,05
Experiment H320LA — FEM H320LA f0=5E-4 ck=325 fc=0,05
— Experiment HT600X — FEM HT600X f0=1E-6 ck=300 fc=0,05
— Experiment HT700T —FEM HT700T f0=3,5E-4 ok=275 fc=0,05
— Experiment BS3111 —FEM BS3111 f0=1E-3 k=990 fc=0,05
Bild 5.2: Vergleich zwischen der FEM-Rechnung mit ermittelten Rousselier-Parametern

und dem Experiment

Die berechneten und experimentellen Kraft-Weg-Verlaufe der Zugversuche sind in
Bild 5.2 dargestellt. Der erste Anriss in den Niet- und Blechwerkstoffen ist wie im
Experiment in Probenmitte. In Bild 5.3 ist die mit dem Rousselier Modell berechnete
Vergleichsspannung im Bereich des Bruches fur die Zugproben aus dem Nietgrund-
werkstoff zu sehen. Die halftig dargestellte simulierte Probe wird mit der gebrochenen
Zugprobe verglichen und zeigt Ubereinstimmung zwischen Rechnung und Experiment.
Die REM-Aufnahme links unten zeigt den duktilen Wabenbruch. Ein Ergebnis des im 3D
modellierten Zugversuchs des Blechwerkstoffs H320LA ist in Bild 5.4 abgebildet. Das
Bild links zeigt das Erreichen des kritischen Hohlraumvolumens mittig der Probe. Die
Schadigung breitet sich bedingt durch die Steifigkeitsreduzierung rasch aus. Im
Vergleich des Ergebnisses des FEM-Bildes mit der daneben abgebildeten realen
Zugprobe ist deutlich die mittige Rissinitierung und das Risswachstum zu erkennen.
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Die Ubereinstimmung zwischen Modell und Experiment ist auch hier gut.
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Bild 5.3: Hohlraumwachstum in der Rundzugprobe des Werkstoffs BS3111
Berechnetes Hohlraumvolumen Im Experiment angerissene
in der Probenmitte Blechzugprobe
T T T T T T T 1T 1T T T T |
0,0035 Hohlraumvolumen 0,05
Bild 5.4: Hohlraumentstehung in einer Flachzugprobe des Werkstoffs HT320LA
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5.2. Ringstauchversuch

Prinzipiell werden bei der Reibwerterfassung die indirekten und die direkten Messver-
fahren unterschieden. Bei den direkten Methoden wird értlich die Normalspannung und
die Tangentialspannung gemessen und daraus der Reibfaktor ermittelt. Ein bekannter
Vertreter der Messung einer 6rtlichen Kontaktspannung ist die Methode der Messstifte
/29/. Nachteilig ist hierbei die Beschrankung auf lokale Werte und der bendtigte
Aufwand zur Integration jeweils zweier Stifte in das Werkzeug. Eine weitere Methode ist
die Ermittlung des Reibfaktors durch eine in der Wirkfuge eingebrachte Kugel und
Messung deren Verdrehung /29/. Die Nachteile der bendtigten Zuganglichkeit aller
direkten Verfahren und Dimensionen der Werkzeuge schliel3en sie flir den Prozess des
Halbhohlstanznietens aus. Bei den indirekten Verfahren gibt es die Mdglichkeit den
Reibfaktor entweder Uber gemessene Krafte oder Uber den Formanderungsverlauf zu
bestimmen. Der nahe liegende Streifenzugversuch ist praktikabel und leicht durchzu-
fuhren, die erzeugten Krafte sind jedoch weit unter denen beim HSN. Die auftretenden
Verhaltnisse entsprechen eher denen beim Tiefziehen. Um die extrem hohen Krafte und
Umformgrade beim Stanznieten zu bericksichtigen, wurde der Ringstauchversuch flr
die Ermittlung der Reibfaktoren gewahilt.

Im Hinblick auf die Massivumformung gilt der Ringstauchversuch als am besten er-
forscht und validiert /31/. Beim Ringstauchversuch wird zwischen zwei ebenen, pa-
rallelen Platten ein Ring axial gestaucht. Entsprechend der Reibung verandert sich die
ausgeformte Geometrie des gestauchten Ringes (siehe Bild 5.5).
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Bild 5.5: Prinzip Ringstauchversuch

Uber die Veranderung des Innen- und Aufendurchmessers kann der Reibwert ermittelt
werden. In Bild 5.6 ist dieser Sachverhalt dargestellt. Oben ist die Probe im Ausgangs-
zustand abgebildet. Nach der Stauchung ergeben sich je nach Reibfaktor unter-
schiedliche ausgeformte Geometrien bei gleicher Stauchtiefe. Im ersten Fall ist Haften
eingestellt. Der Innendurchmesser wird hier von allen Proben am starksten reduziert. Je
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geringer der Reibfaktor, desto groRer der Innendurchmesser. Im Fall der Rechnung
ohne Reibung ist der grofdte zu erwartende Innendurchmesser erreicht. Eine Beschrei-
bung von Cockroft/Male /49/ aus dem Jahr 1964 beschreibt erstmals eine empirische
Untersuchung zur Reibwertermittiung mit dem Ringstauchversuch. Burgdorf /50/ leitet
auf Basis der Plastizitatstheorie eine erste mathematische Beschreibung des Versuches
ab. Die von Male/Cockroft aufgenommenen Nomogramme des variierenden Durch-
messers bei unterschiedlichen Reibfaktoren sind durch Burgdorf rechnerisch verifiziert
worden.

‘ Ring Ausgangszustand nach
Di probe

LA 5 Stauchbacken und Ring-
10.00 | Da

h Kontaktfindung von

probe

BES

333 ,Haften“ zwischen

Stauchbacken und Ring-

0.0
probe; kleinster Innen-

L -3.33 durchmesser Di

| 5E7
Schubmodell mit Reib-

L1 -10.00 faktor 0,45; Di ist groRer

als beim Zustand

Geschwindigkeit ,Haften® aber kleiner als

in y-Richtung im Ausgangszustand

/ mm/sec

Gleiten der Probe, keine

Reibung; grolter Innen-

durchmesser Di erreicht

i

—

‘ {
Ll !

Konturen im letzten Inkrement der Umformung

Bild 5.6: Auswertung des Ringstauchversuchs

Wie erwahnt sind die wichtigsten KenngrdolRen des Versuches die Geometrieverhalt-
nisse (Auflendurchmesser D, zu Innendurchmesser D; zu Probenhdhe hs;) vor und
nach dem Stauchen sowie die Stauchhéhe. Wenn die Geometriedhnlichkeit zu bis-
herigen Veroffentlichungen gewahrt bleibt, kbnnen Nomogramme zum Vergleich heran-
gezogen werden. Die Nomogramme sind erstellte Kalibrierkurven der sich verandern-
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den Innen- und Auliendurchmesser bei gleicher Anfangsgeometrie und Endstauchhdhe.
Variiert wird nur der Reibfaktor. Das in Bild 5.7 dargestellte Diagramm links zeigt die
verschiedenen Reibwertkalibrierkurven fur unterschiedliche Reibfaktoren beim Verhalt-
nis 20 mm:10 mm:7 mm /50/. Male/Cockroft ermdglichten durch die prozentualen An-
gaben der Innendurchmesseranderung Uber der Deformation den Vergleich aller Pro-
ben mit gleichem Geometrieverhaltnis aber unterschiedlicher Grofie (Bild 5.7 rechts).
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Bild 5.7: Nomogramme Ringstauchversuch

Die Nomogramme werden in der vorliegenden Arbeit nicht verwendet. Eine Kalibrierung
des Reibfaktors soll numerisch anhand der errechneten Endkontur erfolgen.

Die grofdten Relativbewegungen finden beim Halbhohlstanznieten zwischen Niet und
Blechen statt. Hauptaugenmerk liegt deshalb auf diesen Reibwerten. Reibwerte zwi-
schen den Blechen, Werkzeugen und Fugepartnern spielen eine eher untergeordnete
Rolle. Die Oberflache des Bleches HT600X liegt im blanken Zustand vor. Die An-
naherung an die Reibkombination blanke Blechoberflache und Nietbeschichtung erfolgt
deshalb durch die Verwendung von ebenfalls blanken Stauchbacken. Der HT700T ist
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verzinkt und als weitere Kombination zu untersuchen. Mit dem Aluminium ergeben sich
die folgenden drei Reibwertkombinationen:

- Nietbeschichtung ALMAC — Stahl
- Nietbeschichtung ALMAC — Zink
- Nietbeschichtung ALMAC — Aluminium

Zu diesem Zweck wurde aus den Nieten im Bereich des Nietschaftes Ringe hergestellt
(siehe Bild 5.8).

7. | 7
/ \

Bild 5.8: Ringprobenerstellung aus einem Stanzniet

Hierdurch versprach man sich ahnliche Reibverhaltnisse aufgrund des gleichen Mate-
rials und gleicher Dimensionen des Probekorpers wie beim Niet. Da nicht sicher war, ob
sich die Ringproben der Niete aufgrund ihrer kleinen Dimensionen kombiniert mit der
hohen Harte 6 fur den Ringstauchversuch eignen, wurden ebenfalls Ringproben der
Harte 4 untersucht. Aulerdem sind weitere Ringe aus zwei verschiedenen weicheren
Stahlen, sowie Ringe aus Kupfer und Aluminium hergestellt worden. Da von der 5000er
Aluminiumlegierung AW-5182 nur geringe Blechstarken vorlagen, wurde auf Proben
aus einer 6000er-Legierung (AC300T4) stellvertretend fur die ahnliche Oberflachenbe-
schaffenheit des Aluminiums zuruckgegriffen. Unter der BerlUcksichtung der maximal
maoglichen Umformkraft von 200kN durch die Versuchsapparatur, wurden die Proben-
groRen mit Hilfe einer FEM-Simulation mit moglichst gro3en Dimensionen zur leichteren
Auswertung im Verhaltnis Da:Di:h = 6:3:2 /49/ ausgelegt (siehe Tabelle 5.2). Die
Stauchbacken sind aus dem Werkzeugstahl X155CrMoV12-1 (1.2379) gefertigt und auf
62 HRC gehartet. Zur Realisierung der verschiedenen Werkstoffkombinationen zwi-
schen Niet und Blechen mussten die Stauchbacken stellenweise beschichtet werden. In
Tabelle 5.3 aufgefuhrte Kombinationen kamen zum Einsatz.
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} Geometrie
Werkstoff | Bezeichnung | Werkstoffnrummer Harte Da Di h
MIRC /mm | /mm | /mm

Aluminium AC300T4 - - 12 6 4
Kupfer CuCrZn 2.1293 - 21 [ 10,5]| 7
Baustahl St37 1.0161 - 18 9 6
Einsatzstahl 16MnCr5 1.7131 30 12 6 4
Niet Harte 4 | HENROB H4 1.6527 50 53 | 35 2
Niet Harte 6 | HENROB H6 1.6527 54 53 | 35 2

Tabelle 5.2:  Abmale Ringprobengeometrien

Backenbeschichtun
Ringstauchversuche
unbeschichtet | verzinkt | ALMAC
AC300T4 | unbeschichtet - - X
CuCrZr X X -
St37 X X -
Proben ALMAC
16MnCr5 X X -
beschichtet
Niet Harte 4 X X -
Niet Harte 6 X X

Tabelle 5.3: Versuchsmatrix Reibwertermittlung

Eine nahere Beschreibung der Reibwertermittiung und zugehdrigen numerischen Un-
tersuchungen zur Reibmodellintegration befinden sich in den folgenden Kapiteln. Die
Auswertung der Kraft erfordert eine genaue Kenntnis der FlieRkurve des Probenma-
terials. Durch falsche Annahmen bei der Extrapolation der FlieRkurve kann es zu
fehlerhaften Werten kommen. In dieser Arbeit wird deshalb primar die Endkontur der
experimentellen Stauchkaérper fur die Abstimmung des Reibfaktors verwendet.

5.2.1. Integration des Reibmodells nach Neumaier

Die Modellierung des Ringstauchversuchs erfolgt vereinfacht 2D-axialsymmetrisch. Fur
die numerischen Untersuchungen ware eine weitere Symmetrie radial moglich. Bei der
Abstimmung der Reibfaktoren wird jedoch nur die Axialsymmetrie angenommen, da-
durch ist die Simulation unterschiedlicher Reibfaktoren auf Ober- und Unterseite
moglich. Gestaucht wird Uber einen fixen und einen sich bewegenden Kontaktkérper. Im
Unterschied zu den Zugversuchen findet nach der Belastung ein Wegfahren der Werk-
zeuge mit entsprechendem Ruckfedern der Probe statt.
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Das FEM-Programm schatzt im ersten Schritt das Verschiebungsfeld der Knoten ab.
Aus diesem Feld werden die resultierenden Elementdehnungen, Knotenspannungen
und Knotenkrafte berechnet. Daraus ergeben sich erste Reibschubspannungen uber
das integrierte Reibmodell. Unter Berucksichtigung der Reibschubspannung werden
nun erneut die Verschiebungs-, Spannungs-, Dehnungs- und Kraftwerte berechnet. Der
iterative Prozess setzt sich bis zur Erfullung eines Konvergenzkriteriums fort. Die Um-
setzung des Reibmodells kann uber die Vorgabe der Reibung als Knotenkraft, der Ver-
wendung von Zwischenelementen oder mittels Vorgabe von Knotenverschiebungen
erfolgen. Der fur diese Arbeit verwendete erste Fall verursacht numerische Probleme im
Bereich der Flie3scheide. Die FlieRscheide trennt die Flussrichtungen des Materials.
Am Punkt der Flie3scheide ist die Geschwindigkeit des Materials entsprechend null.
Der Vorzeichenwechsel von positiven zu negativen Werten der Relativgeschwindigkeit
fuhrt zu einem unstetigen Verlauf der Relativgeschwindigkeit. Die Gefahr des numeri-
schen Abbruchs ist durch den Ubergang einer Tangensfunktion gelost /51/:

2 Vi
(v, )= ~ arctan(?'j (5-1)

Die FlieRscheidenkonstante C verandert die Steigung der Tangensfunktion, dargestellt

in Bild 5.9.

Relativgeschwindigkeit

Reibfaktor

Bild 5.9: Tangensfunktion zur Beschreibung des Geschwindigkeitsiibergangs

Das verwendete Reibmodell nach Neumaier wird entsprechend um den Tangensterm
erweitert:

7, =m_ -K -{1 - exp(— %H : {% arctan(vcf:—e'ﬂ (5-2)
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Die Integration des Reibmodells nach Neumaier erfolgte Uber eine programmierte Sub-
routine und erfordert eine ausfuhrliche Verifizierung. Es sollen numerische Parameter
wie Elementkantenlange, Flielscheidenkonstante etc. hinsichtlich ihres Einflusses auf
die Stabilitdt und Genauigkeit der Rechnung in Kapitel 5.2.2 untersucht werden. Uber
den Konturendvergleich zwischen FEM-Simulationsergebnis und experimentellem
Stauchversuch wird der Reibfaktor ermittelt. Eine Beispielauswertung fur den Reibfaktor
mo befindet sich in Kapitel 5.2.3.

5.2.2. Festlegung numerischer Parameter

Am Beispiel des Einflusses der Elementkantenlange auf die Berechnung der Reib-
schubspannung wird im Folgenden die prinzipielle Vorgehensweise erlautert. Die Ele-
mentkantenlange wurde schrittweise um 0,05 mm vergréRert und die Ergebnisse hin-
sichtlich Genauigkeit und Stabilitdt betrachtet. Fir die exemplarische Darstellung
werden die Resultate der Elementkantenlange 0,05 mm und 0,2 mm analysiert.

1. Numerische Stabilitat

Die Beurteilung der Stabilitdt soll anhand der sich ausbildenden Fliel3scheide beim
Stauchversuch erfolgen. Am Ort der Fliel3scheide andert sich das Vorzeichen der Re-
lativgeschwindigkeit an der Probenoberflache. Im Fall guter Stabilitat bewegt sich die
Flie3scheide kontinuierlich. Ausreichende Stabilitat liegt vor, wenn sich die FlieRscheide
nur uber wenige Elemente im Bereich des Kontakts springt, insgesamt aber eine Vor-
zugsrichtung der Bewegung zu erkennen ist. Instabilitat liegt vor, wenn die Fliel3scheide
von Inkrement zu Inkrement stark springt oder sich nicht ausbildet. Beim Vergleich der
Elementkantenlangen 0,05 mm und 0,2 mm zeigt die kleine Elementkantenlange ein
stabileres Verhalten bei der Ausbildung der Flie3schneide. In Bild 5.10 ist dies gut zu
erkennen anhand der dargestellten Umformschritte. Die FlieRscheide wandert kontinu-
ierlich von Probenmitte in Richtung AufRenrand des abgebildeten axialsymmetrischen
Ringes. Im Modell der Elementkantenlange 0,2 mm springt die FlieRscheide vor und
zuruck oder bildet sich nicht richtig aus.

2. Genauigkeit

Die von der FEM-Simulation berechneten Reibschubspannungen sollen mit der idealen
analytischen Kurve verglichen werden. Die Abweichung von der analytischen Kurve
wird quantitativ bewertet. Abweichungen ergeben sich zum einen durch die programm-
interne Ermittlung der FlieRspannung und zum anderen entstehen sie durch geringere
Relativgeschwindigkeiten an Knoten im Bereich der FlieRscheide oder im Randbereich
einer Kontaktflache. In Bild 5.11 ist eine gestauchte Probe mit eingezeichneten Fliel3-
scheiden dargestellt. Die rechte Abbildung des Bildes zeigt die Vergrélierung des
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Randes der Ringprobe mit eingezeichnetem Ausreil3er. Ein Ausreil3er ist ein Knoten im
Randbereich, der entsprechend der Kontakttoleranzen von der Simulation noch als
Knoten mit Kontakt definiert wird. Seine Relativgeschwindigkeit differiert zu den
anderen Knotengeschwindigkeiten und die resultierende Reibschubspannung fallt dann
als Abweichung zur analytischen Kurve auf.

Betrachteter Ausschnitt

_ I L _ B _ [
% | %/ Geschwindigkeit/mm/s

I ; . I Inkrement
168

Inkrement
172

I ' I Inkrement
170

ElementgréRe 0,05 mm Elementgréfe 0,2 mm

Bild 5.10: Vergleich Ausbildung und Stabilitat der FlieRscheide bei verschiedenen Element-
kantenlangen
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Gestauchte Probe mit FlieRscheide Ausreil’er am Rand
Bild 5.11: Lage mdglicher Ausreilder beim Ringstauchversuch
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In den Diagrammen von Bild 5.12 und Bild 5.13 wird die Abweichung der Berechnung
der Reibschubspannung durch die FEM mit der analytischen Losung verglichen. Fur die
Elementkantenlange 0,2 mm ergibt sich gegenuber der Kantenlange von 0,05 mm eine
deutlich geringere Anzahl von Ausreil3ern. Die zwei gegenlaufigen Auswirkungen der
Elementkantenlange auf die Genauigkeit und Stabilitat finden ein Optimum in der Ele-
mentkantenlange 0,15 mm. Hier ist die FlieRscheide noch ausreichend stabil und die
Ausreilder befinden sich in einem akzeptablen Bereich.

Alle weiteren Anpassungen und Beurteilungen der numerischen Parameter erfolgten mit
dem Ziel der Ubertragbarkeit der Werte auf den HSN-Prozess. Sie sind in Tabelle 5.4
aufgefuhrt.

Parameter Wert Bemerkung
Kompromisswert zwischen Ge-
FlieBscheidenkonstante C 0,01 o o
nauigkeit und Stabilitat
Kompromisswert zwischen Ge-
Basiselementkantenlange 0,15 mm .
nauigkeit und Stabilitat
200 Inkremente bei einer
Inkrementanzahl 0,01 mm Weg/Inkrement
Stauchhéhe von 2 mm
Neuvernetzung verursacht eine
Neuvernetzung bei 40° Winkelverzerrung
geringere Stabilitat
Ubernommene Erfahrungswerte /16/
Kraft = 0,05 Keine Beeinflussung der Genauig-
Konvergenztoleranz
Verschiebung = 0,005 keit und Stabilitat bei geringerer
Toleranz

bei Verfeinerung geringere Sta-

Netzverfeinerung Level 1 bilitdt, jedoch bessere Abbildung

der Kontur

Tabelle 5.4: Ermittelte numerische Parameter aus dem Ringstauchversuch fiir den HSN-Pro-
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Bild 5.12: Abweichung bei Elementkantenlange 0,2 mm und Reibwert mg = 0,3
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Bild 5.13: Abweichung bei Elementkantenlange 0,05 mm und Reibwert mp = 0,3



5.2.3. Beispielauswertung des Reibfaktors ALMAC-Zink

Zur Bestimmung des Reibfaktors zwischen ALMAC-Beschichtung und dem verzinktem
Stahl wird im Folgenden die Auswertung fir den Umformgrad ¢ = 0,66 am Beispiel des
Ringes aus dem Werkstoff 16MnCr5 gezeigt. Radial lagen an den Kontaktflachen im
Experiment unterschiedliche Reibverhaltnisse vor (Reibung im Bereich des Innen-
durchmessers war verschieden zur Reibung im Bereich des Aulendurchmessers). Dies
machte eine gemeinsame Auswertung des Innen- und Aul3enbereichs der Ringprobe
unmdglich, eine Auswertung erfolgte deshalb getrennt.

Im Bild 5.14 ist fiir den Reibfaktor 0,25 eine gute Ubereinstimmung der Durchmesser zu
erkennen. Der Konturvergleich im Aul3enbereich zeigt jedoch starke Abweichungen der
Flie3linien. Hier scheint der Reibfaktor in der FEM- Simulation zu gering.
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= ‘.!-‘:: ‘|‘:_v rm, ‘I" A P Ao T £ 0 8 AN e Innen- und
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5 ¥ L —
1
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! 4 1N : -
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] T "' [ e
I o
1i]. . _ Detail rechte
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a -y - R AuRenkontur oben:
= w - & s 7T Unterschiede in den
. - FlieBlinien und in der
¥ - il
) Kontur
- 34
= v &7

Bild 5.14: Auswertung des Reibfaktors mg = 0,25 bei dem Umformgrad ¢ = 0,66

Wird hingegen der Reibfaktor erhdht, stimmen die Konturformen Uberein, wie im
Bild 5.15 sehr gut zu sehen, die Innen- und Aufendurchmesser sind jedoch ver-
schieden. Die Uberlagerung in Bild 5.15 konnte nur durch ein Verschieben der errech-
neten Kontur radial nach aufien erfolgen. Durch das manuelle Verschieben der End-
konturen ist jedoch die Volumenkonstanz nicht mehr gewahrleistet, das Verschieben
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ermdglicht jedoch den Konturvergleich von Experiment und Simulation. Eine gute Uber-
einstimmung fur die Au3enkontur und die FlieRlinien in diesem Bereich ergibt sich beim
Reibfaktor 0,5. Erschwert wird die Auswertung weiterhin durch die schlechte Ober-
flachengute der Innenmantelflache. Die Drehriefen aus dem Herstellungsprozess verur-
sachen eine Faltenbildung.

CX0 XN I O Y YR W BT A [/
- N 5 3 NiC \

s \ A R R o e T8 keine Ubereinstimmung

von Innen- und
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Bild 5.15: Auswertung des Reibfaktors bei dem Umformgrad ¢ = 0,66

Wie in Bild 5.16 zu sehen, ist fiir den Umformgrad ¢ = 0,86 eine sehr gute Uberein-
stimmung zwischen Schiliffbild und FEM-Endkontur far den Reibfaktor mg = 0,3 erreicht.
Hier werden sowohl der Innen- als auch der Aulendurchmesser gut abgebildet.

Bei weiterer Stauchung bis zum Umformgrad ¢ = 1,08 zeigt wieder der Reibfaktor
mo = 0,3 die beste Ubereinstimmung beim Vergleich der Konturen (siehe Bild 5.17).
Probleme bei der Auswertung ergeben sich wieder durch die mangelnde Oberflachen-
gute auf der Mantelinnenseite. Der Reibfaktor scheint auf der Innenseite im Experiment
leicht gréf3er als die angenommenen 0,3 zu sein.

Fir kleine Umformgrade herrschen auf der Innenseite der Ringstauchproben geringere
Reibfaktoren als am Auf3endurchmesser. Mit zunehmenden Umformgraden stellt sich
ein einheitlicher Reibfaktor ein. Das Verschieben der Probe flr die Ermittlung der unter-
schiedlichen Reibfaktoren war deshalb nicht mehr notwendig. Da beim HSN-Prozess
nur ein von der Zeit und vom Ort unabhangiger Reibfaktor verwendet werden kann
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muss ein gemittelter Wert festgelegt werden. Die Auswertung der ALMAC beschich-
teten Proben aus 16MnCr5 ergab einen gemittelten Reibfaktor zu den verzinkten Stahl-

backen von mg = 0,3.

=T

500um

—ed Ll
AT T VTR WO, O Tharainat
3 WM U WB Y et sehr gute Ubereinstimmung

WLy der Kontur, ausreichende
Ubereinstimmung

der FlieRlinien

Bild 5.16: Auswertung des Reibfaktors bei dem Umformgrad ¢ = 0,86

500um
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der Kontur, ausreichende

Ubereinstimmung

der FlieRlinien

Bild 5.17: Auswertung des Reibfaktors bei dem Umformgrad ¢ = 1,08
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5.2.4. Ergebnis der Reibwertermittlung

Da alle Proben gleichzeitig mit ALMAC beschichtet wurden und aufgrund der gleichen
Grolke keine Trennung der Nietringe nach Harte erfolgen konnte, wurden nur die Ringe
der Harte 4 beschichtet und bei den Versuchen der Proben Harte 6 ALMAC beschich-
tete Stauchbacken verwendet. Bei der Auswertung ergaben sich Probleme aufgrund der
herstellungsbedingten undefiniert dicken ALMAC-Schicht auf den Stauchbacken. Der
Herstellungsprozess ist auf kleine Proben ausgelegt, dies erklart die schwankenden und
zu dicken ALMAC-Schichten auf den Stauchbacken. Die beschichteten Ringproben
weisen eine ahnliche homogene Schichtdicke wie die Stanzniete auf. Die zu dicke
ALMAC-Beschichtung auf den Backen zeigte sich auch in der Versuchsdurchflihrung
als problematisch. Beim Stauchen der Aluminium-Ringe konnte kein Reibfaktor ermittelt
werden, da sich zwischen den Proben und Backen Haften einstellte. Sowohl bei den
Nietproben der Harte 4 als auch der Harte 6 kam es zu keiner Relativbewegung und es
trat ebenfalls Haften und ein Versagen der Ringproben auf (siehe Bild 7.1 im Anhang).
Mit den Ubrigen Proben gelang die Bestimmung des Reibfaktors. Die Ermittlung erfolgte
durch Nachrechnung des Experiments mit Hilfe der FEM-Simulation und Vergleich der
errechneten Kontur mit erstellten Schliffbildern der gestauchten Proben. Es lagen an
den Kontaktflachen im Experiment unterschiedliche Reibverhaltnisse vor, die eine ge-
trennte Auswertung von veranderlichem Innen- und AulRendurchmesser notwendig
machten. Aus diesem Grund konnten auch die Nomogramme in Bild 5.7 nicht verwen-
det werden. Es zeigte sich weiterhin, dass der Reibfaktor my bei steigendem Umform-
grad geringere Werte annimmt. Da in der Simulation keine veranderlichen Reibfaktoren
verwendet werden und Uber Neumaier die Berucksichtigung der sich veranderten Kon-
taktflache stattfindet, wurden gemittelte Reibfaktoren als Ergebnis und Ubertrag fir die
HSN-Simulation verwendet. Die Ergebnisse des ermittelten Reibfaktors fir das Reib-
modell nach Neumaier befinden sich in Tabelle 5.5. Fur das Neumaier-Reibmodell
wurde als gemittelter Reibfaktor fir ALMAC-Stahl der Wert mg = 0,45 festgelegt. Dieser
Wert ergab sich aus Versuchen mit Ringproben des Werkstoffes 16MnCr5, CuCrZr und
St37. Fur den Reibfaktor zwischen ALMAC-Zink waren die Reibwerte kleiner und der
mittlere Reibfaktor konnte mit mg = 0,3 ermittelt werden.

Unbeschichtete Verzinkte
Werkstoff
Stauchbacken Stauchbacken
CuCrZr 0,5 0,25
16MnCr5 0,35 0,35
St37 0,45 -
Gemittelter Wert ALMAC 0,45 0,3

Tabelle 5.5: Ermittelte Reibfaktoren nach dem Neumaier-Modell
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5.3. Stanzversuch

Die Simulation des Ausstanzens der Bleche erfolgt wie das Halbhohlstanznieten axial-
symmetrisch 2D. Stempel, Niederhalter und Matrize sind als starre Kontaktkérper und
das Blech als deformierbarer Kontaktkérper modelliert. Das Ausstanzen wurde in fol-
genden Teilschritten umgesetzt:

1. Einlegen des Bleches (Blech findet Kontakt mit der Matrize).

2. Heranfahren des Niederhalters an das Blech und Aufbringung der Niederhalterkraft.

3. Heranfahren des Stempels an das Blech.

4. Die Umformung mit Durchstanzen des Bleches durch den Stempel (Vorgabe des
Weges vom Stempel Gber oberen und unteren Totpunkt).

5. Wegfahren der Werkzeuge (zuerst Stempel, dann Niederhalter und zuletzt Matrize).

5.3.1. Parameterbestimmung

Das Ausstanzen der Bleche soll mit hohen Umformgraden und geringem Schneidanteil,
ahnlich dem Stanznieten erfolgen. Zu diesem Zweck wurde ein an den Kanten leicht
abgerundeter Stempel verwendet. Uber das Einpressen des Stempels in weiches Alu-
minium konnte der Kantenradius des Stempels im Schliff des gepragten Aluminiums
ermittelt werden. Kleine Anderungen der Stempelgeometrie haben im FEM-Modell sig-
nifikante Auswirkungen auf den Kraft-Weg-Verlauf, respektive auf das Ergebnis des
prognostizierten Ausbruchs durch Rousselier (siehe FEM-Kurven in Bild 5.18 mit
Radiusvarianten von 0,1 mm und 0,25 mm). Neben der Geometrie sind Reibmodell
bzw. Reibfaktor und verwendete Flie3kurven fur das FEM-Modell mallgebend. Das in
Kapitel 2.3.2 eingefuhrte Reibmodell nach Neumaier wird hierfur ebenfalls fur den
Stanzprozess angewendet. Fur den Werkstoff HT700T sind neben dem Einfluss der
Stempelgeometrie Variationen der Reibfaktoren in Bild 5.18 dargestellt. Im Ringstauch-
versuch erfolgte nur eine Kalibrierung des Reibfaktors zwischen Niet (ALMAC-Be-
schichtung) und Blechen (unbeschichtet und verzinkt), deshalb mussten die Reibfak-
toren im Stanzmodell zwischen Stempel und Blechen neu angepasst werden. Die
Reibfaktoren zwischen Niederhalter und Blech sowie Matrize und Blech liegen in allen
Fallen bei 0,4. Bei der eingestellten Niederhalterkraft (2,75 kN Anfangskraft und Steifig-
keit 0,6 kN/mm) kommt es zwischen Blech und Niederhalter nur zu geringen Relativ-
bewegungen, die Reibwertmodellierung hat an dieser Stelle einen entsprechend ge-
ringen Einfluss.
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Bild 5.18:

Radius Stempel 0,25mm Reibfaktor 0,8

— Radius Stempel 0,25mm Reibfaktor 0,2

0.5

kraft-Weg-Verlauf

1

Stempelweg / mm

1.5

N

Einfluss der Parametervariation beim Ausstanzen von HT700T auf den Stempel-

In Bild 5.19 sind die Stempelkraft-Weg-Verlaufe im Vergleich von FEM und Experiment
der simulierten Materialien dargestellt. Mit den in Tabelle 5.6 aufgelisteten Reibfaktoren
konnte eine sehr gute Ubereinstimmung fiir alle simulierten Werkstoffe erreicht werden.

Reibfaktor mg
AW-5182 H320LA HT600X HT700T
(Neumaier)
Stempel/Blech 0,1 0,4 0,4 0,4
Niederhalter/Blech 0,1 0,4 0,4 0,4
Matrize/Blech 0,1 0,4 0,4 0,4

Tabelle 5.6: Verwendete Reibfaktoren bei der Simulation des Stanzens
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Bild 5.19: Vergleich Experiment Stanzen mit FEM-Simulation

5.3.2. Simulation des Ausstanzens der Bleche mit Rousselier

Anhand des TRIP-Werkstoffes HT700T soll im Folgenden beispielhaft das Ausstanzen
betrachtet werden. Die im Zugversuch in Kapitel 5.1 ermittelten Rousselier-Parameter
(fo = 3,5E-4, ok =275 und fy =0,05) wurden auf den Prozess des Ausstanzens der
Bleche Ubertragen. Im Stanzversuch wird mit diesen Parametern ein zu frihes Versa-
gen vorhergesagt (grun dargestellt in Bild 5.20). Daraufhin wurden direkt im Stanzpro-
zess Rousselier-Parameter flr die richtige Wiedergabe des Versagens abgestimmt.
Hierbei konnte die Vorgabe von Rousselier mit ox = %:*Ry0 2 wiederum nicht eingehalten
werden. Diese Vorgabe wirde flr fy sehr geringe Werte ohne Erreichen des richtigen
Bruchbeginns ergeben. Die Abstimmung erfolgte daher mit dem Erfahrungswert von
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ok = 415 MPa fur Stahlwerkstoffe /48/. In Bild 5.20 ist der neue Verlauf durch die rote
Kurve abgebildet.

12000 -

10000
8000 +
6000 1 / — Experiment 1 1
/, — Experiment 2

4000 ———— FEM f0=0,00035 ok=275 fc=0,05
— FEM f0=0,00015 ok=415 fc=0,05 \ \

2000 - FEM f0=0,00060 ok=415 fc=0,05

Stempelkraft / N

O 1 1 1 I
0 0.5 1 1.5 2

Stempelweg / mm

Bild 5.20: Vergleich Ausstanzen Blech FEM — Experiment Kraft-Weg-Verlaufe bei ver-
schiedenen Rousselier-Parametern des Werkstoffes HT700T

In Bild 5.21 ist die berechnete Kontur zum Zeitpunkt des erstmaligen Erreichens des
kritischen Hohlraumvolumens uber die Schliffbilder der Proben aus dem Experiment,
kurz vor und nach dem Trennen, gelegt. Der Bruch beim Ausstanzen erfolgt im Realfall
schlagartig. Ein Schliff mit Anriss konnte nicht erzeugt werden. Die Untersuchungen in
Kapitel 4.2 weisen auf ein Versagen auf der dem Niet gegenuberliegenden Seite hin.
Ubertragt man diese Erkenntnis auf das Ausstanzen, bedeutet dies eine Rissinitiierung
auf Matrizenseite (Blechunterseite). Die FEM-Simulation prognostiziert ebenfalls eine
Bruchinitiierung Uber das Erreichen von f; an der Blechunterseite (siehe Bild 5.22). In
der ausgestanzten Probe konnten im REM auf der Blechunterseite vermehrte Zug-
spannungen senkrecht zur Bruchoberflache anhand der Orientierung der Waben nach-
gewiesen werden (siehe Kapitel 4.2.1). Diese Erkenntnis stimmt mit der Rissprognose
von Rousselier an der Blechunterseite Uuberein. Das Versagen unter Druck wird durch
Rousselier nicht richtig wiedergegeben. Veranschaulicht wird dies fir den bekannten
Versagensfall der Stauchproben des Nietgrundmaterials unter der Druck-/ Schub-
Belastung. Die Proben versagten im Experiment des Stauchversuchs bereits ab einem
Umformgrad von ¢ = 0,6, bei ¢ = 1,02 zeigen sie Uber den gesamten Umfang verteilt
Risse in Schubrichtung (siehe Bild 2.10). Der Stauchversuch wurde mit der FEA und
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Rousselier nachgerechnet (Rousselier-Parameter aus Tabelle 5.1 fur BS3111). Das
Ergebnis ist fur den Umformgrad ¢ = 1,02 in Bild 5.23 dargestellt.

kurz vor dem Trennvorgang

kurz nach dem Trennvorgang

Bild 5.21: Vergleich der FEM-Endkontur mit dem Experiment beim Ausstanzen des
Bleches aus HT700T

0,05000

2000 pm

Bild 5.22: Vorhersage Rissstartpunkt und -richtung durch Rousselier
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Bild 5.23: FEM-Berechnung des Stauchversuchs vom Nietgrundmaterial BS3111 Umform-
grad ¢ = 1,02

Das Versagen hatte bereits bei ¢ = 0,6 eintreten missen, doch wie links im Bild zu
sehen, ist das kritische Hohlraumvolumen selbst flir ¢ = 1,02 noch nicht erreicht wor-
den. Bei veranderter Skalierung ist im Bild rechts das maximale Hohlraumvolumen von
f=0,0035 abgebildet. Eine Prognose im Druckbereich des Stempels beim Stanzen
oder Halbhohlstanznieten hatte entsprechend auch nicht erwartet werden kdnnen.

Rousselier gibt nach erneuter Anpassung der Parameter auf den Stanzprozess den
Versagenszeitpunkt und Ort richtig wieder. Bleibt zu prifen, ob Rousselier die richtige
Rissrichtung wiedergibt. Hierfur wurde das erzeugte Konturbild des Hohlraumvolumens
uber den Schliff mit Riss in Bild 5.22 gelegt. Das Hohlraumvolumen wachst in gleicher
Richtung entsprechend dem Riss im Schliff der Probe.

Im nachsten Schritt sollen die Parameter auf den Halbhohlstanznietprozess Ubertragen
werden und die Allgemeingultigkeit der Vorhersage fur die beiden Versagensfalle des
Ausstanzens des stempelseitigen und matrizenseitigen Bleches nachgewiesen werden.

Die im Stanzprozess abgestimmten Rousselier-Parameter fur alle simulierten Werk-
stoffe und die dazugehorigen Kraft-Weg-Verlaufe befinden sich im Anhang in Bild 7.2.
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5.4. Halbhohlstanznieten

Die Simulation des Halbholstanznietens erfolgt axialsymmetrisch 2D. Stempel, Nieder-
halter und Matrize sind als starre Kontaktkorper modelliert. Der Niet und die Bleche sind
deformierbare Kontaktkorper. In Bild 5.24 ist das Ausgangsmodell mit mdglichen
Kontaktflachen dargestellt. Der Niet muss wahrend des gesamten Umformprozesses
nicht neuvernetzt werden, er wird maximal bis zu einem Umformgrad von ¢ = 0,6 defor-
miert. Die Verzerrung der Elemente bleibt mit Werten unter 40% im tolerierten Bereich.
Die Neuvernetzung der Bleche ist zwingend erforderlich. Eine Vernetzung mit Verfei-
nerung der Elemente findet im Kontaktbereich zischen Niet und Blechen, den Blechen
untereinander und zwischen den Blechen und der Matrize statt. Der Nietprozess wird in
die folgenden Stufen unterteilt:

1. Einlegen der Bleche (Bleche finden Kontakt mit der Matrize).

2. Heranfahren des Niederhalters an Bleche und Aufbringung der Niederhalterkraft.

3. Hinzuflhren des Nietes (Niet wird durch Stempel an Bleche bis Kontakt herange-
fahren).

4. Die Umformung mit Durchstanzen und Hinterschnittbildung durch den Niet in den
Blechen (Vorgabe des Weges vom Stempel Uber oberen und unteren Totpunkt).

5. Wegfahren der Werkzeuge (zuerst Stempel, dann Niederhalter und zuletzt Mat-
rize).

Stempel / starr

Niet / deformierbar | Stempel / Niet

Niederhalter / starr Niederhalter / stempelseitiges Blech

stempelseitiges Blech /
deformierbar

matrizenseitiges Blech /
‘\ deformierbar

| Matrize / starr
~_ Symmetrieachse

Kontaktk&rper

stempelseitiges Blech /
matrizenseitiges Blech

\ matrizenseitiges Blech / Matrize

Niet / Bleche

Kontaktflachen

Bild 5.24: Aufbau Simulationsmodell Halbhohlstanznieten
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5.4.1. Parameterbestimmung

Sowohl die Materialkennwerte (Kapitel 3) als auch die ermittelten Reibwerte und nume-
rischen Parametern aus dem Ringstauchversuch (siehe Tabelle 5.5 und Tabelle 5.4)
wurden auf den Halbhohlstanznietprozess ubertragen.

In Bild 5.25 sind Berechnungsanalysen des HSN-Prozesse mit dem Schubmodell und
den Reibmodelle nach Coulomb sowie Neumaier dargestellt. Fir das Modell nach
Neumaier konnten die im Ringstauchversuch ermittelten Reibfaktoren auf den HSN-
Prozess mit gutem Resultat Ubertragen werden. Im Schubmodell sind bei gleichen
Werten wie im Ringstauchversuch leichte Abweichungen zu erkennen. Das Coulomb-
Modell zeigte bei dem im Ringstauchversuch ermittelten Reibwert von 0,1 nur eine un-
genligende Ubereinstimmung mit dem Experiment. Erst nach Erhéhung auf den Wert
0,2 kam es zu dem in Bild 5.25 dargestellten Konturverlauf. Die Allgemeingultigkeit ist
deshalb fur Coulomb nicht gegeben. Im Hinblick auf Flexibilitadt und sich andernden Be-
dingungen, ist das Neumaiermodell am besten geeignet und wird deshalb fir die zu-
klnftigen Berechnungen verwendet.

Schubmodell m = 0,2

Neumaier mO = 0,3

Coulomb p=0,2

Bild 5.25: Vergleich der verschiedenen Reibmodelle beim HSN-Prozess

Far die untersuchten Blechwerkstoffe AW-5182, H320LA, HT600X und HT700T sind die
errechneten Endkonturen bei artgleicher Fiigung mit den entsprechenden Schliffbildern
in Bild 5.26 vergleichend dargestellt. Die Ubereinstimmung der Ergebnisse des unteren
Bleches ist nicht gut. Ein Grund hierfir ist die verwendete Kegelmatrize. Um eine aus-
reichende Restbodenstarke des matrizenseitigen Bleches unter der Kegelmatrize zu
erlangen, wurden die durch den Herstellungsprozess bedingten Drehriefen im Kegel
nicht durch Schleifen eingeebnet. Daraus ergibt sich gewissermalien ein Haften des
Blechwerkstoffes an der Matrize. Dies ist deutlich am Abdruck der Kegelmatrize im
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matrizenseitigen Blech, Bild 5.27, einer H320LA-Flugeverbindung zu sehen. Die not-
wendige Haftbedingung verursacht in der Simulation Probleme in den Randbereichen
von bereits anliegenden Elementen. Die noch freien Elemente in der Nachbarschaft
erfahren von Inkrement zu Inkrement zu grof3e Verzerrungen mit unrealistischen resul-
tierenden Spannungsgrofien.

AW-5182

HT600X HT700T

Bild 5.26: Konturendvergleich FEM — Experiment artgleicher HSN-Verbindungen

Bild 5.27: Eingepragte Drehspuren eines matrizenseitigen Bleches nach der Fligung
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Alle Fugekraft-Weg-Verlaufe weisen im Vergleich von Experiment und FEM, wie im Bei-
spiel des TRIP-Werkstoffs in Bild 5.28 zu sehen, eine leichte Unterschatzung durch die
FEM-Simulation des gesamten Verlaufes auf. Als mogliche Grinde werden die bereits
erlauterten Annahmen in der Abbildung der Reibung vermutet. Die Fugekraft-Weg-Ver-
laufe zu den weiteren gezeigten Verbindungen in Bild 5.26 mit Kegelmatrize befinden
sich im Anhang (Bild 7.3 bis Bild 7.5).

70 ~
60 -
50 — HT700T Experiment
pa — HT700T FEM
x
= 40 ~
=
2
e 30
2
? N\
20 v
10 -
0 1 T T T T J T
0 1 2 3 4 5

Stempelweg / mm

Bild 5.28: Kraft-Weg-Verlauf HSN, HT700T artgleich mit einer Kegelmatrize gefiigt

Die Untersuchungen zur Vorhersage des Versagens mit Hilfe der FEM-Simulation
sollen am Beispiel des TRIP-Werkstoffes erfolgen. Im Vergleich zu den anderen Werk-
stoffen bricht er schneller matrizenseitig und allgemein friiher aus. Die so entstehenden
Briche eignen sich besser flir die Simulation des Risses und Analyse der Rissrichtung.
Da die Kegelmatrize Probleme in der Simulation mit der korrekten Abbildung des Haf-
tens am Kegel verursacht und es nicht bei allen Materialien zu einem Ausstanzen des
matrizenseitigen Bleches kommt, wird fur die Referenzfligung eine Flachmatrize ver-
wendet. Die Reibfaktoren bei der Flachmatrize spielen eine nicht so grof3e Rolle wie bei
der Kegelmatrize. Das matrizenseitige Blech zeigt nur geringe Relativbewegungen
gegenuber der Matrize. Nach Aufsetzen auf den Matrizenboden ,rollt* sich das Blech
am Boden ab. Bei artgleicher Verbindung bricht das matrizenseitige Blech mit der
Flachmatrize 8x2 10° (Durchmesser 8 mm bei einer Tiefe von 2 mm und einem
Flankenwinkel von 10°) noch vor dem Erreichen der Endlage aus (siehe Bild 5.29). Die
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Ubereinstimmung von FEM-Kontur und Experiment ist fur die Verbindung mit Flach-
matrize sehr gut. Auch im Fugekraft-Weg-Verlauf in Bild 5.30 zeigt diese Verbindung
eine wesentlich bessere Ubereinstimmung als der Verlauf der Verbindung mit der Ke-
gelmatrize in Bild 5.28.

Bild 5.29: Konturendvergleich HSN HT700T, artgleich mit einer Flachmatrize gefligt
80 +

70 /
60

— HT700T Experiment / 2

50 — HT700T FEM

40 -

30

Stempelkraft / kN

20 ~

10

0 1 2 3 4 5
Stempelweg / mm

Bild 5.30: Kraft-Weg-Verlauf HSN HT700T, artgleich mit einer Flachmatrize gefiigt

102



5.4.2. Geometrisches Trennen

Das geometrische Kriterium der minimalen Restbodenstarke zeigte fir weiche Stahle
gute Ergebnisse bei der korrekten Wiedergabe des Versagens des stempelseitigen
Bleches /18/. Bei diesem Kriterium wird bei Erreichen einer vorgegebenen Restboden-
starke das betreffende Blech in Richtung des kleinsten Abstandes getrennt. Der Ver-
netzer erzeugt dabei aus dem einen Blech zwei Kontaktkorper. Bei Anwendung des
Kriteriums auf die in dieser Arbeit verwendeten hoherfesteren Stahle zeigen sich deut-
lich die Nachteile. Die Trennung dieser Stahle erfolgt zu einem friheren Zeitpunkt als
bei den weichen Blechen aus /18/. Der klrzeste Abstand entspricht dann nicht der Rich-
tung der Materialtrennung des Experiments (siehe Bild 5.31). Der ermittelte kritische
Wert fiir das Trennen des stempelseitigen Bleches trennt bei Ubertragung auf das
matrizenseitige Blech den Kontaktkorper deutlich zu spat. Das Kriterium erflllt damit die
Allgemeingultigkeit nicht.

Vergleich Experiment — Kontur Rechnung Detail Trennen oberes Bleche bei zwei verschie-
zum Zeitpunkt des geometrischen Trennens denen Restbodenstarken
Bild 5.31: Anwendung geometrisches Trennen am Beispiel einer artgleichen Flgung des

hochfesten Bleches HT800T

Das Kriterium bietet jedoch den grof3en Vorteil, dass beim Trennen ein gerader Trenn-
schnitt (siehe Bild 5.31 rechts) erzeugt wird. Nach dem Trennen soll der Prozess bis zur
Nietendlage mit Hinterschnitt im unteren Blech und dem Wegfahren der Werkzeuge
simuliert werden. Mit dem geraden Schnitt keine Probleme aufgrund sich verhakenden
und stark verzerrten Elementen auf (siehe Kapitel 5.5. Bild 5.42). Es kann mit dem
Trennen nach der minimalen Restbodenstarke eine numerisch stabile Rechnung bis
zum Ende des Nietprozesses durchgefuhrt werden. Um weiterhin einen Konturvergleich
der gefligten Verbindung in Endlage erstellen zu kénnen, wurde dieses Kriterium flr
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das Trennen des oberen Bleches in den folgenden Rechnungen angewendet. In
Kapitel 5.5 wird ein alternatives Kriterium fur die Trennung untersucht.

5.4.3. Makromechanische Bruchkriterien

Die Umsetzung der integralen makromechanischen Bruchkriterien erfolgt in seiner ein-
fachsten Form der Aufaddierung durch eine summierende Mittelwertformel /52/. Die
verwendeten Werte eines Knotens werden vor dem Inkrement gespeichert und mit dem
berechneten Wert nach dem Berechnungsschritt aufaddiert. Aus diesem Term wird
dann der mittlere Wert gebildet. Die Integration Uber den Umformgrad erfolgt durch die
Addition aller, in das jeweils verwendete Kriterium eingesetzter und gemittelter Werte,
multipliziert mit dem jeweiligen Delta des Umformgrades.

Versagen des Nietes

Wie in Kapitel 4.1 nachgewiesen, muss fur den Niet nur das Versagen durch Aufreil3en
in Flgerichtung als Prozessversagen vorhergesagt werden. Die kritischen Stellen im
Nietfull werden durch Cockroft&Latham, Rice&Tracey und Ayada&Higashino vorher-
gesagt, siehe Bild 5.32 und Bild 5.33. Als einziges Kriterium zeigt das der Schub-
spannungen im Schaftbereich ein Band erhéhter Werte an. Das Konturbild der maxi-
malen Schubspannungen zeigt eine Momentanaufnahme im letzten Belastungsschritt
der Umformung durch den Niet. Die Festlegung der kritischen Werte fiur das Nietver-
sagen muss im Versagensfall des Flgens sehr weicher Werkstoffe festgelegt werden.
Die aufgefuhrten Beispiele zeigen nur das allgemeine Ansprechen der Kriterien auf den
kritischen Bereich im NietfulR.
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Cockroft&Latham, Dy, = 0,16 Rice&Tracey, Dpax = 0,08
Bild 5.32: Wiedergabe Nietversagen durch makromechanische Bruchkriterien 1
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0 Schadigungswert Dy

Ayada&Higashino, D.x = 0,03 Maximale Schubspannung, D.x = 981 MPa

Bild 5.33: Wiedergabe Nietversagen durch makromechanische Bruchkriterien 2

Versagen der Bleche

Gut wiedergegeben wird das Ausstanzen des oberen Bleches von den Kriterien
Cockroft&Latham, Rice&Tracey und Ayada&Higashino. (siehe obere Bilderreihe in
Bild 5.34). Eine richtige Vorhersage erfolgt bezlglich des Ortes und der Richtung. Der
Zeitpunkt der entstehenden Schadigung muss Uber die Festlegung eines kritischen
Wertes durch den Anwender erfolgen. Hier ergeben sich die Nachteile der makro-
mechanischen Bruchkriterien. In Bild 5.34 mittlere Bildreihe, wird die Prognose des
Ausstanzens des unteren Bleches bei gleicher Materialkombination untersucht. Alle
Kriterien sagen (bei Ubernahme des kritischen Wertes vom Ausstanzen des oberen
Bleches) kein Versagen des matrizenseitigen Bleches vorher. Es besteht demnach
keine Ubertragbarkeit. Wird der Werkstoff HT700T in der hybriden Verbindung AW5182
— HT700T untersucht (untere Bildreihe in Bild 5.34), so ergeben sich nur fir
Ayada&Higshino fur die Prognose des Ausstanzens des matrizenseitigen Bleches eine
Ubereinstimmung beziiglich der Vorhersage von Versagensort und —zeitpunkt. Eine
Versagensrichtung wird hingegen nicht so eindeutig dargestellt wie bei den anderen
Kriterien. Bei Rice&Tracey liegt der kritische Wert beim Mischverbund nahe dem des
auszustanzenden oberen Bleches. Die Rissrichtung wird sehr deutlich abgebildet. Bei
Cockroft&Latham unterscheiden sich die Werte des oberen und unteren Bleches im
artgleichen, als auch artverschiedenen Verbund deutlich. Obwohl der Ort eines
kritischen Bereichs mit korrekter Wiedergabe der Schadigungsrichtung dargestellt wird.
Das Kriterium der maximalen Schubspannung eignete sich nicht flr die Prognose des
Versagens der Bleche und wurde deshalb hier nicht mehr weiter betrachtet. Aufgrund
der Problematik der Vorhersage des Versagenszeitpunktes kann bei diesen Kriterien
keine Allgemeingiiltigkeit geltend gemacht werden. Ahnliche Erkenntnisse wurden in /3/
und /23/ wiedergegeben. Durch diesen Nachteil und dem Fehlen einer Abbildung der
Materialentfestigung wird fur diese Arbeit das mikromechanisch begriindete Material-
modell nach Rousselier /2/ flr die Abbildung der Versagensfalle untersucht.
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Ausstanzen oberes Blech
HT700T — HT700T

Al

Ausstanzen unteres Blech
HT700T — HT700T

Ausstanzen unteres Blech
AW 5182 — HT700T

Cockroft&Latham, Dy; = 1,66 Rice&Tracey, Dy = 0,89 Ayada&Higashino, Dy = 0,61

Bild 5.34: Wiedergabe des Blechversagens mit makromechanischen Bruchkriterien
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5.4.4. Materialmodell nach Rousselier

Bild 5.35: Aufgerissener Niet in Fligerichtung

Versagen des Nietes

Wird der Versagensfall des Nietes beim Fugen von sehr dickem Aluminium und damit
weitem Aufspreizen des Nietfusses nachgestellt (siehe Bild 5.35), zeigt die Simulation
eine Erhdhung des Hohlraumvolumens (siehe Bild 5.36 links) im Stanznietful3. Der
erforderliche kritische Wert zur Veranlassung des Bruches wird, trotz extremer
Provokation (siehe Bild 5.36 rechts), nicht erreicht.

e, i,
. % ©

Inkrement 178, f = 0,003 Inkrement 188, f = 0,003

f

Hohhlraumvolumen

Bild 5.36: Vorhersage des Nietversagens in Fligerichtung durch Rousselier

Die Erklarung hierfur ist in der Modellierung zu suchen. Die Vereinfachung zur 2D-axi-
alsymmetrischen Berechnung erzeugt in Umfangsrichtung eine gleichmafige Verteilung
der Schadigung. Der Riss befindet sich in der Ebene der zum zweidimensionalen
Berechnungsfall vereinfachten Rechnung. In der Realitat sind im Stanznietful®, aufgrund
des Kaltschlagherstellungsprozesses, Riefen in radialer Richtung vorhanden. Diese
Fehlstellen bewirken eine Kerbwirkung, an der es Uber eine Spannungserhohung zu

107



einer Dehnungslokalisierung und zum Aufreilen des Fulles kommt. Dieser Fall bleibt
der 3D-Rechnung vorbehalten /53/.

Versagen der Bleche

Die ermittelten Rousselier-Parameter, sowohl aus dem Zugversuch und Stanzversuch
als auch Werte optimiert fur das HSN, werden im Folgenden bei der Vorhersage des
Materialversagens der Bleche im HSN-Prozess untersucht. In Bild 5.37 ist das Ausstan-
zen des stempelseitigen Bleches und in Bild 5.38 das Durchstanzen des matrizen-
seitigen Bleches dargestellt. Die grine Kontur ist das Ergebnis einer Rechnung mit den
abgestimmten Werten aus dem Zugversuch, rot mit fur die Abbildung des Stanzpro-
zesses optimalen Werten und orange die Kontur mit den fur das Ausstanzen des
oberen Bleches idealen Parametern im HSN-Prozess. In Tabelle 5.7 sind alle Rousse-
lier-Parameter im Uberblick aufgefiihrt.

Rousselierparameter: fo o fs

grun (Werte aus dem Zugversuch) 0,00035 275 0,05
Rot (Werte aus dem Stanzversuch) 0,00015 415 0,05
Orange (Werte im HSN-Prozess abgestimmt) 0,00060 415 0,05

Tabelle 5.7: Unterschiede in den Rousselier-Parametern fir die unterschiedlichen
Anwendungsfalle

Werte aus dem Zugversuch

Werte im HSN-Prozess abgestimmt

Detail aus linkem Bild

Bild 5.37: Vergleich verschiedener Rousselier-Parameter fiir das Durchstanzen des oberen
Bleches einer artgleichen HT700T-Verbindung
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Die Ergebnisse beim Ausstanzen des oberen Bleches weisen nur geringfugige Unter-
schiede zwischen den eingestellten Parameterkombinationen auf. Beim Durchstanzen
des unteren Blechs zeigen sich hingegen deutlich gro3ere Unterschiede. Mit den
Werten aus dem Zugversuch kommt es zu einem extrem frihen Ausstanzen und mit
den Werten aus dem Stanzversuch wird Versagen zu spat vorhergesagt. Mit den flr
das Durchstanzen des stempelseitigen Bleches abgestimmten Rousselier-Parametern
wird das beste Ergebnis auch fur die Prognose des Ausstanzens des matrizenseitigen
Bleches erreicht.

Werte aus dem Stanzversuch

Bild 5.38: Vergleich verschiedener Rousselier-Parameter flir das Durchstanzen des
unteren Bleches einer artgleichen HT700T-Verbindung

Wie eingangs erwahnt soll aufgrund der Vielzahl moglicher Materialkombinationen der
untersuchten Werkstoffe in der Untersuchung zum Materialmodell nach Rousselier nur
der TRIP-Werkstoff und seine Mischverbindung mit Aluminium im Detail dargestellt
werden. Die in Bild 5.39 und Bild 5.40 abgebildeten Versagensfalle beim HSN-Prozess
wurden flur die Wiedergabe durch Rousselier ausgewahlt. Links oben, Bild 5.39, ist der
Fall (1) des Durchstanzens des stempelseitigen Bleches bei der artgleichen TRIP-TRIP-
Flgung dargestellt, dann das Durchstanzen des matrizenseitigen Bleches im art-
gleichen Verbund (2), gefolgt vom Ausstanzen des Stahls bei der Fugerichtung TRIP-
Aluminium (3), Bild 5.40, und als letzte Verbindung das Ausstanzen des unteren
Bleches der Fuigung Aluminium-TRIP (4). Der Druck des Stempels wurde in einem
Stufensetzversuch sukzessive erhdht bis der Bruch des TRIP-Bleches eintrat.
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Ausstanzen matrizenseitiges Blech

T T T T T T T T T T T T T T T T
0,0006 Hohlraumvolumen 0,05

Bild 5.39: Wiedergabe des Blechversagens einer artgleichen Stanznietverbindung HT700T
— HT700T durch Rousselier
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Ausstanzen stempelseitiges Blech Ausstanzen matrizenseitiges Blech

0,0006 Hohlraumvolumen 0,05

Bild 5.40: Wiedergabe des Blechversagens vom HT700T einer hybriden Stanzniet-ver-
bindung der Werkstoffe AW 5182 und HT700T durch Rousselier

Beim Setzen des Nietes der Fugeverbindungen der TRIP-Bleche werden hohe Krafte
bendtigt. Diese verursachen ein Aufbiegen des Blgels der Stanznietsetzeinrichtung
(Aufbau Stanznietanlage siehe Bild 2.3) mit resultierendem Lateralversatz zwischen
Matrize und Niederhalter/ Stempel. In Bild 5.41 ist dieser Versatz einer artgleichen und
einer Hybridverbindung am Schliel3kopf des matrizenseitigen Bleches zu erkennen.
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HT700T -HT700T mit geringem Versatz AW5182 — HT700T mit starkem Versatz

Bild 5.41: Lateralversatz durch die Setzeinrichtung (Blick auf den Schliel3kopf)

Bei der Simulation des Versagens der Bleche wurden die fur den Versagensfall des
Ausstanzens des oberen Bleches abgestimmten Rousselier-Parameter verwendet. Die
obere Reihen in Bild 5.39 und in Bild 5.40 zeigen die berechneten Konturen (rot) beim
erstmaligen Erreichen des kritischen Hohlraumvolumens verglichen mit den jeweiligen
Schliffbildern. In den unteren Bildreihen sind die errechneten Hohlraumvolumen im
Konturbild abgebildet. Die Skalierung beginnt beim Wert des Anfangshohlraumvolumen
fo = 0,0006 (lila) und endet beim kritischen Hohlraumvolumen f; = 0,05 (rot). Da im
ersten Fall (1) des Durchstanzens des stempelseitigen Bleches die Rousselier-Para-
meter abgestimmt worden sind, ist die Ubereinstimmung von Kontur und Schliffbild ent-
sprechend gut. Ein Start des Risses wird am unteren Rand des Bleches prognostiziert.
Das Hohlraumwachstum ist entsprechend dem Rissverlauf des Experiments. Im Fall
des Ausstanzens des unteren Bleches (2) wird durch Rousselier im Vergleich zum
Experiment eine leicht zu spate Rissvorhersage getroffen. Das Hohlraumvolumen zeigt
wiederum die Rissrichtung aus dem Experiment an. Beim Ausstanzen des stempel-
seitigen TRIP-Stahls in der Mischverbindung mit Aluminium (3) wird der Versagens-
zeitpunkt sehr gut prognostiziert. Aufgrund der Tragheit der Setzeinrichtung kann die
Nietendlage nicht direkt mit dem Simulationsergebnis verglichen werden. Der Niet
wurde zum Vergleich Uber den Restbruch in Hohe des Schneidanteils des oberen
Bleches angehoben. Wie in den ersten beiden Fallen ist die Rissrichtung durch das
Hohlraumwachstum gut zu erkennen. Im letzten Fall des Ausstanzens des matrizen-
seitigen TRIP-Bleches im Mischverbund, zeigt die Simulation ein leicht verfrihtes Aus-
stanzen. Die Rissrichtung stimmt sehr gut mit dem Experiment Uberein. Analog zum
Ausstanzen eines einzelnen Bleches in Kapitel 5.3 wird eine Vorhersage des Rissstart-
und Rissendpunktes richtig getroffen. In allen Fallen wird in der FEA des Halbhohl-
stanznietens ein Versagen im unteren Teil des Bleches prognostiziert. Diese Prognose
deckt sich mit den experimentellen Ergebnissen aus Kapitel 4.2.2.

Zusammenfassend soll festgehalten werden, dass das Rousselier-Modell mit den fur
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das HSN abgestimmten Parametern eine ausreichend gute Vorhersage des Risszeit-
punktes fur alle Versagensfalle trifft. Die Allgemeingultigkeit innerhalb des Prozesses ist
daher gewahrleistet. Der Riss wird durch das errechnete Hohlraumvolumen gut wieder-
gegeben. Eine Initiierung erfolgt fur alle Falle in der dem Niet oder Stempel gegenuber-
liegenden Seite der unteren Bleche. Die Prognose stimmt mit den im Experiment nach-
gewiesenen Rissstartpunkten. Die Rissrichtung wird ebenfalls gut wiedergegeben. Die
Ubernahme der Rousselier-Parameter aus dem Zugversuch war nicht mdoglich. Die
Werte aus dem Stanzversuch lieferten dagegen bessere Ergebnisse. Ein Grund wird
hierfar in der Komplexitat des Gesamtprozesses gesehen. Im Stanzversuch und HSN-
Prozess kommt die Interaktion der Kontaktkorper mit allen notwendigen Annahmen
hinzu. Fur die abgestimmten Reibkombinationen aus dem Ringstauchversuch konnte
eine Verbesserung erreicht werden, die sich jedoch ebenfalls auf Annahmen wie z. B.
konstante Reibwerte Uber die gesamte Flache und Zeit stitzen. Offen sind weiterhin
Reibwerte bzw. Reibzustande zwischen den Blechen und den Kontakten zu Matrize und
Niederhalter.

Analog zum HT700T war es fur die Materialien AW-5182, H320LA und HT600X nicht
moglich die im Zugversuch ermittelten Rousselierparameter fur den HSN-Prozess zu
ubernehmen. Das Rousselier-Modell zeigte wiederum bei der Vorhersage der Blech-
Versagensfalle sehr gute Ergebnisse hinsichtlich Prognose von Versagensort, Zeitpunkt
und Richtung. Eine Allgemeingultigkeit innerhalb des HSN-Prozesses konnte auch hier
nachgewiesen werden. Zusammenfassend sind in Tabelle 5.8 alle bestimmten Rous-
selierparamter der verwendeten Blechwerkstoffe aufgefuhrt.

Material Versuch Anfangshohlraum- Kritisches Hohl- Widerstand gegen das
Volumen fy/ - raumvolumen f;/ - Hohlraumwachstum oy mpa
AW-5182 Zugversuch 5,0E-4 0,05 50
AW-5182 Stanzen 5,0E-4 0,05 150
AW-5182 HSN 1,0E-4 0,05 150
H320LA Zugversuch 5,0E-4 0,05 325
H320LA Stanzen 1,0E-6 0,05 325
H320LA HSN 1,0E-4 0,05 325
HT600X Zugversuch 1,0E-6 0,05 275
HT600X Stanzen 5,0E-4 0,05 300
HT600X HSN 2,5E-4 0,05 340
HT700T Zugversuch 3,5E-4 0,05 275
HT700 Stanzen 1,5E-4 0,05 415
HT700T HSN 6,0E-4 0,05 415

Tabelle 5.8: Ermittelte Rousselier-Parameter aller Versuche im Vergleich
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5.5. Simulation des Rissfortschritts

Folgende Punkte mussen fir die Wiedergabe einer Materialtrennung in der FEM-Simu-
lation gelost werden:

- Ein geeignetes Kriterium zur Festlegung des Versagenszeitpunktes,
- die Vorhersage des Versagensortes,

- eine Vorgabe der Rissrichtung

- und die Angaben uber die Risslange.

Das in Kapitel 2.2.3 beschriebene und in den vorhergehenden Kapiteln zur Anwendung
kommende Materialmodell nach Rousselier gibt den Ort des Versagens durch die Be-
rechnung des Hohlraumvolumens im Korper wieder. Der Zeitpunkt des Versagens wird
uber das Erreichen des kritischen Hohlraumvolumens prognostiziert. Fur die Wieder-
gabe der Rissrichtung und Risslange gilt es ein geeignetes Verfahren zu finden.

Die Abbildung des Risses kann in der FEM prinzipiell durch verschiedene Methoden
umgesetzt werden. Beim Erreichen des kritischen Hohlraumvolumens ist die Deakti-
vierung des entsprechenden Elementes denkbar. Fur den Belastungsfall reiner Zug-
spannung zeigt sich dieses Verfahren als praktikabel, da sich hier die Rissrander aus-
einander bewegen. Bei der Deaktivierung der Elemente kann eine den Elementen ent-
sprechend gezackte Rissoberflache entstehen. Im Falle von Scher- und Druck-
spannungen kann es zur erneuten Kontaktfindung zwischen den Rissoberflachen
kommen. In diesem Fall zeigt sich die gezackte Rissoberflache als problematisch. Die
Elementzacken verursachen vereinzelte hohe Verzerrungen und Durchdringungen der
Elemente. Eine bendtigte Neuvernetzung mit Vorgabe der neuen Endkontur des rissbe-
hafteten Korpers kann im Bereich der gezackten Rissoberflache nur mit einer sehr
hohen Netzverfeinerung erfolgen. Dieser Verfeinerung sind zum einen durch die mini-
mal mogliche Elementkantenlange und zum anderen durch stark verzerrte Aussenkon-
turen Grenzen gesetzt. Im Falle der Trennung des stempelseitigen Bleches ist eine
solche Loésung daher nicht zielfihrend. In Bild 5.42 st die untersuchte
Elementdeaktivierung beim Trennen des stempelseitigen Bleches dargestellt. Im linken
Bild erfolgt die erste Deaktivierung nach Erreichen des kritischen Hohlraumvolumens.
Das mittlere Bild zeigt einen weiteren Zustand bei Fortsetzung des Lastfalls. Es sind
bereits weitere Elemente deaktiviert worden, die gezackte Rissoberflache wurde bereits
verfeinert neu vernetzt und im unteren Druckbereich unter dem Nietfuld kommt es be-
reits zur starken Verzerrung der Einzelelemente. Im rechten Bild ist der komplette
Durchbruch des oberen Bleches vollfuhrt. Die unter dem Nietful befindlichen Elemente
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verursachten durch zu starke Verzerrung und Durchdringung einen Abbruch der Simu-
lation. Ein weiterer Nachteil ist der Uber die Eliminierung entstehender Volumenverlust

des Korpers und damit eine Abweichung gegenuber der Realitat.
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Deaktivierung der Elemente  Fortsetzung des Lastfalls mit  Abbruch der Simulation auf-
bei Erreichen eines Neuvernetzung der grund verzerrter und durch-
kritischen Kriteriumwertes verzerrten Einzelelemente drungener Elemente
Bild 5.42: Rissfortschritt durch Deaktivierung der Elemente am Beispiel der Trennung des

oberen Bleches unter dem Nietfuss

Eine andere denkbare Moglichkeit ist das Auftrennen von Elementen an ihren Element-
kanten. Nachteilig ist hierbei die Vorgabe des Risses durch die Elementkantenlange
und —Richtung.

Die in dieser Arbeit Anwendung findende Methode ist die Vorgabe einer neuen Aulen-
kontur mit Riss und anschlielender Neuvernetzung. Hier entfallen die Nachteile von
Volumenverlust und durch die Elementkanten zwangsweise vorgegebener Rissrichtung.
Fir diese Arbeit soll die Rissentwicklung nur fur den axialsymmetrischen zweidimensio-
nalen Fall untersucht werden. Die dritte Dimension zur Rissgenerierung erfordert einen
ungleich gréReren Aufwand bezlglich Rechnerleistung und Komplexitat der Neuvernet-
zung.

5.5.1. Schnittstelle zur Steuerung des Vernetzers

Wie Eingangs beschrieben soll durch die Vorgabe einer neuen Kontur mit bereits vor-
handenem Riss und anschlielender Neuvernetzung die Materialtrennung realisiert wer-
den. Uber eine Schnittstelle wurde die Méglichkeit geschaffen, mittels einer Subroutine
den Vernetzer zu steuern. Die Steuerung kann Uber folgende vier Anweisungen erfol-
gen:

1. Riss ausgehend von einem Aufienknoten des Kdrpers und Rissende im Korper

Dem Vernetzer wird als Eingabe ein AufRenknoten als Startpunkt des Risses Uber-
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geben. Der Rissendpunkt erfolgt durch die Angaben von Punktkoordinaten. In Bild 5.43
ist links die Ausgangskontur mit Definitionen des Startpunktes (P1) und Endpunktes
(P2) dargestellt. Rechts ist der generierte Riss nach einem Belastungsschritt zu sehen

0 Vergleichsspannung oy Oy max

%

Vorgaben des Risses Neue Kontur mit Riss

Oy max = 1000 MPa Oy max = 2000 MPa

Bild 5.43: Rissgenerierung AulRenriss

2. Riss ausgehend von einem Aulienknoten des Koérpers und Durchtrennung des

gesamten Korpers

Wie im ersten Fall wird dem Vernetzer ein Au3enknoten als Startpunkt des Risses vor-
gegeben. Der zweite Punkt dient als Richtungsvorgabe in welche der Gesamtkdrper

durchtrennt wird (Bild 5.44).
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Vorgaben des Risses Neue Kontur mit Durchbruch

Oy max = 1000 MPa

Bild 5.44: Rissgenerierung kompletter Durchbruch
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3. Riss im Innern eines Korpers

Ein Innenriss wird Uber die Vorgabe eines Punktepfades im Innern der Probe wie in
Bild 5.45 generiert.
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Vorgaben des Risses Neue Kontur mit Innenriss
Ov max = 1000 MPa Oy max = 1750 MPa
Bild 5.45: Generierung eines Innenrisses

Zusatzlich besteht die Moglichkeit bei Vorgabe des Innenrisses den Abstand des Risses
von der Auldenkontur zu bestimmen. Liegt er innerhalb eines definierten Toleranz-
bandes wird der Riss bis zum Konturrand durchgeflhrt und ein vollstandiger Durch-

burch der Probe erreicht.

Welche der drei Moglichkeiten der Risssteuerung nétig wird bzw. sich als praktikabel
erweist, hangt direkt von der Anwendung ab. Eine Rissinitiierung beginnend von der
Mitte oder dem Rand der Probe ergibt sich automatisch durch den berechneten Riss-
startpunkt durch das Materialmodell. Der Anwendungsfall entscheidet, ob der Riss wie
in Moglichkeit 2 den Korper auf einmal komplett durchtrennt oder das Wachstum
schrittweise bzw. Uber die Angabe mehrerer Risskoordinaten erfolgen soll.

5.5.2.  Konzept zur Simulation des Risses bei Neuvernetzung

Das entwickelte Risswachstums — Simulationskonzept soll im Folgenden am Beispiel
einer axialsymmetrischen Zugprobe erlautert werden.

Rissstartpunkt
Die Rissinitilerung erfolgt Gber das Erreichen des kritischen Hohlraumvolumens f.. Da-
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durch sind Zeit und Ort fur den Rissstartpunkt eindeutig definiert. Wie in Bild 5.46 zu
erkennen, wird das kritische Hohlraumvolumen unter Belastung erstmals mittig der
Probe im Kerbbereich erreicht.

0,05

Hohlraumvolumen

i

fo

Bild 5.46: Berechnetes Hohlraumvolumen in einer gekerbten Zugprobe

Aufgrund der Vereinfachungen zum 2D-Axialsymmetrischen befindet sich die Mitte der
Probe auf AuRenknoten, die im Kontakt mit der Symmetrielinie liegen. Es erfolgt daher
die Vorgabe des AuRenrisses mit der Ubergabe des zum Integrationspunkt gehérenden
AuBenknotens als Rissstartpunkt an den Vernetzer. Daraus ergibt sich die geometri-
sche Abweichung zwischen errechnetem Rissstartpunkt im Integrationspunkt zu zuge-
hérigem Knotenpunkt als Rissstartpunkt. Eine Projizierung des Startpunktes auf die Au-
Renkontur respektive auf die Elementkante wird als zu aufwandig angesehen, zumal die
Genauigkeit dieses Vorgehens ebenfalls von der Elementgrofie abhangt.

Rissrichtung und Rissendpunkt

Die Rissrichtung soll entlang der groten Schubspannung erfolgen. Dazu wird am In-
tegrationspunkt des erreichten kritischen Hohlraumvolumens der Spannungstensor
ausgegeben. Der Winkel unter dem die Schubspannung verlauft berechnet sich durch:

1 2.7,
ag = E-arctan (5-3)

o, —0,

Bei Drehung des Koordinatensystems um diesen Winkel im Uhrzeigersinn erhalt man
den Hauptspannungszustand (siehe Bild 5.47). Die erweiterte Drehung um 45° ergibt
den Zustand reiner Schubspannung (Tmax).
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Bild 5.47: Mohrscher Spannungskreis

Zur Bestimmung der Richtung maximaler Schubspannung muss entsprechend der
Winkel aus (5-3) von 45 ° abgezogen werden (Drehung):

Qs max = 45° — (25 (5'4)

Der Winkel allein beschreibt die Richtung nicht eindeutig. Betrachtet man den in
Bild 5.48 dargestellten reinen Schubspannungszustand sind theoretisch vier Losungen

maoglich.

yX

TXYT Tyy

—_—
Tyx

Bild 5.48: Reiner Schubspannungszustand

In Bild 5.49 links ist ein Rissstartpunkt bei Rissinitiierung und rechts bei Rissfortschritt
(zu einem spateren Zeitpunkt) mit den rechnerisch sich ergebenden vier Richtungen
eingezeichnet. Die Mdglichkeiten zur Bestimmung der richtigen Rissrichtung werden im

Folgenden erortert.
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Hohlraumvolumen

Mégliche Lésungen Richtung maximaler

Initiierter Riss

Schubspannung

Bild 5.49: Prinzip der Richtungsfindung beim Trennen

Fir die ersten Berechnungen wurde die Risslange gleich der einfachen Element-
kantenlange des Ausgangsnetzes gesetzt. Eine genaue Bestimmung der Risslange ist
aus der Mikrostruktur des Werkstoffes maglich.
Die sich mit festgelegter Risslange I1 ergebenden vier mdglichen Rissendpunkte (P4,
P2, P3 und P,4) sind in Bild 5.50 links dargestelit.

Mégliche Rissendpunkte Abstande zum max. Wert Festgelegter Riss

Bild 5.50: Darstellung der Vorgehensweise bei der Ermittlung der Rissrichtung

Im Umfeld des Risses werden verschiedene Zustandsgrof3en fur die Bildung eines
madglichen Kriteriums der richtigen Rissrichtung in Betracht gezogen. Dazu wird in
einem Kreisring (Innenradius RI und AuRenradius RA) um die Rissspitze das Feld auf
Maximalwerte untersucht. Durch den Kreisring konnen stark Uberhohte lokalisierte
Werte an der Rissspitze ausgeschlossen werden. Das Hohlraumvolumen schien fur
diesen Zweck nahe liegend. Eine Auswahl der Rissrichtung sollte Uber die Maximal-
werte erfolgen. Bedingt durch das exponentielle Wachstum wird jedoch im Umfeld des
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Risses schnell der Hochstwert von 0,99 erreicht. Ein groRerer Wert ist numerisch nicht
moglich. Wie in Bild 5.49 rechts zu sehen sind im Bereich des bereits erfolgten Risses
ebenfalls diese hohen Werte vorliegend. Dadurch kann Uber das Hohlraumvolumen
keine Entscheidung hinsichtlich der Rissrichtung getroffen werden. Bedingt durch die
Reduzierung der Steifigkeit aufgrund des Hohlraumwachstums ist eine indirekte Be-
rucksichtigung Uber die Betrachtung der Spannungen maoglich. In Bild 5.51 links sind die
durch den Riss entlasteten Bereiche und dadurch reduzierten ersten Hauptspannung zu
sehen. Die Vergleichsspannung in Bild 5.51 rechts zeigt die durch das gewachsene
Hohlraumvolumen reduzierten Werte im Bereich der Rissspitze. Fur die Bestimmung
der Rissrichtung erwies sich die erste Hauptspannung als Kriterium geeignet. In
Bild 5.50 links ist der Punkt mit der groften maximalen Hauptspannung rot im Kreisring
eingezeichnet. Die Rissspitze der vier mdglichen Risse mit dem kleinsten Abstand
(siehe Bild 5.50 Mitte) zur maximalen Hauptspannung ist der gesetzte Rissendpunkt P4
(siehe Bild 5.51 rechts).
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1. Hauptspannung Vergleichsspannung
01 max = 3400 MPa Oy max = 2095 MPa
Bild 5.51: Spannungen um die bereits initiierte Rissspitze

Rissfortschritt

Nachdem eine Methode flr die erste Risserzeugung festgelegt wurde, muss fir den
Rissfortschritt ein weiteres Kriterium gefunden werden. Wie schon vorher beschrieben,
kommt das Hohlraumvolumen hierfur nicht in Frage, da es im Umfeld des Risses zu
schnell wachst und den maximalen Wert von 0,99 annimmt. Eine Initiierung des
weiteren Risses erfolgt deshalb an der Stelle der gréldten plastischen
Vergleichsdehnung (siehe Bild 5.52). Als Rissfortschrittsbedingung wurde festgelegt,
dass eine weitere Rissinitierung nur erfolgt, falls die maximale plastische
Vergleichsdehnung einen groReren Wert annimmt als die im vorhergehenden
Berechnungsschritt.
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0 plastische Vergleichsdehnung €,” .

Plastische Vergleichsdehnung mit Rissfortschritt nach Neuvernetzung
maximalem Wert an der Rissspitze und weiterem Belastungsschritt
& max = 0,48 & max = 0,52

Bild 5.52: Rissfortschritt an der Stelle der gréf3ten plastischen Vergleichsdehnung

Bei dem in Bild 5.53 dargestellten Rissfortschritt wird deutlich, dass die Reduzierung
der Elementsteifigkeiten der Elemente bei fortschreitender Berechnung schneller als die
inkrementweise Ausbreitung des Risses ablauft. Dies flihrt zur Deformation der weichen
Elemente und zum numerischen Abbruch aufgrund stark verzerrter und sich am Rand
durchdringender Elemente.
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Schwachung der Elemente durch Stark verzerrte Element filhren zum
Reduzierung der Steifigkeit Abbruch der Rechnung
Ov max = 2075 MPa Ov max = 2066 MPa
Bild 5.53: Abbruch der Rissrechnung aufgrund stark verzerrter Elemente

Der Riss kann sich nur inkrementweise nach jedem Berechnungsschritt fortsetzen. Im
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Modell des Zugversuchs wird zusatzlich pro Inkrement eine vorgegebene Streckung der
Probe durchgefuhrt. Dies fuhrt zu einem unrealistischen langsamen Fortschreiten des
Risses verbunden mit groRer Aufweitung.

Abhilfe sollte ein Wechsel der Lastfalle schaffen. Wird Risswachstum initiiert, so soll die
Probe solange nicht belastet werden, bis kein weiteres Risswachstum berechnet wird
und sich ein numerisches Gleichgewicht einstellt (aktuelle plastische Vergleichs-
dehnung < plastische Vergleichsdehnung aus vorhergehendem Berechnungsschritt).
Bei Erreichen des kritischen Hohlraumvolumens wurde in den folgenden Berechnungen
auf einen quasistatischen Lastfall ohne weitere Bewegung der Zugmaschine umge-
schaltet. Der Ablauf ist in Bild 5.54 dargestellt.
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Fortschritt des Risses aufgrund verzerrter Elemente
Bild 5.54: Rissausbreitung unter statischem Lastfall

Jeweils rechts neben dem Ausschnitt der Kerbe befindet sich der Uberblick Uiber die
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gesamte Probe. Angezeigt wird die inkrementelle Verschiebung in Zugrichtung. Oben
links im Bild ist der letzte Umformschritt kurz vor Rissinitiierung abgebildet. Die Zug-
probe wurde hier noch gezogen. In diesem Berechnungsschritt wurde das kritische
Hohlraumvolumen erreicht und eine neue Geometrie mit Riss an den Vernetzer fur den
nachsten Berechnungsschritt Ubergeben. Im oberen rechten Bild erfolgte die erste
Rissinitiierung unter quasistatischer Last. Der Uberblick zeigt keine weitere Bewegung
der Zugmaschine. In dem linken und rechten unteren Bild ist die Ausbreitung des
Risses nach weiteren Inkrementen zu sehen. Aufgrund der in der Probe vorhandenen
Spannungen wird der Riss trotz Anhalten der Zugmaschine weiter auseinander
gezogen. Der sich 6ffnende Riss zeigt groRe Ahnlichkeit mit dem Riss unter fortge-
setzter Belastung. Ein Abbruch erfolgte ebenfalls durch verzerrte Elemente.

Darauf hin wurde die Anzahl der Inkremente des quasistatischen Lastfalls erhoht
(kleinere Zeitschritte). Dies erbrachte die gewlinschte Verbesserung im Offnungsver-
halten des Risses (siehe Bild 5.55 links). Ein Abbruch aufgrund von Konvergenz-
problemen erfolgte trotzdem. Als weitere Losung wurde unmittelbar vor dem initiierten
ersten Riss auf einen Lastfall mit sehr geringer Relativbewegung umgeschaltet. Das
Ergebnis in Bild 5.55 rechts zeigt eine ahnliche Aufweitung des Risses mit gleichem
Abbruch wie im quasistatischen Lastfall.

Riss unter quasistatischer Belastung Riss unter langsamer Umformung

Bild 5.55: Rissfortschritt bei unterschiedlichen Lastfallen

Ein durchgangiger Rissfortschritt konnte nur durch eine elasto-plastische Rechnung
ohne Rousselier und mit fortschreitender Belastung ohne Lastfallwechsel erreicht
werden (siehe Bild 5.56). Die Initierung des Risses erfolgte manuell, analog der
Vorgabe der Rechnung mit Rousselier.

Zeitpunkt und Ort des Rissbeginns wurden durch das Rousselier-Modell korrekt vorge-
geben. Der Riss bewegt sich dann mit jedem Inkrement weiter durch die Probe. Im Ver-
gleich zum Experiment ist der Offnungswinkel entsprechend des Belastungsfalls deut-
lich grofler (vergleiche Bild 5.56 unten rechts mit Bild 5.57 links). Wird die
Steifigkeitsreduzierung durch Rousselier verhindert, erfolgt die zum Abbruch flhrende
Verzerrung der Elemente vor der Rissspitze zu einem deutlich spateren Zeitpunkt. Die
gezackte Rissform entspricht durchaus der Realitat, wie in dem einflhrenden Beispiel in
Kapitel 2.1.2 anhand von Bild 2.6 zu sehen ist. Auch die simulierte Rundzugprobe aus
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BS3111 zeigt in Bild 5.57 eine gezackte Rissform. Der Scherbruch am Rand der Probe
wird durch die FEM-Rechnung nicht wiedergegeben. Der Riss setzt sich wechselseitig
fort, bis sich auch in dieser Simulation ein Abbruch im Randbereich aufgrund von stark
verzerrten Elementen ergibt.

Das entwickelte Verfahren zur Wiedergabe des Risses in der Simulation wurde auf den
Fall des Ausstanzens eines Bleches angewendet. Hierbei ergaben sich noch groere
Probleme als beim Zugversuch. Die Anweisung der Rissgenerierung, wie in Bild 5.58
links oben dargestellt, konnte nur selten durch den Vernetzer umgesetzt werden und ein
darauf folgender Berechnungsschritt statt finden. Bei gelungener Vernetzung verur-
sachte der nachste Belastungsschritt wieder eine starke Verzerrung der Elemente mit
entsprechendem Abbruch der Simulation. Ein Wechsel zu einem Lastfall mit nur sehr
geringem Weg des Stempels pro Belastungsschritt erbrachte eine Verbesserung der
Rissabbildung. Der Abbruch erfolgte jedoch wieder wegen Konvergenzprobleme.

Riss nach drei Inkrementen

7

Riss nach 6 Inkrementen
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0 Vergleichsspannung oy

Riss nach 9 Inkrementen Riss nach 18 Inkrementen

Bild 5.56: Rissfortschritt ohne die Reduzierung der Steifigkeit durch Rousselier
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Ubersicht gebrochene Probe Detail gezackter Rissverlauf Zugprobe

Bild 5.57: Schliff einer gerissenen Kerbrundzugprobe des Werkstoffs BS3111

Vorgabe an den Vernetzer Ausgangsnetz vor Vernetzung

Fortsetzung des alten Lastfalls Fortsetzung Lastfall mit kleiner Verschiebung
Bild 5.58: Anwendung des Trennkriteriums auf die Simulation des Ausstanzens von
Blechen
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Zusammenfassung der Untersuchungen zur Simulation des Rissfortschritts:

Durch die in diesem Kapitel beschriebenen und im Folgenden kurz zusammengefassten
Ansatze konnte ein erster Riss in einer Zugprobe erzeugt werden. Eine stabile Rech-
nung konnte jedoch nicht erreicht werden. Eine Abstimmung mit weiteren experimen-
tellen Untersuchungen konnte deshalb nicht erfolgen. Dadurch bleibt eine Verifizierung
der getroffenen Annahmen offen. Eine Ubertragung auf komplexere Vorgéange, wie dem
Ausstanzen eines Bleches, ist ebenfalls nicht gelungen. Die folgenden Erkenntnisse
konnen zusammengefasst werden.

Rissinitiierung nach Rousselier:
Wie in den vorhergehenden Kapiteln dargestellt, eignet sich Rousselier sehr gut, um
eine Vorhersage hinsichtlich Versagenszeitpunkt und Versagensort zu treffen.

Riss in Richtung der maximalen Schubspannung:

Die Annahme, dass der Riss in Richtung der grofdten Schubspannung lauft, erwies sich
als ein praktikabler Ansatz. Mit der grof3ten Hauptspannung als Entscheidungskriterium
fur eine mogliche Richtung des Risses konnten gute Ergebnisse erzielt werden.

Rissfortschritt nach der plastischen Vergleichsdehnung:

Nach der Erzeugung eines ersten Risses erfolgte eine weitere Initierung an der Stelle
der grodten plastischen Vergleichsdehnung. Als Rissfortschrittsbedingung wurde fest-
gelegt, dass eine weitere Rissinitiierung nur erfolgt, falls die maximale plastische Ver-
gleichsdehnung einen grolReren Wert annimmt als die im vorhergehenden Berech-
nungsschritt, das heil’t, dass die Belastung weiter ansteigt. Ohne die Elementsteifig-
keitsreduzierung durch Rousselier konnte mit diesem Ansatz ein fortlaufender Riss
erzeugt werden.

Rissfortschritt mit Rousselier:

Die Reduzierung der Steifigkeit der Elemente erwies sich nach der ersten Rissinitiierung
fur den weiteren Rissverlauf als ungunstig. Es fuhrte zu starken Verzerrungen der Ele-
mente im Bereich vor dem Riss und dadurch zum Abbruch der Rechnung.

Rissausbreitungsgeschwindigkeit:

Nach der ersten Rissinitiierung wurde der Lastfall in einen quasistatischen Lastfall ohne
weitere Belastung durch die Zugmaschine gewechselt. Dadurch sollte das unrealisti-
sche Aufweiten des Risses verhindert und ein vom Materialmodell direkt abhangiges
Wachstum des Risses ermoglicht werden. Eine Verbesserung im Offnungsverhalten
konnte erreicht werden, eine stabile Rechnung ohne Abbruch gelang jedoch nicht.
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5.6. Simulation der Probenpréaparation

Ziel war es die Umverteilung der Spannungen im Halbhohlstanzniet beim Lésen aus
dem gefligten Verbund zu berechnen. Mit Hilfe der Simulation sollten zum einen die
Prozesse beim Praparieren und zum anderen die Unterschiede zwischen den Prapara-
tionsverfahren Trennschleifen und Praparation per Hand aufgedeckt werden.

Die Simulation des Nietprozesses erfolgte in Ublicher Form, wie in Kapitel 5.4 beschrie-
ben. Nach Wegnahme der Werkzeuge wurde die fertige Fligung auf 360° schrittweise
aufgedreht und die Spannungen und Dehnungen entsprechend auf ein 3D-Modell
Ubertragen. Nach der Ubertragung der Spannungen auf das dreidimensionale Netz liegt
ein vollwertiges Modell des Nietfigeverbundes vor (siehe Bild 5.60 links oben). Um
Fehler durch eine Neuvernetzung mit Mapping zu vermeiden, wurde das feine Netz des
Nietes fur das 3D-Modell Gbernommen. Die Simulation der Probenpraparation erfolgte
uber die schrittweise Deaktivierung der Elemente entsprechend des Verfahrens. Beim
Trennschleifen erfolgte die Elementdeaktivierung entlang der Symmetrieebene analog
zu der bisher gewohnten Ebene der axialsymmetrischen Darstellung. Bei der Simulation
des Trennprozesses ,per Hand“ wird dem Einsagen per Hand entsprechend Elemente
der Bleche bis zum Niet deaktiviert (Bild 5.60 oben Mitte und rechts). Das anschlie-
Rende Losen aus den Blechen wurde Uber die Wegnahme der entsprechenden Korper
und das Abschleifen des Nietkopfs wieder Uber das schrittweise Deaktivieren der Ele-
mente simuliert (Bild 5.60 untere Reihe). Nach jedem Deaktivierungsschritt errechnete
das Programm den sich einstellenden Spannungszustand.

Die Unterschiede im sich einstellenden Spannungszustand zwischen den Praparations-
verfahren sind nur geringfligig. Um ein fehlerhaftes Mappen der Spannungen und ein
fehlerhaftes Ubertragen der Kréafte zwischen den Kontaktkdrpern bei der 3D-Modeller-
stellung ausschlieRen zu kénnen, wurden die Toleranzen bei der Kontaktfindung zwi-
schen den Korpern variiert. Eine Erhéhung oder Erniedrigung der Kontakttoleranzen
erbrachte nicht die signifikanten Unterschiede im Eigenspannungszustand, um die Ra-
dialrissentstehung erklaren zu kdnnen.

Eine Rechnung mit sofortiger Deaktivierung einer ganzen Probenhalfte zeigte nahezu
gleiche Ergebnisse im resultierenden Spannungszustand wie die schrittweise Deakti-
vierung beim Ablauf des Trennschleifens oder der Handpraparation. Vermutlich erfolgt
die Entlastung hauptsachlich im elastischen Bereich und ist deshalb unabhangig vom
gewahlten Weg. Gestutzt wird diese Vermutung durch die in Bild 5.62 und Bild 5.63
dargestellten Spannungsverlaufe einzelner Schaftinnen- und Schaftaul3enknoten Uber
den Verlauf der simulierten Trennprozesse. Fur die Auswertung wurden gleichmafig
Uber den Innen- und Aullenschaft in Umfangsrichtung verteilte Knoten maximaler
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Spannungswerte gewahlt (Lage der Knoten siehe Nietviertel in Bild 5.59). In den Dia-
grammen sind pragnante Schritte der Praparationsmethoden durch eine vertikale Mar-
kierung gekennzeichnet. Blau steht fur die Simulation der Handpraparation, die senk-
rechte Linie markiert hierbei den Beginn des Abschleifens des Nietes. Das Trenn-
schleifen (rot) ist durch den Beginn des Trennens des ersten Schaftes (Linie 1), Ende
des Trennens des ersten Schaftes (Linie 2) und durch den Beginn (Linie 3) und das
Ende (Linie 4) des Trennprozesses des zweiten Schaftes gekennzeichnet. Bei der
Handpraparation andern sich durch die Wegnahme der Bleche die Spannungen in den
beobachteten Knoten nur geringfligig. Die groBte Anderung vollzieht sich beim Deakti-
vieren der Elemente in der Nahe der Niethalfte. Beim Trennschleifen zeigt sich ein
ahnlicher Effekt. Erst beim Deaktivieren der Elemente in der Nahe oder direkt neben
den Elementen im Bereich des Nietschaftes, kommt es zur Spannungserhéhung (siehe
Beispiel des Punktes P1 und P2). Die Differenzen der Spannungen zwischen den Pra-
perationsverfahren sind nur geringfugig. Einzelne Spannungsspitzen sind durch die De-
aktivierung von Elementen in direkter Nachbarschaft zurickzufahren.

Knoten auf der Schaftinnenseite Knoten auf der Schaftaulenseite

Bild 5.59: Lage der Knoten fiir die Auswertung der Spannungen beim Trennen
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Fiigung nach Setzen — Inkrement 0 Einsagen per Hand — Inkrement 3 Nach dem Handsagen — Inkrement 10

Wegnahme der Bleche — Inkrement 11 Abschleifen des Nietes — Inkrement 18 Praparierte Probe — Inkrement 24

Bild 5.60: Simulation des Praparationsvorgangs ,per Hand*
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Zwei Nietviertel vor und nach der Praparation durch das Trennschleifen sind Bild 5.61
(mit Darstellung der ersten Hauptspannung) gegenubergestellt. Die Simulation zeigt
eine deutliche Erhdhung der Hauptspannungen um ca. 300 MPa im Schaftbereich, je-
doch an der Innenseite des Schaftes und nicht an der Aulienseite. Die nachgewiesene
Temperaturentstehung (siehe Kapitel 4.1.4) beim Trennschleifen wurde in der Simula-
tion nicht berucksichtigt und wird vermutlich, in Kombination mit einer Spannungs-
erhdohung, bei der Rissentstehung den grofdten Einfluss haben.

Trenn- / Symmetrie- Trenn-
richtung ebene richtung /

Symmetrie-
ebene

o

o

<

Z\r\( N

X

| o

S

Spannungen vor dem Trennen Innenseite Spannungen nach dem Trennen Innenseite | E

S

L 2

Symmetrie- \ Trenn- Symmetrie- §

ebene richtung ebene T

Q

®

()

Y\l/z
X

o

o

3

Spannungen vor dem Trennen Aul3enseite  Spannungen nach dem Trennen AulRenseite

Bild 5.61: Umverteilung der Spannungen wahrend der Praparation am Beispiel der

Ergebnisse des Trennschleifprozesses
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Bild 5.62: Vergleich der ersten Hauptspannung von Innenknoten bei verschiedener
Praparation
1 2 3 4
2400
Trennschleifen
2200

Handpraparation
1]
600 \\NAR&

D B N
1400

[
(o]
Q
o

Spannung / MPa
®
(=]
o
|

1200 . . . . ; |
0 5 10 15 20 25 30 35 40
Inkremente / -
Bild 5.63: Vergleich der ersten Hauptspannung von Aufienknoten bei verschiedener

Praparation
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7. Anhang

Bild 7.1: Versagte Ringprobe hergestellt aus einem Niet
12000
10000 +
8000 - 3
z
E
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o
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2
n
4000 -
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0 T 1 1 T 1
0 0.5 1 1.5 2 2.5
Stempelweg / mm
AW5182 Stanzpunkt 45 — FEM AW5182 f0=0,0005 ok=150 fc=0,05
H320LA Stanzpunkt 52 — FEM H320LA f0=1E-6 ok=325 fc=0,05
— HT600X Stanzpunkt 55 — FEM HT600X f0=0,0005 ok=300 fc=0,05
—HT700T Stanzpunkt 65 — FEM HT700T f0=0,00015 ok=415 fc=0,05
Bild 7.2: Vergleich Experiment Stanzen mit FEM-Simulation
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Bild 7.3: Kraft-Weg-Verlauf HSN, HT600T artgleich gefiigt
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Bild 7.4: Kraft-Weg-Verlauf HSN, H320LA artgleich gefugt
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Bild 7.5: Kraft-Weg-Verlauf HSN, AW 5182 artgleich gefiigt
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