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Zusammenfassung

Neue Fertigungsprozesse sind fiir zukiinftige innovative Lésungen und den techno-
logischen Fortschritt wichtig. Dabei zielen neue Fertigungsprozesse auf eine Stei-
gerung der wirtschaftlichen Effizienz bei gleichzeitiger Erfiillung von Bauteilan-
forderungen hinsichtlich multipler Bauteileigenschaften und eine gute Adaptivitat
auf sich dndernde 6kologische und 6konomische Faktoren ab. Ein Ansatz, diesen
Anforderungen gerecht zu werden, besteht darin, neue umformtechnische Prozesse
fiir regelungstechnische Ansétze zu entwickeln. Das in dieser Arbeit vorgestellte
Fertigungsverfahren Lochwalzen wird den Anforderungen an zukiinftige Umform-
prozesse gerecht und bietet die Moglichkeit, unterschiedlichste Funktionsflichen
in diinnwandige Strukturen mit hoher Oberfldchengiite und ohne weitere Nach-
bearbeitung herzustellen. Die Prozessgestaltung weist dabei die Mdglichkeit zur
Regelung von Produkteigenschaften, wie Geometrie, Mikrogefiige und Martensitge-
halt, auf. Im Rahmen dieser Arbeit wird das Verfahren grundlegend beschrieben.
Dabei werden empirische Gleichungen zur Auslegung und Abschitzung von zukiinf-
tigen Lochwalzprozessen aufgezeigt und Untersuchungen zu Verfahrensgrenzen
durchgefiihrt.

Abstract

New manufacturing processes are important for future innovative solutions and tech-
nological progress. Thereby, new manufacturing processes aim to increase economic
efficiency while meeting component requirements in terms of multiple component
properties and good adaptivity to changing ecological and economic factors. One
approach to meet these requirements is to develop new forming processes for control
engineering approaches. The manufacturing process of hole-rolling presented in this
thesis meets the requirements of future forming processes and offers the possibility
to produce different functional surfaces in thin-walled structures with high surface
quality and without further finishing. The process design offers the possibility to
control product properties such as geometry, microstructure and martensite content.
Within the scope of this work, the process is fundamentally described. Empirical




equations for the design and estimation of future hole-rolling processes are presented
and investigations of process limits are carried out.
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1 Einleitung

In Zeiten von 6kologischen und 6konomischen Unsicherheiten ist die Einsparung
von Rohstoffen und Energie sowie die Reaktionsfdhigkeit auf sich &ndernde Marktbe-
dingungen unabdingbar [Gro10; Pfe21*]. Umformtechnische Fertigungsverfahren
bieten dabei durch eine hohere Werkstoffausnutzung verglichen mit zerspanenden
Fertigungsverfahren energetische und gleichzeitig verfahrenstechnische Vorteile
[Her89; DB10]. Zur Einsparung von Energie und Kosten werden zukiinftig vermehrt
Verfahren erforderlich, welche in einem Prozess mehrere Bauteile und Funktionen
in einer Struktur vereinen [Coo20], sowie Prozesse, welche niedrige Stiickzahlen
bis hin zu Einzelteilfertigung mit spezifischen Eigenschaften erméglichen [Hop18+].
Dabei zeichnen sich zukiinftige Produktionsprozesse durch ihre zunehmende Kom-
plexitdt und damit den Herausforderungen, unter unsicheren Prozessbedingungen
gleichbleibende Qualitédten bei gleichzeitig steigenden Prozessanforderungen zu
gewidhrleisten, aus. Durch die simulative Abbildung von Prozessketten und dem Ein-
satz von regelungstechnischen Ansétzen ist es allgemein méglich, auf Unsicherheit
in Prozessen zu reagieren [All16; Gro21*; B6118*]. Dabei konnen systematische
Vorgehensweisen zur Datenerfassung und -verarbeitung in Kombination mit maschi-
nellen Lernverfahren unterstiitzen [Mol21*]. Hierzu bedarf es einer Integration von
Sensoren, Stellgliedern und neuartigen Maschinenelementen, wie beispielsweise
Wilz-Gleitlagerungen, in umformtechnischen Maschinen und Prozessen [Pel21%;
Pfe21*; SKG19*]. Die Regelbarkeit von Produkteigenschaften, wie Geometrie und
Steifigkeiten, konnte bereits fiir umformtechnische Prozesse im Bereich der For-
schung nachgewiesen werden [HHG17; Hop18*; Gro22], wodurch sich die For-
schung nach [Jog18*; Gro18] im Level 3 der Automatisierung befindet. Die Regelung
weiterer Produkteigenschaften wie Harte, Mikrogefiige und Martensitgehalt stehen




im Fokus der aktuellen Forschung [Miih21*; Spi22b*; Spi23*] und werden derzeit
fiir unterschiedliche Verfahren untersucht.

Abbildende umformtechnische Verfahren basieren auf starren Werkzeuggeometrien,
welche im Wesentlichen durch eine positive und negative Werkzeuggeometrie die
Produktgeometrie vorgeben. Die abbildende Umformtechnik erméglicht durch starre
Werkzeuggeometrien, hohe Stiickzahlen und geringe Werkstiickkosten, wodurch
auf Halbzeugschwankungen und Marktschwankungen ausschlieSlich durch kosten-
intensive Werkzeuganpassungen reagiert werden kann. Um die Umformtechnik
an die neuen Herausforderungen der sich schneller &ndernden Marktbedingungen
und schwankenden Halbzeugeigenschaften anzupassen, ist es notwendig, das Level
der Automatisierung in der Umformtechnik zu erhohen. Dabei werden fiir kon-
ventionelle Werkzeuge zusétzliche Werkzeugfreiheitsgrade bendtigt. Inkrementelle
Umformverfahren, wie beispielsweise das Single Point Incremental Forming, bieten
hier bereits eine Moglichkeit, durch vorhandene Werkzeugfreiheitsgrade komplexe
Geometrien in geringer Stiickzahlen kostengiinstig zu fertigen und Produkteigen-
schaften zu regeln [Duf18; Sie22]. Das Single Point Incremental Forming basiert
dabei auf der Umformung von Materialien, welche durch den punktuellen Werkzeu-
geingriff inkrementell in komplexe Geometrien gedriickt werden. Die Herstellung
von innenliegenden Funktionsflichen, wie beispielsweise Lagerstellen mit hoher
Oberflachengiite und Maf3genauigkeit, ist hingegen mit den bekannten inkremen-
tellen Umformverfahren nur eingeschrankt moglich. Das im Rahmen dieser Arbeit
erstmals untersuchte Verfahren Lochwalzen weist die Vorteile der inkrementellen
Umformtechnik und die Moglichkeit der Herstellung von Funktionsfldchen auf.

Im Hinblick auf die zukiinftige Umsetzung, Weiterentwicklung und die Regelung
von Produkteigenschaften beim Lochwalzen besteht der Bedarf, die grundlegenden
Prozesszusammenhénge zwischen Fiihrungsgroie, Prozessparameter und Produkt-
eigenschaft zu verstehen und diese mathematisch zu beschreiben. Daher fokussiert
sich die vorliegende Arbeit auf die mathematische Beschreibung grundlegender
umformtechnischer Prozessgrof3en wie der Prozesskraft, der Kragenhohe und dem
Umformgrad, welche zur Auslegung des Lochwalzens und zur Regelung einge-
setzt werden konnen, sowie die damit einhergehenden prozessspezifischen Randbe-
dingungen.

Die mathematischen Beschreibungen der grundlegenden ProzessgroSen basieren auf




experimentellen und simulativen Untersuchungen. Auf Grundlage der gewonnenen
Ergebnisse werden aus den zeitlichen und rdumlichen Zusammenhé&ngen empirische
Modelle abgeleitet. Die Kombination aus analytischen Ansatzfunktionen und em-
pirischen Gleichungen resultiert in grundlegenden, Prozessparameter abhidngigen
Gleichungen. Ein anschliefender Vergleich des modellbasierten Ansatzes zeigt, dass
die getroffenen Annahmen unter Beriicksichtigung der bekannten Unsicherheit ihre
Giiltigkeit besitzen.

Die Grundlage fiir die Gestaltung von Produkten und deren Herstellungsprozessen
basiert auf der Kenntnis des moglichen Einsatzbereiches. Zur Herstellung fehler-
freier Produkte fiir den Endkunden sind hierfiir das Prozessverstdndniss und die
Grundlagen der Prozessgrenzen, welche durch auftretende Fehler gegeben sind,
erforderlich. Die Beschreibung der Prozessgrenzen erfolgt fiir den Lochwalzpro-
zess anhand numerischer und experimenteller Ergebnisse. Anschlieend werden
Handlungsempfehlungen fiir zukiinftige Lochwalzprozesse dargelegt.







2 Wissenschaftlicher und technischer
Kenntnisstand

Im Folgenden werden umformtechnische Prozesse dargelegt, die zum Lochwalzen
dhnliche Werkzeugeingriffe und damit einhergehend &hnliche Materialfliisse und
Spannungszustédnde aufweisen. Fiir die grundlegende Beschreibung und die Span-
nungszustidnde des Lochwalzprozesses wird auf [Kno20*] sowie Kapitel 3 und 2.5
verwiesen. Weiterhin werden Prozesse, welche die Herstellung von Funktionsfldchen
in diinnwandigen Blechstrukturen ermoglichen, analysiert und diskutiert. Zusétzlich
zu den Fertigungsverfahren werden Grundlagen der numerischen Berechnungsver-
fahren behandelt.

2.1 Verfahren dhnlicher verfahrenswirksamer Spannungen

Eine allgemeine Einteilung von Fertigungsverfahren erfolgt nach DIN 8580, welche
die Fertigungsverfahren in Hauptgruppen nach dem Zusammenhalt der Teilchen
und der Art der Forminderung klassifiziert. Das Beibehalten der Masse, wie es in
der Umformtechnik erfolgt, wird dabei der Hauptgruppe DIN 8582 zugeordnet.
Eine weitere Gliederung erfolgt anhand der verfahrenswirksamen Spannungen. Als
verfahrenswirksame Spannung wird die Spannung bezeichnet, welche im Wesentli-
chen die plastische Deformation des Bauteils hervorruft. Des Weiteren kann eine
Einteilung der umformtechnischen Verfahren anhand der Form des Halbzeugs erfol-
gen. Dabei wird nach [DB10] zwischen der Blechumformung (Blechdicke < 10 mm)
und Massivumformung unterschieden. Die Klassifizierung der Verfahren nach der
Halbzeugtemperatur wird ebenso in der Literatur beschrieben. Hier unterscheidet
man zwischen Kalt- (20 °C), Halbwarm- (600 °C bis 900 °C) und Warmumformung




(1000 °C bis 1200 °C) [DB10]. Einen Sonderbereich bilden die inkrementellen Um-
formverfahren ab. Nach [GJ01] lassen sich inkrementelle Umformverfahren vorran-
gig in translatorische Bewegung (z.B. inkrementelles Schmieden) und rotatorische
Bewegung (z.B. inkrementelles Walzen) einteilen. Eine weitere Klassifikation der
inkrementellen Umformverfahren hat [ST95] anhand der Kontaktfliche, Anzahl der
Werkzeuge, Werkzeuggeometrie, Werkzeugposition, Werkzeugbewegung und Werk-
stiickbewegung in Anlehnung an die Zerspanung vorgeschlagen. [Mer12] erweitert
die vorhandene Einordnung um die Gruppe der Blechmassivumformverfahren. Unter
der Blechmassivumformung werden nach [Mer12] Umformprozesse verstanden,
welche Bleche mit einem beabsichtigten dreidimensionalen Materialfluss herstellen.

Prozessdhnliche Verfahren zum Lochwalzen weisen nach [DB10] die Klassifikations-
merkmale der Kaltumformung in Kombination, der Blechumformung als auch der
Massivumformung, aufgrund des dreidimensionalen Materialflusses auf. Somit 14sst
sich das Lochwalzen der Gruppe der Blechmassivumformung zuordnen. Gleichzeitig
lasst sich das Lochwalzen nach DIN8582 der Gruppe der Druckumformung und
der inkrementellen Umformung mit rotatorischer Bewegung zuordnen. Ahnliche
Verfahren sind hier das rotationskinematische Umformen von Profilscheiben, das
FlieBspalten und das Spaltprofilieren. Betrachtet man die Prozesse, unterscheiden
sich diese, ebenso im Prozessablauf und lassen sich in kontinuierliche (Spaltprofilie-
ren) und diskontinuierliche (rotationskinematisches Umformen und Flie[3spalten)

gruppieren.

Im Weiteren werden die Verfahren Spalten, FlieBspalten und Spaltprofilieren beziig-
lich ihrer Spannungszustinde, Prozessparameter und Prozessabldufe beschrieben
und diskutiert.

2.1.1 Rotationskinematisches Umformen

Das rotationskinematische Umformen von Ronden, weiterhin auch als Spalten be-
zeichnet, ist ein diskontinuierlicher Prozess, welcher zur Herstellung rotationssym-
metrischer, gespaltener Blechronden der Auf3enkante fiihrt. Erste Beschreibungen
finden sich in der Patentschrift Nr. 1206838 von 1966. Das Verfahren wird zur
Herstellung von Halbzeugen wie Naben, Felgen oder anderer dhnlicher rotations-




symmetrischer Bauteile verwendet. Neben rotationssymmetrischen Bauteilen sind
auch nicht rotationssymmetrische Bauteile moglich. [Gro91]

Der Verfahrensablauf beruht dabei auf zwei unabhingigen Freiheitsgraden, vgl. Abb.
2.1. Dabei wird die Blechronde mit Hilfe einer angetrieben Werkzeugeinspannung
mit der Winkelgeschwindigkeit w in Rotation versetzt. Durch die gleichzeitige radiale
Zustellung v, der Spaltzwalze, wird die Blechronde partiell oszillierend aufgespalten.
Dabei beeinflussen die radiale Zustellung und die Spaltwalzengeometrie mageblich

die Bauteilgeometrie. [Gro91]

Werkzeugtriger

Spaltwalze

* Vorschub v,

N
— Blechronde

O-I‘

Or
, P Werkzeugeinspannung
SRR G

Abbildung 2.1: Schematische Darstellung und verfahrenswirksamer Spannungszu-
stand des rotationskinematischen Umformens von Blechronden i.
A. an [Hau99]

Durch die kinematische Kopplung einer rotatorischen und einer linear radialen
Bewegung, lassen sich gezielt Form- und Produkteigenschaftsinderungen erreichen.
Resultierend aus den gekriimmten Korperflachen und den damit einhergehenden
Relativgeschwindigkeiten zwischen Werkstiick und Werkzeug, tritt lokal erhéhter
adhésiver und abrasiver Verschlei® auf. Die beim Spalten entstehende Gleitreibung
weist dabei im Wesentlichen Mischreibung auf, welche in Teilbereichen in Grenzrei-
bung iibergeht. [Gro91]

Im Weiteren werden die grundlegenden kinematischen Beziehungen beim Spalten
beschrieben. Unter der Annahme einer konstanten Drehzahl w und eines konstanten




radialen Vorschubs pro Umdrehung v, berechnet sich der Werkstiickradius Rws

_p ¥
Rws(¢) = Ro 9 2.1

mit dem Ausgangsradius Ro und dem Drehwinkel ¢, ergibt sich nach [Gro91] die

Umfangsgeschwindkeit vwg wie folgt:

vws = 27 - w - Rws. 2.2)

Die mathematische Beschreibung der gesamten gekriimmten Kontaktflache Ages.
beim Spalten lasst sich allgemein als Integral Ages. = [, dA anhand infinitesimal
kleiner Flichenelementen dA iiber die Flache A beschreiben und ergibt sich beim
Spalten aufgrund der gekriimmten Kontaktflache in Abhingigkeit des radialen
Vorschubs. [Gro91]

Im Vergleich zum Lochwalzprozess (vgl. Kapitel 8.1) bestehen jedoch grol3e Unter-
schiede hinsichtlich der Kontaktfldche zum Spalten, weshalb hier auf die Herleitung
von [Gro91] verzichtet wird. Jedoch zeigt sich, dass das Verhaltnis von Anfangswerk-
stlickradius zu Werkzeugradius einen wesentlichen Einfluss auf die Kontaktflache
hat [Gro91].

Zur Beschreibung der Umformkraft trifft Grotmann die Annahme, dass die wirkende
Spannung durch den Ansatz nach Hill iiber der Kontaktfliche bekannt ist. Mit dem
Ansatz dF, = #,dA setzt sich die Umformkraft aus dem Produkt der jeweiligen
Normalspannungen und Kontaktflichen zusammen. [Gro91] Eine Ubertragbarkeit
des gewdhlten Ansatzes von Hill ist aufgrund des dreiachsigen Spannungszustandes
fiir das Lochwalzen und aufgrund des bisher nicht vorhandenen Gleitlinienansatzes
fiir das Lochwachlzen nicht sinnvoll anwendbar. Grotmann zeigt die Abweichungen
zwischen dem gewahlten Modellansatz und experimentellen Untersuchungen auf.
Dabei wird bei dem Modellansatz von einem konstanten Umformgrad ausgegangen,
was zu einer Kraftabnahme iiber der Eindringtiefe fithrt. Im Vergleich dazu weisen
die experimentellen Ergebnisse eine Ahnlichkeit zur Wurzelfunktion auf. Abhingig
von Material, Geschwindigkeit und Eindringtiefe liegen die Abweichungen der
Radialkraft bei Stahl 1.0335 (StW24) bei bis zu 77 % und bei Aluminium AW5083
(AlMg4,5Mn) bei bis zu 37 %. Die berechneten Tangentialkrafte weisen dabei im




Vergleich zu den Radialkréften noch grof3ere Kraftdifferenzen auf [Hau99]. Einen
sehr dhnlichen Ansatz verfolgt ebenso [Bau90]. Die dabei auftretende Abweichung
der Kraft liegt bei bis zu 83 %.

Eine statistische Methode zur Berechnung von Drehmoment und Umformkraft stellt
[Kel96] auf. Dabei sind die Prozessgrofien abhéngig von Werkstoff, Drehzahl, Vor-
schubgeschwindigkeit, Kantenradius des Werkzeugs, Werkzeugflankenwinkel und
der Blechdicke. Zur Bestimmung der statistischen Faktoren, wird die Spalttiefe auf
15 mm festgelegt. [Kel96] erreicht mit seiner Methode fiir einen zur Ermittlung der
Koeffizienten unbekannten Werkstoff eine maximale Abweichung von 20,1 % beim
Drehmoment und 5,5 % der Umformkraft. Dabei ist das Modell sowohl auf Stahl als
auch auf Aluminium anwendbar. Eine zeitabhingige Prozessgrof3enbeschreibung
der Spalttiefe ist mit der vorgestellten Methode nicht moglich.

2.1.2 FlieBspalten

Mit dem Ziel, rissfreie Blechronden herzustellen, hat sich aus dem Spalten von
Blechronden das Fliespalten entwickelt. Grundlage zur rissfreien Herstellung von
Blechronden ist dabei die Uberlagerung der Druckspannungszustinde in der Um-
formzone mit einer stumpfen Spaltwalze. Die Druckspannungen werden im Vergleich
zum Spalten durch zusétzliche Hilfswalzen (vgl. Abb. 2.2) erzielt, welche den axialen
Werkstofffluss begrenzen, wodurch axiale Druckspannungen resultieren. Der daraus
entstehende hydrostatische Spannungszustand beeinflusst die wirkenden Tangenti-
alspannungen beim Flie@spalten, wodurch wiederum Rissbildung vermieden wird

und die Prozessgrenzen erweitert werden. [J6cO5]

Durch das Flief3spalten lassen sich sowohl symmetrische als auch asymmetrische
Blechronden herstellen. Ebenso ist eine Kombination aus symmetrischen und asym-
metrischen Prozessschritten in zwei Stufen moglich, um unterschiedliche Geometrien
zu erzeugen. [GJO2]

Zur Beschreibung der Prozessgrof3en Kraft, Spannungszustand und Geometrie wird
in den Arbeiten von [Hau99; HVA0O; YHZ10; HuaO8] der Ansatz der finite Ele-
ment (FE) Simulation verwendet. Zur Reduktion der Rechenzeit werden dabei
axialsymmetrische Modelle eingesetzt, welche das Ausknicken der Blechronde durch
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Abbildung 2.2: Schematische Darstellung und verfahrenswirksamer Spannungszu-
stand des FlieRspaltens i. A. an [SHOO]

zusétzliche Randbedingungen verhindern [Hau99]. Dabei ist die Annahme eines
axialsymmetrischen Prozesses aufgrund des inkrementellen Werkzeugeingriffs und
des daraus resultierenden Spannungszustands nicht gerechtfertigt. Die Abweichun-
gen zwischen Experiment und Simulation sind dabei hauptséchlich abhéngig von
der Prozessgeschwindigkeit. Dabei nimmt die maximale Abweichung mit zuneh-
mender Prozessgeschwindigkeit zu. Die maximale Abweichung bei ALMgSil(w)
liegt dabei bei 1 mm /s bei 34 %. Neben den absoluten Abweichungen bestehen des
Weiteren qualitative Abweichungen im Kraftverlauf. Einen analytischen Ansatz zur
Beschreibung der Spaltkraft entwickelt [Hua08]. Die analytische Beschreibung von
Huang weist dabei bis zu einer Spalttiefe von 6 mm eine gute Ubereinstimmung
zu experimentellen Versuchen auf. Dabei betrdgt die maximale Abweichung der
berechneten Radialkraft 17 %. Ublicherweise liegen relevante industrielle Spalttiefen
>10 mm, weshalb im industriellen Anwendungsbereich grof3ere Abweichungen zu
erwarten sind.
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2.1.3 Spaltprofilieren

Durch das Spaltprofilieren, auch als lineares Flie3spalten bezeichnet, lassen sich
im kontinuierlichen Prozess, inkrementell Blechbédnder an dem Blechrand aufspal-
ten. Dabei entstehen Halbzeuge fiir die Weiterverarbeitung zu Kammerprofilen,
Strukturelemente, welche durch Hochkant-Biegen oder Walzprofilieren [Tap16]
als funktionsintegrierte Bauteile eingesetzt werden. Im Vergleich zum Flie3spalten
erfolgt die inkrementelle Umformung in mehreren diskreten Schritten iiber ortsfeste
Walzgeriiste hinweg [J6c05; Vu¢10]. Ebenso besteht die Moglichkeit das Spalt-
profilieren mit einem Walzgeriist im Reversierbetrieb durchzufiihren [Vu¢10]. Die
translatorische Werkzeugbewegung in Richtung der x-Achse (vgl. Abb. 2.3) erfolgt
durch den Reibkraftschluss der angetriebenen Hilfswalzen, wobei die Spaltwalzen
aufgrund des Werkstiick-Werkzeugkontakts rotieren. Eine weitere Moglichkeit be-
steht darin, die Werkzeugbewegung durch zusétzliche Antriebswalzen zu realisieren,
wodurch sowohl die Hilfswalzen als auch Spaltwalzen aufgrund der Kontaktbedin-
gungen rotieren [Vuc¢10]. Neben der Aufgabe des Werkstiickvorschubs besteht die
Hauptaufgabe der Hilfswalzen darin, analog zum FlieBspalten einen hydrostatischen
Druckspannungszustand in dem Prozess zu erzeugen, um Rissen vorzubeugen und
die Prozessgrenze zu erhéhen [Vu¢10]. Die erreichbare Oberflachenrauheit hdngt da-
bei vom Material [HMBO08] und der Werkzeugoberflache ab [Niel6; Vuc¢10]. Gleiche
Effekte lassen sich beim Flachwalzprozess von Blechbindern beobachten [Siel5].
[HMBOS8] erreicht dabei einen arithmetischen Mittenrauwert von R, = 0,05 pm.
[Neul6] untersucht in seiner Arbeit den Bandkanteneinfluss durch Herstellung der
Bandkante durch Frasen, Laser-, Wasserstrahl- und Scherschneiden. Dabei zeigt sich,
dass die Herstellverfahren keinen signifikanten Einfluss auf die Spalttiefe, Spalthéhe,

Korngrofde, Harte und Prozesskraft aufweisen.

Jockel beschreibt neben dem grundlegenden Verfahrensablauf analytisch die sich
ausbildende Flanschldnge und -dehnung an der Oberfldche. Der Ansatz beruht dabei
auf der Volumenkonstanz, die durch die definierten Werkzeugkontaktzonen in zwei
Raumrichtungen und der Annahme eines ebenen Spannungszustands méglich ist.
Flanschldnge und Dehnung sind dabei abhéngig von der Spaltwalzenzustellung, dem
Winkel und Abstand zwischen Spalt- und Hilfswalze, den Radien der Werkzeuge
und der Blechdicke. Ein direkter Vergleich zwischen mathematischem Modell und
experimentellen Ergebnissen wird nicht durchgefiihrt. Die modellbasierte Ermitt-
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Abbildung 2.3: Schematische Darstellung und verfahrenswirksamer Spannungszu-
stand des Spaltprofilierens

lung der Walzenkréfte sowie orts- und zeitabhéngiger Prozessgrofien wird weiterhin
mittels dreidimensionaler FE Simulation untersucht. Zur Reduktion der Rechen-
zeit wird die Symmetrie an der Blechmittelebene verwendet. Zur Simulation des
Spaltprofilierens kommt hierzu eine Blechldnge von 160 mm zum Einsatz, um einen
stationédren Bereich ohne Ein- und Auslaufverhalten zu erhalten. Der Vergleich der
radialen Spaltwalzenkraft zwischen Abaqus und MSC Superform bei einer Gesamt-
spalttiefe von maximal 10 mm weist geringfiigige Abweichungen auf. Hingegen liegt
die maximale Abweichung der Prozesskraft zwischen Simulation und Experiment
bei bis zu 34 %. [J6c05]

[Rul18] verbessert in seiner Arbeit die numerische Abbildung durch Beriicksichtigung
von bereichsabhédngigen Reibwerten und einer Cut-Expand-Methode anstelle einer
Neuvernetzung. Hierdurch wird eine Verbesserung der Rechenzeit von bis zu 20 %
und eine Steigerung der prognostizierten Genauigkeit der Flanschlénge erreicht. Die
Abweichung der Prozesskraft liegt abhéngig von der Spalttiefe im Bereich von 20 %
bis 50 %. Rullmann fiihrt die Abweichung der Kraft auf die extrapolierte FliefSkurve
auf Grundlage des Zugversuchs zuriick. Untersuchungen des Spaltprofilierens von
[MLG17; Mon19] weisen im Wesentlichen das gleiche Vorgehen wie in der Arbeit
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von [Rul18] auf. Die Simulationsmodelle unterscheiden sich im Wesentlichen im
verwendeten Reibmodell. Dabei verwendet Monnerjahn auf Grundlage von Untersu-
chungen von [Lob17] einen konstanten Reibwert von p = 0,1. Monnerjahn erreicht
in seinen Untersuchungen eine maximale Abweichung der Prozesskréifte von 15 %.
[Lud13] zeigt dariiber hinaus in seiner Arbeit, dass beim Spaltprofilieren die Reibung
und Prozessgeschwindigkeit einen wesentlichen Einfluss auf die Produktqualitat
haben. Dabei wird durch die Reduktion des Schmiermittels der hydrostatische Druck-
spannungszustand erhoht, wodurch Risse vermieden und Flanschldngen um bis zu
5 mm reduziert werden. Aufbauend auf vorherigen Arbeiten untersucht [Tap16] in
seiner Arbeit den Einfluss einer an das Spaltprofilieren nachgelagerten Hochkant-
Biegestufe fiir Biegeradien von 524 mm bis 2200 mm. Das Biegen der Spaltprofile
fiihrt dabei zu Zug- und Druckspannungen im Flansch, welche das Spaltprofilieren
beeinflussen. [Tap16] entwickelt dariiber hinaus einen analytischen Ansatz zur
Beschreibung der auftretenden Biegemomente. Dieser basiert dabei auf der elemen-
taren Biegetheorie, welche durch unterschiedliche Materialeigenschaften, abhéngig
von ausgewdhlten Profilquerschnitten im Flansch, Einzelbiegemomente ergibt. Die
Einzelbiegemomente fiihren in der Summe zum Gesamtbiegemoment des Hochkant-
Biegeprozesses. Der Vergleich des analytischen Modellansatzes mit experimentellen
Ergebnissen zeigt dabei fiir Biegeradien gréfer 600 mm eine gute Ubereinstimmung,
mit einem mittleren Fehler von maximal 6 %. Fiir kleinere Biegeradien iiberschatzt
das modellbasierte Biegemoment die experimentellen Ergebnisse deutlich.

2.1.4 Zusammenfassung

Die vorgestellten Verfahren zeichnen sich durch endkonturnahe Geometrien aus,
welche durch die inkrementelle Blechmassivumformung erzielt werden. Die Produk-
te weisen geringe Oberflachenrauheiten und eine hohe Oberflichenhérte auf. Durch
Anpassung der Prozessparameter lassen sich bei gleicher Werkzeuggeometrie unter-
schiedliche Produkteigenschaften erzielen. Diese werden unter anderem durch die
Prozessgeschwindigkeit oder die Reibung beeinflusst. Zur Beschreibung der zeitlich
und raumlich auftretenden Prozessparameter, kommen sowohl analytische, empi-
rische als auch numerische Verfahren zum Einsatz. Numerische Verfahren weisen
dabei aufgrund des hohen Umformgrads und der starken Netzverzerrungen lange
Rechenzeiten auf. Ein wesentlicher Einfluss auf die numerische Ergebnisqualitat
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zeigt sich dabei in Form der FlieBkurve und des verwendeten Reibmodells. Die
analytischen Anséatze basieren zumeist auf der Annahme eines ebenen Spannungs-
zustands und der Volumenkonstanz, welche aufgrund der in zwei Raumrichtungen
beschrénkten Werkzeugkontakte einen definierten Materialfluss vorgeben.

2.2 Verfahren zur Herstellung von Funktionsflachen in
diinnwandigen ebenen Strukturen

Im Folgenden werden die Verfahren Scherschneiden, Kragenziehen, Knickbauchen,
vgl. Abbildung 2.4 und Fliel3lochformen vorgestellt und deren Vor- und Nachteile
diskutiert. Dabei weisen alle Verfahren die Fahigkeit der Integration von Funkti-
onsflachen in diinnwandige Blechstrukturen auf. Fiir weitere Sonderverfahren der
Blechmassivumformung zur Herstellung von Funktionsflachen und Nebenformen
wird auf [Sch16; Merl2] verwiesen.

iVorschub vy hx ‘ i Vs, R(?e_ltéon w
af | "
U do\— Uy
— —
a) b) 0 4

Abbildung 2.4: Verfahren zur Herstellung von Funktionsflachen in diinnwandigen
Blechstrukturen. a) Scherschneiden b) Kragenziehen c) Knickbau-
chen d) FlieRlochformen; u: Schneidspalt, v,: Vorschubgeschwindig-
keit in z Richtung, d:: Stempeldurchmesser, dy: Vorlochdurchmesser,
u: Ziehspalt, hy: Kragenhohe
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2.2.1 Scherschneiden

Das Scherschneiden ist das am haufigsten eingesetzte Verfahren zur Herstellung ko-
stengiinstiger spanlos hergestellter Blechprodukte und wird bei hohen Stiickzahlen
fiir ein breites Produktspektrum eingesetzt. Die Verwendung des Scherschneidpro-
zesses erfolgt dabei meist in mehrstufigen Werkzeugen und dient sowohl der reinen
Geometrieherstellung als auch zur Vorbereitung von nachgelagerten Umformpro-
zessen, wie Biegen, Kragenziehen und Knickbauchen. Ein Scherschneidwerkzeug
besteht mindestens aus einem Stempel und einer Matrize. Der Stempel bewegt sich
an der meist stationdren Matrize vorbei, worudch die Schneidelemente mal3geblich
fiir den Schervorgang im Halbzeug verantwortlich sind. Nach [HNS12] kann der
Schneidprozess in fiinf Phasen unterteilt werden.

Phase 1- Der Niederhalter fixiert das Blech

Phase 2 - Elastische Verformung des Blechs

Phase 3 - Plastische Verformung des Blechs

Phase 4 - Rissbildung und Trennung des Blechs

Phase 5 - Riickfederung und Stanzbewegung in die Ausgangslage

Sobald die Streckgrenze des Materials erreicht ist (Ubergang Phase 2 zu Phase
3), kommt es zu einer plastischen Verformung. Die plastische Verformung findet
in einem Bereich in der Ndhe der Schneidkanten statt. Dieser Bereich wird als
Scherzone bezeichnet. Durch das fortschreitende Eindringen des Stempels in das
Blech entsteht eine Glattschnittfliche, welche eine hohe Oberfldchengiite aufweist.
Ist die Umformbarkeit des Materials erschopft, kommt es zur Rissbildung (Phase 4).
Abhéngig von verschiedenen Parametern kann dies entweder vom Stempel, von der
Matrize oder von beiden gleichzeitig ausgehen und endet mit dem Materialbruch.
[VS15] Die Schnittqualitat des Scherschneidens und damit die Funktionsflache, wird
anhand des Kanteneinzugs, des Glattschnitts, der Bruchflache, des Schnittgrats und
dem Bruchwinkel bewertet. [DB10]

Einen wesentlichen Einfluss auf die Schnittqualitdt hat der Schneidspalt u, welcher
das Rissbildungsverhalten beim industriell hdufig eingesetzten Kragenziehen beein-
flusst. Der Einsatz des zweistufigen Scherschneidens mittels Nachschneiden wird

15



unter anderem zur Herstellung von Funktionsflichen verwendet und besitzt einen
hohen Glattschnittanteil von bis zu 88 %. [Gl413] Beim Scherschneiden sind dabei
Oberflachenrauheiten von R, < 3,2 um erreichbar [Rip17]. Die MalShaltigkeit von
iiblichen Schneidfldchen bei Blechdicken von 2 mm bis 12 mm liegt bei 40,025 mm
[HK12].

2.2.2 Kragenziehen

Kragenziehen wird zur Herstellung von rotationssymmetrischen Kragen verwendet,
bietet jedoch ebenso die Moglichkeit ovale oder eckige Konturen herzustellen. Anwen-
dungsgebiete sind beispielsweise die Herstellung von Versteifungen, Lagersitzen und
die Herstellung des Vorlochs fiir Gewinde. Die Prozessgrenzen des Kragenziehens
werden durch Materialeigenschaften, die Blechdicke s, den bezogenen Vorloch-
durchmesser dy/so, das Vorlochherstellverfahren, den Einsatz eines Gegenhalters
und das Aufweitverhéltnis d; /do bestimmt [Lan90]. Dabei lassen sich beim konven-
tionellen Kragenziehen ohne den Einsatz von Gegenhaltern Aufweitverhaltnisse von
d1/do < DCO03 1.0347 : 2,4; AW — 1050A : 3,4 erreichen [[KT54] nach [Lan90]].
Fiir das Material DC0O4 1.0338 (ehemals St14) ergibt sich das Aufweitverhaltnis in Ab-
héngigkeit des bezogenen Vorlochdurchmessers und des Vorlochherstellverfahrens
nach Abbildung 2.5. Das Vorlochherstellverfahren weist somit einen wesentlichen
Einfluss auf das Aufweitverhéltniss auf. Dabei ist fiir das Material St14 mit einem
gebohrten Vorloch eine mindestens doppelt so groe Aufweitung im Vergleich zum
gestanzten Vorloch mdglich.

Zur Integration von Funktionen ist des Weiteren die Kragenhohe h ein wichtiger
Designparameter, welcher fiir enge Ziehspalte u. ~ so mit mittlerem Durchmesser
dm mit h = 12 - (d, — do) angegeben wird [Lan90]. Die Oberflachenrauheit sowie
die Materialstdrke des hergestellten Kragens entsprechen beim konventionellen
Kragenziehen ungefiahr den Halbzeugeigenschaften.

2.2.3 Knickbauchen

Das Knickbauchen gewinnt aufgrund der zunehmend schlechteren Schwei3eignung
von hochlegierten Stihlen an Bedeutung. Die grundlegende Beschreibung des Ver-
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Abbildung 2.5: Prozessfenster beim Kragenziehen des Materials DC04 unter Be-
riicksichtigung des Vorlochherstellungsprozesses [[KT54] nach
[Lan90]]

fahrens ist in [Lan90] dargelegt. Ein typischer Anwendungsfall des Knickbauchens
sind Rohr-Blechverbindungen, die im Vergleich zur ebenso moglichen Schweif3-
verbindung wirtschaftliche sowie technologische Vorteile bieten. Dabei beruht die
Fligestelle auf einer kraft-formschliissigen Verbindung. Mit verringerten Taktzeiten,
reduzierten Beschichtungsproblemen, Fiigen von beschichteten Komponenten sowie
die Herstellung von kombinierten Materialpaarungen bietet das Verfahren somit
einige technologische Vorteile im Vergleich zum Kragenziehen. [Viel5]

Der wichtigste geometrische Parameter neben der Geometrie von Rohr und Blech
ist die freitragende Linge der Rohrwand zwischen den Umformwerkzeugen, wel-
che das Prozessverhalten bestimmen [Rus17]. Die erreichbaren Kragenhohen und
-durchmesser beschrinken sich beim Knickbauchen auf den verfiigharen Werkzeug-
bauraum und sind abhingig von dem Rohrhalbzeug. Die fiir die Integration von
Funktionen relevanten Festigkeits- und Designeigenschaften der dabei entstehen-
den Fiigeverbindung sind nur unzureichend fiir die Produkt- und Prozessauslegung
untersucht [Viel5]. Erste Untersuchungen beziiglich der Dauerfestigkeit ergaben,
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dass das Versagen der Hauptumformzone durch temperierte Einsitze bei 700 °C
einen signifikanten Anstieg der Wechselfestigkeit gegeniiber dem kaltumgeformten
Halbzeug ermdglicht [Rus17]. Schlussfolgernd weist das Knickbauchen Nachteile im
Bereich der Dauerwechselfestigkeit auf oder verliert durch die notwendige Warmum-
formung seine verfahrenseigenen Vorteile im Bereich des Fiigens von beschichteten

Komponenten.

2.2.4 FlieBlochformen

Das FlieRlochformen, auch FlieRbohren bezeichnet, ist ein weiteres Verfahren zur
Herstellung rotationssymmetrischer Durchziige dhnlich dem Kragenziehen und
eignet sich zur Herstellung von Funktionsflaichen wie hochfesten Gewinden, Lot-
verbindungen, Buchsen fiir Lagerungen sowie Bohrungen. Das Verfahrensprinzip
des FlieBbohrens beruht auf der Warmeentwicklung durch Reibung zwischen Werk-
zeug und Halbzeug, welche aufgrund des rotierenden Werkzeugs unter dem Druck
des Vorschubs v, entsteht. Die dabei entstehenden Temperaturen reduzieren die
Flief3spannungen, sodass mit reduziertem Druck Durchziige in Form von Buch-
sen ausgeformt werden konnen. Je nach Geometrie des Werkzeugs, lassen sich
so einseitige, zweiseitige nicht symmetrische, zylindrische oder konische Kragen
realisieren. [RamO09] Nachteilig ist die Oberfldchenrauheit, welche abhéngig von
der Drehzahl und im Bereich von R, 1,4 um bis 3,9 um liegt [OD13], wodurch eine
Nachbearbeitung fiir den Einsatz als Lagersitz notwendig ist.

2.2.5 Zusammenfassung

Die vorgestellten Verfahren stellen die Moglichkeit dar, Funktionsfldchen in diinn-
wandigen Strukturen herzustellen. Dabei hat jeder Prozess seine spezifischen Vor-
und Nachteile beziiglich der Geometrie, Funktionsflichenh6he, Durchmesserge-
nauigkeit und Oberfldchenrauheit, vgl. Tab. 2.1. Betrachtet man die geometrische
Ausbildung der Funktionsflache, zeigt sich, dass die geringste Flachenh6he beim
Scherschneiden auftritt, wobei die Funktionsflichenhéhe durch die Blechdicke so
prozessbedingt vorgegeben ist, vgl. Abb. 2.4. Beim Kragenziehen und FlieSloch-
formen entspricht die Kragenh6he ungeféhr der moglichen Funktionsflichenhohe
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und ist abhédngig von der Blechdicke und dem Aufweitverhaltnis. Die geometrische
Ausbildung beim Kragenziehen ist einseitig. Beim FlieRlochformen kann die Kra-
genform sowohl doppelseitig, nicht symmetrisch als auch einseitig erfolgen. Das
Knickbauchen stellt im Vergleich zu den anderen Verfahren ein umformtechnisches
Fligeverfahren dar, wodurch die Funktionsfliche andere Halbzeugeigenschaften
als das ebene Halbzeug aufweisen kann. Die Kragenform und Funktionsflichenho-
he ist dabei durch den Werkzeugbauraum und das Halbzeug definiert und kann
sowohl doppelseitig symmetrisch als auch nicht symmetrisch hergestellt werden.
Beziiglich der geometrischen Genauigkeiten der Verfahren wurden in der Literatur
nur Angaben zum Scherschneiden gefunden. Dabei weist das Scherschneiden eine
Durchmessergenauigkeit von 0,025 mm auf.

Beziiglich der Oberfldchenrauheit weisen die Verfahren Kragenziehen und Knickbau-
chen eine dhnliche Oberfldchenrauheit wie das Halbzeug auf. Beim Scherschneiden
stellt sich hingegen eine Oberfldchenrauheit von R, < 3,2 pm ein. Das Flie@lochfor-
men erreicht ebenso wie das Scherschneiden Oberflichenrauheiten im Bereich von
1,4pm < R, < 3,9 pm.
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Tabelle 2.1: Vergleich der Verfahren zur Herstellung von Funktionsflachen in diinn-
wandigen ebenen Strukturen.

. Funktions- Oberflachen- | Durchmesser-
Geometrie flschenhdh
achenhohe rauheit R, genauigkeit
Scher- )
symmetrisch ~ sg < 3,2pum 40,025 mm
schneiden
Kragen- o ~ Halbzeug-
einseitig f(so,d1,do) k.A.
ziehen rauheit
doppelseiti
Knick- PP 8 ~ Halbzeug-
symmetrisch | f(Werkzeug) k.A.
bauchen rauheit
und n. sym.
einseitig,
Flief3loch-
doppelseitig f(s0,d1) <3,9um k.A.
formen
n. sym.

2.3 Numerische Naherungsverfahren

Zur Untersuchung von umformtechnischen Prozessen werden sowohl Experimente
als auch numerische Berechnungsverfahren eingesetzt. Durch numerische Berech-
nungsverfahren lassen sich zeitlich sowie ortlich aufgelost physikalische Einfliisse
untersuchen, wodurch Riickschliisse auf Dehnungen, Mikrogefiige oder auch verfah-
renswirksame Spannungen und Eigenspannungen mdglich sind [HHBO06]. Die Basis
der heute zumeist verwendeten numerischen Berechnungsverfahren ist die Konti-
nuumsmechanik, welche auf der phdnomenologischen Feldtheorie beruht [Alt18].
Dabei werden abhédngig von den beobachteten Phdnomenen mathematische Zusam-
menhénge formuliert und mikroskopische Zusammenhéange durch makroskopische
Beobachtungen, sowohl in Raum als auch Zeit homogenisiert [Alt18]. Das Kontinu-
um ist ein Raum mit Teilchen, welchem bestimmte Materialeigenschaften zu jedem
Zeitpunkt zugeordnet werden [Alt18]. Die Berechnung des Kontinuums erfolgt an-
schlieffend mit numerischen Berechnungsverfahren. Eine der meist verwendeten
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Ansitze in der Umformtechnik ist die Finite-Elemente-Methode (FEM), welche auf
einer gitternetzbasierten Diskretisierung des zu untersuchenden Kontinuums basiert
und mit Hilfe der Kontinuumsmechanik umformtechnische Prozesse beschreiben
kann [KKO8]. Zur Diskretisierung des Kontinuums stehen in der FEM Stab-, Ebenen-,
Volumen- und Scheibenelemente zur Verfiigung, welche durch die Anzahl der ver-
wendeten Knoten, Form und der Knotenfreiheitsgrade die Interpolationsfunktion
definieren [KKO8]. Durch die nichtlineare Bewegungsgleichung 2.3 wird das Konti-
nuum in Raum und Zeit beschrieben. Die Losung hiangt von der Nichtlinearitét des
Materials und der Dynamik des Prozesses ab [KK08]. Dabei beschreibt M die Massen-
, D die Ddmpfungs-, K die Steifigkeitsmatrix, p Last- und u Verschiebungsvektor und
T die Temperatur.

M- ii(t) + D - a(t) + K, o, 7) - u(t) = p (2.3)

Eine Moglichkeit, Rechenzeit einzusparen, ist die Annahme eines quasi-statischen
Prozesses. Dadurch kénnen die Masse und die Ddmpfung des Materials vernach-
lassigt werden, wodurch sich die Bewegungsdifferentialgleichung 2.3 wie folgt
vereinfacht.[Siel5]

Ku,,7) -u(t) =p 2.4

Das abzubildende Kontinuum kann dabei zweidimensional oder dreidimensional
untersucht werden. Dabei hdngt die Wahl der Dimension von der Aufgabenstel-
lung und dem vorherrschenden Formé&nderungszustand ab. Viele umformtechnische
Prozesse weisen prozessbedingte Symmetrien auf oder ermoglichen die Annahme
eines ebenen Spannungs- oder Dehnungszustands, wodurch im Vergleich zu ei-
nem vollstdndigen dreidimensionalen Modell Rechenzeit eingespart werden kann
[Klo17].

Neben der Bewegungsgleichung werden zur Beschreibung des plastischen Material-
verhaltens FlieBbedingungen und Fliefkurven benétigt, um die Plastizitdtsrechnung
durchzufiihren. Die FlieBbedingung tiiberfiihrt einen mehrachsigen Spannungszu-
stand in eine eindimensionale Vergleichsspannung, bei welcher das Material flie3t.
Innerhalb der Fliel3grenze treten ausschliel3lich elastische Spannungen auf. Die
gebrauchlichste FlieBbedingung ist die nach von Mises, welche von einem isotropen
Werkstoffverhalten ausgeht. Fiir den dreidimensionalen Spannungszustand gilt nach
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von Mises fiir die Vergleichsspannung o mises (Gl. 2.5, 2.8), der Vergleichsumform-
grad ¢u mises (Gl. 2.6, 2.9) sowie die Vergleichsdehnrate ¢y mises (Gl 2.7, 2.10)
[DMS86]. Im Hauptachsensystem sind die Schubspannungen nicht vorhanden. Da-
bei gilt, dass die erste Hauptachse in Richtung der gréten Hauptnormalspannung o
zeigt und die zweite Hauptachse senkrecht zur ersten Hauptachse verlduft und die
Richtung der kleineren Hauptnormalspannung darstellt. Fiir das Hauptachsensystem

ergeben sich nach von Mises folgende Zusammenhénge:

Ov,Mises = \/% [(Ul - 02)2 + (0'2 - 03)2 + (0'3 — 0'1)2] (25)
Py Mises = \/% [(p1 = 92)* + (92 — 93)* + (3 — 91)%] (2.6)

, 2., , .
Pv,Mises — g [@% + SO% + gﬁg} (27)

und fiir die beliebig orientierten kartesischen x-y-z-Koordinatensysteme

Oy Misos \/% [(ax 0y)? + (oy — 0.)* + (0, — 0x)? 08
+6 (72 + 78 + 2]
2
P Mises = \/§ (0% + @3 + 02 +2 (R + % + %) 2.9
2
Py, Mises = \/§ [gb,% + Sb>2' + o7 +2 ("ny + ;Y;Z + %2")] (2.10)

Weiterhin sind fiir das isotrope Werkstoffverhalten die FlieShypothese nach Tresca
und fiir anisotrope Blechwerkstoffe die FlieSbedingungen nach Hill und Hasford
gebréduchlich [DB10]. Das reale Werkstoffverhalten wird in der FEM durch Flief3-
kurven beschrieben und stellt den Zusammenhang zwischen FlieBspannung k; und
dem Umformgrad ¢ her. Nach [DB10] lassen sich Werkstoffmodelle anhand ihrer
charakteristischen Verldufe unterteilen, Abbildung 2.6.

In der Kaltmassivumformung werden Modelle mit Verfestigung verwendet, wohin-
gegen in der Warmmassivumformung Materialmodelle ohne Verfestigung eingesetzt
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Abbildung 2.6: Schematische Darstellung der gebrauchlicher Materialmodelle nach
[DB10]

werden konnen, welche hingegen Temperaturabhéngigkeiten besitzen. [DB10] Ne-
ben der Temperatur und dem Halbzeug, haben weiterhin schwellende und wech-
selnde Spannungen Einfluss auf die FlieBkurve. Dabei entstehen unter wechselnden
Zug-Druck-Belastungen FlieBkurven mit Hystereseverhalten, welche Ver- und Entfe-
stigungen aufweisen. Schwellende Belastungen weisen im Vergleich zu den wech-
selnden Belastungen nur einen geringen Einfluss auf die FlieBkurve auf. [Leh87]
Simulationen von Prozessen der Blechumformung verwenden meist elastisch-real
verfestigende Materialmodelle. Abhéngig vom wirkenden Spannungszustand des
zu untersuchenden Prozesses, Prozessgeschwindigkeit und Temperatur, kommen
unterschiedliche Priifverfahren zur Ermittlung der FlieBkurve zum Einsatz. Das am
héufigsten verwendete Priifverfahren ist der Zugversuch an Blechen, der einen ein-
dimensionalen Spannungszustand abbildet und damit das einfachste Priifverfahren
zur Ermittlung der FliefSkurve darstellt. Nachteilig ist jedoch, dass der erreichbare
Umformgrad im Vergleich zu anderen Priifverfahren mit ¢ < 0,3 klein ist. [DB10]

In der Massiv- und der Blechmassivumformung werden hingegen Umformgrade
von ¢ > 0,3 erreicht, weshalb andere Priifverfahren zum Einsatz kommen. Fiir
Prozesse der Druckumformung schldgt [DMS86] abhangig vom Halbzeug daher
Zylinderstauchversuche oder Flachstauchversuche vor. Bei Flachstauchversuchen
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lassen sich Umformgrade von ¢ < 2 bei Umformgeschwindigkeiten ¢ < 10® und
Temperaturen bis T' < 1200 °C erreichen [[NS64] nach [DMS86]]. [Paw67] weist
mit dem Schichtstauchversuch fiir Blechwerkstoffe einen Analogieversuch zum Zy-
linderstauchversuch nach. Dabei liegt beim Schichtstauchversuch als auch beim
Flachstauchversuch die Richtung zur Materialcharakterisierung in Richtung der
Blechdicke. [Sil17] und [HKM22] zeigen in ihren Arbeiten die Durchfiihrbarkeit
des Zylinderstauchversuchs fiir Probendurchmesser von Blechen in drei Raumrich-
tungen . [Sil17] vergleicht seine bestimmten FlieBkurven aus dem Zugversuch und
Schichtstauchversuch bis zu einem Umformgrad von 0,5. Dabei weisen die Ergeb-
nisse aus den verglichenen Verfahren eine gute Ubereinstimmung auf. Weiterhin
weist [Sil17] in seinen Untersuchungen fiir das untersuchte Material AW 5774 H11
nach, dass die Probenentnahmerichtung beim Zylinderstauchversuch ausschlieRlich
einen geringfiigigen, im Verhaltniss zum Priifverfahren vernachléssigbaren Einfluss
aufweist. [HKM22] reduziert im Vergleich zu Silvas Untersuchungen die Blechdicke
auf 2,0 mm und 1,5 mm und vergleicht die ermittelten FlieBkurven bei einem ma-
ximalen Umformgrad von 0,7 zum Zugversuch. Ein Nachweis der Giiltigkeit bei
hohen Umformgraden oberhalb des durch den Zugversuch giiltigen Bereichs und
ein Abgleich mit dem Flachstauchversuch werden von [HKM22] nicht dargelegt.
[GFA20] vergleichen in ihrer Arbeit den Zylinderstauchversuch, Zugversuch, Flach-
stauchversuch und Schichtstauchversuch fiir AW6060, wobei alle Testproben aus
einem extrudierten Rundprofil gewonnen sind. Dabei zeigt Graf, dass der Flach-
stauchversuch verglichen mit dem Zylinderstauchversuch im Wesentlichen gleiche
FlieRkurven liefert.

Die Beschreibung der Fliel3kurve erfolgt in der Simulationssoftware durch das Ein-
lesen von Datenpunkten. AnschlieRend wird die Fliefkrurve anhand der vorgege-
benen Punkte interpoliert. Die Extrapolation der FlieRkurve ist abhingig von der
Simulationssoftware. Dabei wird sowohl die Extrapolation auf Basis des letzten
Gradienten verwendet als auch eine Extrapolation mit konstantem Wert. Weiterhin
besteht die Moglichkeit, Parameter fiir Gleichungen der Materialmodelle wie fiir
das Johnson-Cook Modell vorzugeben. Eine ausfiihrliche Zusammenfassung von
verwendeten mathematischen Materialmodellen in der Umformtechnik und deren
Vor- und Nachteile legt [Lar10] in seiner Arbeit dar.

Die Losung der Bewegungsdifferentialgleichung zusammen mit der FlieBbedingung
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und Flielfkurve erfolgt in der FEM durch explizite oder implizite Verfahren, wobei
grundsétzlich der Prozess in diskrete Zeitschritte At zerlegt wird. Beim impliziten
Berechnungsverfahren wird durch einen meist iterativen Losungsansatz ein stati-
sches Gleichgewicht gesucht, welches einen zukiinftigen Zeitpunkt ¢ + At beschreibt.
Beim expliziten Naherungsverfahren wird von einer dynamischen Betrachtungswei-
se ausgegangen, wodurch fiir einzelne Zeitinkremente kein Gleichgewichtszustand
vorliegt und der jeweilige darauf folgende Berechnungsschritt auf dem vorange-
gangenen Inkrement aufbaut. Zur Losung der expliziten Naherung werden keine
Iterationen benotigt, weshalb sich Vorteile beziiglich der Rechenzeit, jedoch Nach-
teile in der Berechnungsgenauigkeit und -stabilitit ergeben. Zur Vermeidung von zu
groen Abweichungen, werden daher bei expliziten Verfahren kleinere Inkremente
notwendig. [DB10]

Eine konvergierende Losung lésst sich mit einer maximalen Rechenschrittweite nach
Gl. 2.11 fiir 3D-Festkorper bestimmen. [Siel5]

At < B 2.11)

Cd

Die Schallgeschwindigkeit fiir einen 3D-Festkorper wird nach [Siel5] durch

E(1-v)

p(1+v)(1 —2v) (2.12)

ca =
definiert. Dabei ist F das Elastizitdtsmodul, v die Querkontraktion und p die Dichte
des Materials.

Neben den bereits vorgestellten Grundgleichungen werden zur Beschreibung von
Prozessen Randbedingungen in Form von Kontaktbedingungen, Verschiebungen,
Spannungen oder Temperatur benétigt. Bei umformtechnischen Prozessen treten
durch das Werkzeug haufig gekoppelte komplexe Randbedingungen in Form von
Werkstiick-Werkzeugkontakt auf [Siel5], welche sich durch Verschiebungen und
Reibung abbilden lassen. Durch die zeitliche Abhangigkeit der Werkzeugbewegung
sind die Kontaktbedingungen zeitlich und vom Spannungszustand abhingig und
miissen zu jedem Zeitschritt neu berechnet werden [Sie15]. In der Realitét treten
zudem tribologische Effekte wie die Eingléttung von Oberflachen aufgrund der Rela-
tivbewegung zwischen Werkzeug und Werkstiick auf [Zwi23*; Ari23b*], welche je
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nach Anwendungsfall in der FEM vernachlassigt werden kénnen [Wagl7]. Weiterhin
wird das tribologische System durch absichtliche oder unabsichtliche eingebrachte
Partikel im Schmierstoff beeinflusst, was zur Verdnderung der Reibung und dem
Verschleif fiihrt [Ari23a*].

Erste Gesetzmaf3igkeiten zur Beschreibung der Reibzusammenhénge stammen von
Leonardo da Vinci aus dem 15. Jahrhundert. Coulomb fasste diese Erkenntnisse
1785 zusammen, welche sich heute in der Blechumformung etabliert haben [Klo17].
Das Coulombsche Reibmodell beschreibt dabei den Zusammenhang zwischen der
Normalkraft Fy und der tangential wirkenden Reibkraft Fg, die {iber die Reibzahl
1 proportional zusammenhéngen, Gl. 2.13.

|FR| =u- |FN‘ (213)

Die Reibzahl p wird in der Simulation meist als konstant angenommen [Klo17],
wodurch die Reibkraft proportional zur Normalspannung ansteigt. Das Coulombsche
Reibmodell gilt dabei unter der Vorraussetzzung, dass die Kontaktnormalspannung
on Klein im Verhéltnis zur FlieBspannung k¢ ist. Erreicht die Reibschubspannung
die Scherflie3spannung ks des weicheren Werkstoffs tritt Haften ein, wodurch das
Coulombsche Reibgesetz seine obere Grenze erreicht. Bei Zunahme der Reibschub-
spannung, liber die Scherschubspannung hinaus, tiberschétzt das Coulombsche
Reibgesetz die Reibschubspannung. [DB10]

Aufgrund der oberen Grenze des Coulombschen Reibgesetzes, wird in der Kaltmas-
sivumformung manchmal das Reibfaktorgesetz angewendet. Dabei wird von der
Annahme ausgegangen, dass die Reibschubspannung 7y abhéngig von der Schub-
flieBspannung ks des weicheren Werkstoffs ist [Klo17].

TR =m - ks (2.19)

Unter Anwendung des FlieSkriteriums nach von Mises gilt fiir das Reibfaktorgesetz:

L
75

Gegeniiber dem Coulombschen Reibgesetz iiberschitzt das Reibfaktorgesetz die

(2.15)

TR =M -

Reibschubspannung fiir kleine Kontaktnormalspannungen. Wannheim und Bay ha-
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ben aufbauend auf den Erkenntnissen von [Sha63], ein Reibgesetz vorgeschlagen,
in welchem die Reibschubspannung gegen die Schubflief3spannung ks tendiert
[Bay87; Bay00], wodurch ein Ubergang zwischen Coulombschem Reibgesetz und
Reibfaktorgesetz geschaffen wurde.

2.4 Ermittlung von FlieBkurven mittels Flachstauchversuch

Die Ermittlung der fiir die numerische Berechnung erforderlichen FlieSkurven er-
folgt nach der Empfehlung von [DMS86] und der Arbeit von [GFA20] aufgrund
der guten Ubereinstimmung mit dem Zylinderstauchversuch sowie des sehr hohen
erreichbaren Umformgrades durch den Flachstauchversuch. Der Flachstauchversuch
eignet sich vor allem zur Ermittlung von FlieBkurven fiir die Verfahren der Blech-
massivumformung, welche sich durch hohe Umformgrade und verfahrenswirksame
Druckspannungen auszeichnen. Gleichzeitig erweist sich die Probenherstellung fiir
den Flachstauchversuch im Vergleich zum Zugversuch oder auch dem Zylinder-
stauchversuch als vergleichsweise einfach [Bec94]. Eine schematische Darstellung
des Flachstauchversuchs ist in Abbildung 2.7 dargestellt.

Probe Stempel F
h1 h

¢ L~

z h a 0
Tz,y
x

Abbildung 2.7: Schematische Darstellung des Flachstauchversuchs nach [Klo17]

Beim Flachstauchversuch werden zwei parallel gegeniiberliegende Stempel mit
gleicher Stempelbreite a in die Probe gedriickt [Bec94]. Durch Messung des Stem-
pelabstands h und der benétigten Stempelkraft F, lésst sich so unter der Annahme
eines ebenen Spannungszustands ¢, = 0 die mittlere wirkende Spannung k., und

27



der Umformgrad ¢ mittels der wirkenden Kontaktfldche, beschrieben durch Stem-
pelbreite a und Stempellédnge b, nach Tresca mit

kw,Trcsca - M (216)
a-b
PTresca = In <E) (2.17)
ho
und nach Mieses
V3 F(p)

w,Mises — 2 a-b (218)

k
2 h1 2 h1 b1 b1 ?
ises — = I§ - 1 — -1 — 1 — 2.1
= 2 () () () o (B) e
bestimmen [DMS86; Lov06].
Unter der Annahme, dass keine Breitung in y-Richtung erfolgt (b; = bo) gilt

2 h1
ises — ——= In{— ). 2.20
M 73 ( h0> (2.20)
Eine genauere Losung der Breitung ist mit dem Ansatz von [Aks15] moglich. Dabei
gilt:
h1 m
bi=0by [1+Cp, —Cp | — (2.21)
ho
mit
by
Ch=—20 (2.22)

- ()"

Ein ebener Spannungszustand kann dabei nach [Bec94] bei einem Proben-Stempel-
breitenverhaltnis von b/a > 6 angenommen werden. In vorangegangener Literatur
wird jedoch von einem ebenen Spannungszustand bei b/ho < 6 ausgegangen,
welcher jedoch nur fiir den Sonderfall a = ho gilt [Bec94]. Zur Beriicksichtigung der
Reibung im Flachstauchversuch wird eine iiber die Versuchszeit konstante und {iber
die Kontaktflache gleichverteilte Coulombsche Reibung p angenommen. Durch den
Einsatz eines Streifenmodells 14sst sich so eine Differentialgleichung erster Ordnung
herleiten [Bec94]. Damit ergibt sich der Zusammenhang zwischen Flie3spannung
k¢ und der mittleren Spannung k., mit
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_ pa  Lhy _
kw = ke (1+ 57+ 4a) =ke(1+ RA + SA). (2.23)

Dabei steht der Term RA fiir den Reibungsanteil und S A fiir den Schiebungsanteil,
welche im Prozess auftreten. [Bec94] zeigt, dass ein Blechdicken-Stempelverhiltnis
von a/ho = 1 ein optimales Reib-Schiebungsverhiltnis erzeugt. Uber den Umform-
grad nimmt dabei der Reibungsanteil zu und der Schiebungsanteil ab. Die von
[Bec94] untersuchte Breitendnderung weist mit 2 % keinen signifikanten Einfluss
auf die FlieSspannung auf und kann somit vernachléssigt werden. Aufbauend auf
der Zusammenfassung der Erkenntnisse und Vorstellung des Vorgehensmodells von
[Lov06] zur Charakterisierung von Warmblechen stellt [Che20] eine verbesserte Me-
thodik mit gerundete Versuchswerkzeugen vor, welche die Nachteile der klassischen
Methode iiberwindet.

2.5 Versagensgrenzen

Versagensgrenzen von umformtechnischen Prozessen sind auf materialspezifische
Eigenschaften als auch auf die Prozessfithrung zuriickzufiihren. Materialspezifische
Versagensgrenzen zeichnen sich dabei vor allem als Risse ab, welche bei duktilen
Werkstoffen durch Porenwachstum entstehen. Dabei treten allgemein Risse im Pro-
zess auf, wenn bei der Herstellung des Werkstiicks die maximale Formanderung
des Halbzeugs das Grenzforménderungsvermogen des Materials erreicht. Durch
die initiierten Risse werden Produkteigenschaften wesentlich beeinflusst, was sich
auswirkt in einer geringeren Belastbarkeit des Produktes und der reduzierten Versa-

gensgrenze.

Als KenngroBe des Formédnderungsvermdgens von Werkstoffen wird hiufig der
Bruchumformgrad herangezogen, welcher typischerweise durch einen Zugversuch
bestimmt wird. Jedoch ist das Formanderungsvermégen abhéngig vom wirkenden
Spannungszustand sowie der zeitlichen Entwicklung [Lat66] nach [Bre07] und
[Dah93]. [[Ste65] nach [Bre07]] zeigt, dass der hydrostatische Spannungszustand
om = 1/3(01 + o2 + 03) bezogen auf die FlieBspannung k; eine wesentliche Ab-
héngigkeit der Grenzformadnderung darstellt. Zur Beschreibung des Risseintritts
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auf Grundlage der Erkenntnisse wurden unterschiedliche Formulierungen herge-
leitet. Eine detaillierte Ubersicht zu allen Ansitzen beschreibt [Bre07] in seiner
Arbeit. Heutige Ansitze lassen sich allgemein in makromechanische zeitunabhéngi-
ge, makromechanische zeitabhidngige und mikromechanische Schédigungskriterien
unterteilen. Dabei erméglicht keins der bisher vorhandenen Schiadigungskriterien
eine allgemeingiiltige, zuverldssige Rissvorhersage, weshalb Bauer den Ansatz iiber

kiinstliche neuronale Netze verfolgt. [Bre07]

Untersuchungen von [Rull18] zum Spaltprofilieren zeigen des Weiteren, dass das
Schadigungsmodell nach Lemaitre keine Vorhersage des Spalt- und Rollprofilierens
ermoglicht. Allgemein lésst sich ableiten, dass mit Zunahme der Vorhersagequalitit
die Gleichungskomplexitét als auch der Aufwand zur Bestimmung der Koeffizienten
zunimmt. Fiir die vorliegende Arbeit werden die Ansitze der makromechanischen
zeitunabhéngigen und die der makromechanischen zeitabhdngigen Schédigungskri-
terien aufgezeigt.

Unter makromechanischen zeitunabhédngigen Schiadigungskriterien versteht man
Schéadigungshypothesen, welche den jeweiligen aktuellen Zustand betrachten, ohne
den vorherigen Zustand zu beriicksichtigen [Bre07]. Die gingigsten makromechani-
schen zeitunabhéngigen Schidigungskriterien weisen dabei Abhéngigkeiten vom
wirkenden Hauptspannungszustand, der Flie3kurve und dem Bruchumformgrad
auf, vgl. Tabelle 2.2. Beziiglich der Hauptspannungen gilt o1 > o2 > o3.

Betrachtet man die dargelegten Gleichungen der zeitunabhéngigen Schadigungskri-
terien, zeigt sich, dass die Ansétze der Vergleichsspannung und des Vergleichsum-
formgrads den wirkenden Spannungszustand nicht beriicksichtigen. Beziiglich der
maximalen Vergleichsforménderung wird dabei hdufig der Bruchumformgrad aus
Zugversuchen verwendet, welche im Vergleich zu Druckversuchen geringer ausféllt.
Weiterhin tritt im Druckversuch der maximale Umformgrad im Bauteilinneren auf,
wohingegen die Schidigungsinitiierung am Bauteilrand zu erwarten ist. Analog
gilt dies fiir das Schadigungskriterium der Vergleichsspannung. Eine Erweiterung
der grundlegenden Ansétze sind die bezogene erste Hauptnormalspannung, das
Modell nach Gosh sowie der Ansatz von Zhao u. Kuhn, welche Analogien zum
Grenzformédnderungsschaubild aufzeigen. [Bre07]

Makromechanisch zeitabhéngige Schiadigungsmodelle unterscheiden sich im We-
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Tabelle 2.2: Makromechanische zeitunabhdngige Schadigungskriterien nach

[Bre07]

Hypothese Gleichung
Vergleichsspannung D,, = oy

o1
bezogene Hauptnormalspannung D;, = o
Vergleichsformdnderung D, = ¢B
Gosh Dgosh = (1 + 2) . 0—12

02

1

Zhao u. Kuhn Dzx = ot — 5 Pt

sentlichen von den zeitunabhiangigen Modellen durch die Erweiterung der Gleichung
um das Integral, welches die zeitabhingige Spannungs- und Umformbhistorie mit
berticksichtigt. In Tabelle 2.3 sind die wichtigsten zeitabhéngigen Schadigungskri-
terien dargelegt. Der wesentliche Anteil der Schddigungsmodelle basiert auf der
Hypothese, dass das Umformvermégen erschopft ist, wenn die iiber dem Umform-
grad integrierten maximalen Zugspannungen einen kritischen Wert erreichen. Dabei
werden die zweite und dritte Hauptnormalspannung nicht weiter berticksichtigt.
[Bre07]

Untersuchungen der duktilen Bruchmechanismen von [BF07] an mittelfesten und
hochfesten Stahlen zeigen unter Verwendung einer doppelt gekerbten Rohrprobe
im Zug und Torsionsversuch, dass die Spannungstriaxialitdt n kein ausreichendes

Versagenskriterium darstellt.
n= Um/UV,Mises (224)

om = 1/3(01 + 02 + 03) (2.25)

Dabei zeigen die Bruchflachen der untersuchten Proben zwei deutlich unterschiedli-
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che Bruchmechanismen in Abhéngigkeit des Spannungszustands. Bei hoher Span-
nungstriaxialitédt sind die Bruchfldchen mit grof3en und tiefen Griibchen bedeckt, was
darauf hindeutet, dass das Wachstum und die innere Einschniirung von Hohlrdumen
den maf3geblichen Bruchmechanismus darstellen. Im Falle einer niedrigen Triaxiali-
tét sind die Bruchflachen mit kleinen, 14anglichen Schergriibchen bedeckt, was auf
Scherspannungen der inneren Hohlrdume hinweist. [BFO7] Zur Beschreibung der
verschiedenen deviatorischen Spannungszustdnde wird der Lode Winkel 6 einge-
fiihrt [DP12]. Aufbauend auf dem Lode-Winkel basiert das Schiadigungskriterium
Modifed Mohr-Coulomb"[San21]. Nach [Her20] ergibt sich der Lode-Winkel nach:

0=1-— g - arccos (ﬁ) (2.26)
T 2 - OV Mises
Js = (01 —0m) (02 — 0m) - (03 — om) (2.27)

Zur vollstdndigen Beschreibung des Modifed Mohr-Coulomb (MMC) Schédigungs-
kriteriums werden aufwendige hybride experimentell-numerische Ansétze bendtigt
[Gra21]. Der optimale Parameterraum wird durch simulative Untersuchungen des zu
untersuchenden Prozesses beziiglich des zeitlichen Verlaufs der Triaxialitat und des
Lode-Parameters ermittelt und durch die Kalibrierversuche abgebildet [Gra21]. Der
Umfang und die Genauigkeit des Ansatzes hédngen dabei von den durchzufithrenden
Kalibrierversuchen ab [Gra21].

[BWO8] zeigt in seiner Arbeit erstmals Spannungs-Dehnungszustdnde in Abhingig-
keit der Triaxialitdt und des Lode-Winkels. [Che19] und [Sam22] erweitern die
Darstellung mit Vergleichsversuchen zur Ermittlung der Versagenskennwerte, vgl.
Abbildung 2.8.

2.5.1 Charakterisierung der Versagensgrenze

Zur Charakterisierung des Versagenseintritts in Abhéngigkeit der Triaxialtat- und des
Lode-Winkels, werden unterschiedliche Vergleichsversuche benétigt. Dabei konnen
die Charakterisierungsversuche analog zur Klassifikation der Umformverfahren in die
Gruppe der Blechumformung und der Massivumformung eingeteilt werden [NM21].
Die Charakterisierung der Versagensgrenze fiir Bleche, erfolgt dabei beispielsweise
durch den Flachzugversuch, den hydraulischen Tiefungsversuch, den Nakajima
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Abbildung 2.8: Spannungszustande und Vergleichsversuche zur Bestimmung des
Modified Mohr-Coulomb Versagenskriterium, i. A. a. [BW08; Che19;
Sam22]

Test sowie unterschiedliche Geometrien fiir den ebenen Scherzugversuch und den
ebenen Torsionsversuch [NM21; Tra20; Mag19]. Fiir die Massivumformung schlagen
[NM21; GRM96; Chr17] unterschiedliche Formen des Stauchversuches vor, wie den

Zylinder- und Ringstauchversuch sowie eine spezielle Scherzugversuchsgeometrie.

Einflussgroflen auf die Versagensgrenze haben dabei nach [RM16] die mechanisch
bearbeitete Oberfldche sowie ein nicht proportionaler Lastpfad. [RM16] weist nach,
dass die zerspanende Bearbeitung durch Frésen die besten Ergebnisse hinsichtlich
der erreichbaren Bruchdehnungen ermdglicht.

Die Ermittlung des maximal erreichbaren Umformgrads bis zum Bruch, erfolgt
in den meisten Versuchen durch digitale Bildkorrelation (DIC, engl. digital image
correlation), welche anschlief3end durch simulative Ergebnisse hinsichtlich, Deh-
nung, Spannung, Triaxialitdt und Lode-Winkel ergénzt werden [QK21]. Das in der
Simulation verwendete Materialmodell hat somit einen wesentlichen Einfluss in
der gesamten Versagenscharakterisierung [QK21]. Die experimentellen Ergebnisse
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von [LDM12; BBP04; Foul3] zeigen, dass die Anisotropie einen Einfluss auf die
Versagensgrenze nimmt. Eine Vorgehensweise zur Ermittlung und Kalibrierung des
modifizierten Mohr-Coulomb Versagenskriteriums wird in [Gra21] dargelegt.
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Tabelle 2.3: Makromechanische zeitabhingige Schadigungskriterieni. A. an [Bre07]

und [Yin15]
Hypothese Gleichung
$v,B Om
Ayada Dayada = /0 ;dwv
$v,B 20.1
D rozzo — —d v
Brozzo B /0 Ep— )
$v,B
Crockeroft DcrL = / max (o1, 0) dpy
und Latham 0
normalisiert ov.B o1
Crockeroft Ducr = / max <;,0> dpy
0 v
und Latham
©v,B
Freudenthal D¥reud. = /0 oydpy

Rice und Trace

#v,B o
Drr = / C1 + Cae” 7*dpy,
0

Modified
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$v,B
Duvme = / f(n,0)des
0
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3 Entwicklung der Verfahrenstechnologie
Lochwalzen

Im Folgenden wird das Verfahren Lochwalzen technologisch beschrieben und mog-
liche Verfahrenskonzepte vorgestellt. Aufbauend auf dem wissenschaftlichen und
technischen Kenntnisstand werden prozessidhnliche Verfahren und deren Zusam-
menhénge abgeleitet und diskutiert.

3.1 Verfahrensbeschreibung Lochwalzen

Werden die in Kapitel 2 vorgestellten Verfahren Spalten, FlieBspalten und Spalt-
profilieren betrachtet, so ist die Verfahrensentwicklung von einem rotatorischen
inkrementellen Prozess mit Bearbeitung der Auflenkante auf einen linearen in-
krementellen Prozess mit Auflenkontur und Erzeugung eines Umformbereichs mit
einem hydrostatischen Druckspannungszustand ersichtlich. Die durch die inkremen-
telle Umformung erreichten Produkteigenschaften der geringen Oberflachenrauheit,
steigenden Harte und des ultra feinkornigen Gefiiges (UFG), basieren auf dem
inkrementellen Werkzeugeingriff an der Blechkante [Miih21*]. Die damit erzielten
Produkteigenschaften bieten ein hohes Potential fiir die umformtechnische Rea-
lisierung von Funktionsflachen in diinnwandigen Strukturen. Anforderungen an
Produkte in mechanischen Strukturen werden durch technische Dokumente spe-
zifiziert, wie diese bei Lagerschalen oder Lagersitzen auftreten. Dabei lassen sich
Funktionsflachen mit spezifischen Produkteigenschaften in diinnwandigen Struk-
turen durch umformtechnische Prozesse wie dem Scherschneiden, Kragenziehen,
Knickbauchen oder FlieBBlochformen bisher nicht ohne nachgelagerte zerspanende
oder Oberflachenbehandlungsverfahren herstellen.
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Das Lochwalzen tiiberfithrt den Verfahrensansatz vom Spalten der Auf3enkontur
auf die Herstellung von Innenkonturen in Blechhalbzeuge und stellt somit einen
neuen umformtechnischen Prozess dar. Durch den inkrementellen Werkzeugein-
griff in der Innenkontur entsteht dabei ein doppelseitiger Kragen, welcher &hnliche
Prozesseigenschaften wie das Spalten und FlieBspalten aufweist und eine Rege-
lung der Geometrie sowie von Produkteigenschaften ermoglicht, vgl. Abbildung
3.1. Verglichen mit den Verfahren Flie@spalten und Spaltprofilieren, kommt ana-
log zum Spalten ausschlief3lich eine Spaltwalze ohne Hilfswalzen zum Einsatz. In
Abbildung 3.1 ist schematisch eine Mdglichkeit der Relativbewegung mittels einer
Drehmaschinenkinematik dargestellt. Dabei wird das Werkstiick durch die Rotati-
onsachse w rotatorisch angetrieben. Durch die Uberlagerung des radialen Vorschubs
vy des Werkzeugs entsteht eine ebene Relativbewegung zwischen Werkzeug und
Werkstiick, welche zur Umformung des doppelseitigen Kragens fiihrt. Aufgrund des
rotatorisch gelagerten Werkzeugs kommt es im Werkzeug-Werkstiickkontakt zu einer
passiven Walzbewegung. Die dabei auftretenden verfahrenswirksamen Spannungen
stellen sich dhnlich dem Spalten von Blechronden als radiale Druckspannungen o
ein. Im Bereich des Werkzeugeingriffs resultieren daraus axiale und tangentiale

Druckspannungen. [Kno20*]

rot. gelagertes

Walz-
©) -H- werkzeug
(8] $3) o
r
@ AL .
<A LE
&) O o,
@ -~ Blech
Werkstiick-
trager

Abbildung 3.1: Schematische Darstellung des Lochwalzprozesses anhand der ex-
perimentell verwendeten Drehmaschinenkinematik und der verfah-
renswirksamen Spannungen
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Aufgrund des inkrementellen einseitigen Werkzeugeingriffs bildet sich der Kragen
in der Hohe und der Dicke abhéngig von den Werkzeug- und Maschinenparameter,
Prozessparametern und den Halbzeugeigenschaften frei aus. Der Materialfluss wird
dabei nicht durch zusétzliche Werkzeuge beschrénkt. Bisherige Untersuchungen
beschréanken sich im Vergleich zu den in Kapitel 2.1 vorgestellten Verfahren auf die
zylindrisch ausgefiihrte Probengeometrien. Es besteht jedoch die Méglichkeit die
Walzwelle sowohl konisch, konvex als auch spitzwinklig auszufiihren, um nicht zy-
lindrische oder symmetrische innenliegende Kragen herzustellen. Ebenso lassen sich
durch unabhéngig Freiheitsgrade der Bewegungstrajektorie jegliche Polygongeome-
trien mit gerundeten Ecken herstellen. Dabei kénnen die Polygone aus zylindrischen
oder auch nicht zylindrischen Lochern hergestellt werden, wodurch spezifische Kra-
gendicken und -stérken erreichbar sind. Die Herstellung der Vorkontur kann dabei
zerspanend, scherschneidend oder auch durch das Laserstrahlschneiden erfolgen.
Das Scherschneiden bietet sich dabei fiir Lochwalzen im Folgeverbundwerkzeug an,
kann jedoch auch in einem Prozessschritt durchgefiihrt werden. Nach der Herstel-
lung der Vorkontur, wird durch ein senkrecht zur Blechebene rotierend gelagertes
Walzwerkzeug die Umformung des doppelseitigen Kragens realisiert. Dabei kann die
Relativbewegung zwischen Werkstiick und Werkzeug sowohl durch das Werkzeug
als auch durch das Werkstiick oder durch eine Kombination erfolgen, wodurch eine
Vielzahl von unterschiedlichen Kinematiken zur Prozessgestaltung moglich sind, vgl.
Abbildung 3.1 und 3.2. [Kno20*]

Die Einordnung des Verfahrens Lochwalzen kann anhand der in Kapitel 2 beschrie-
benen Klassifkationsansétze durchgefiihrt werden. Dabei lésst sich das Lochwalzen
nach [Kno20*] anhand der verfahrenswirksamen radialen Druckspannungen den
Druckumformverfahren DIN 8583-1 zuordnen. Im Bereich der Druckumformung
kann das Lochwalzen weiterhin aufgrund des rotierenden Werkzeugeingriffs am ehe-
sten dem Walzen DIN 8583-2 zugeordnet werden. Eine weitere Klassifikation nach
DIN 8583-2 erscheint hingegen als nicht zielfithrend. Beziiglich der Halbzeugtem-
peratur, weist das Lochwalzen die typischen Merkmale der Kaltmassivumformung
auf. Es ist jedoch durchaus moglich, den Prozess Lochwalzen mit Halbzeugtem-
peraturen oberhalb von 600 °C durchzufiihren, womit das Klassifikationsmerkmal
der Halbzeugtemperatur von der jeweiligen Prozessgestaltung abhéngt. Die nach
[Mer12] beschriebenen Klassifikationsmerkmale der Blechmassivumformung sowie
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die Klassifikationsmerkmale der inkrementellen Umformverfahren nach [GJO1] sind
ebenfalls erfiillt, weshalb sich hier auch das Lochwalzen einordnen lésst.

Zur industriellen Realisierung des Lochwalzprozesses entwickelt [Spi22a**] in sei-
ner Arbeit ein Folgeverbundwerkzeug zum Lochwalzen, welches auf konventionellen
Servomotorspindelpressen einsetzbar ist. Dabei wird das Vorloch mittels konven-
tionellem Scherschneiden hergestellt und in der weiteren Prozessstufe die ebene
Relativbewegung zwischen Werkzeug und Werkstiick realisiert. Die radiale Zustel-
lung r im Folgeverbundwerkzeug von [Spi22a**] erfolgt dabei iiber ein Keilgetriebe
in Abhéngigkeit des Pressenhubs z, wodurch eine hubabhéngige radiale Aufweitung
erfolgt, vgl. Abbildung 3.2.

T
Keilgetriebe
r=[f(z)

rot. gelagerter
E/Walzstempel

b

——Schneidstempel

—Blech
Niederhalter

nl
[

— |

——Schneidmatrize

[ — | ——~Gasdruckfeder

w
IQ - = \1 Torquemotor

=

=

Abbildung 3.2: Schematische Darstellung der Werkzeugkinematik zum Lochwalzen
in einer Servomotorspindelpresse

Zur Realisierung der Rotationsachse kommen im Folgeverbundwerkzeug zwei Tor-
quemotoren zum Einsatz, welche die ebene Werkzeugbewegung vervollstandigen.
Die Aufnahme der auftretenden Prozesskréfte erfolgt durch die Niederhalter und das
Sdulenfiihrungsgestell. Die benétigte Klemmbkraft wird dabei durch den Pressenhub
und die Gasdruckfedern realisiert, welche ebenso gewéahrleisten, dass der Loch-
walzprozess durchgehend mittig zur Walzstempeleinspannung erfolgt. Die mittige
Prozessdurchfiihrung verhindert dabei eine asymmetrische Durchbiegung des Walz-
stempels und ermoglicht somit eine symmetrische Kragenform. Durch den Wechsel
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des Stanzstempels und des Walzstempels kénnen mit dem Folgeverbundwerkzeug
unterschiedliche Durchmesser und Formen realisiert werden. [Spi22a**]

Zur Befahigung des mehrstufigen Werkzeugs zur online Regelung von Produkt-
eigenschaften wie dem Martensitgehalt, wird in [Spi22b*] die Integration eines
Barkhausenrauschsensors in das Walzwerkzeug dargelegt und diskutiert.

3.2 EinflussgrofRen beim Lochwalzen

Der Lochwalzprozess weist wie alle Umformprozesse vielschichtige Abhéngigkeiten
zwischen Halbzeugeigenschaften, Maschine, Umformparametern und tribologischen
Eigenschaften auf, vgl. Abbildung 3.3. Dabei beeinflussen alle Parameter sowohl die
direkt messbaren Prozessparameter als auch Produkteigenschaften des Lochwalzer-
zeugnisses, wie beispielsweise Prozesskraft, Kragenhohe und Durchmesser. Neben
den direkt messbaren Prozessgro3en lassen sich indirekt oder offline messbare Pro-
dukteigenschaften wie Harte, Mikrogefiige und Oberflachenrauheit beeinflussen. Die
hier dargelegten Einflussparameter stellen die zum jetzigen technischen Kenntnis-
stand wichtigsten Einflussparameter auf die Produkteigenschaften des Lochwalzens
dar.

Aufgrund des inkrementellen Werkzeugeingriffs eignet sich der Umformprozess
Lochwalzen zur Regelung von Produkteigenschaften. Hierzu konnen hauptsachlich
die Umformparameter Drehzahl w, radialer Vorschub v, und Aufweitradius r als
StellgroRen eingesetzt werden. Aufgrund des einseitigen Werkzeugeingriffs und
damit dem freien Materialfluss in zwei Raumrichtungen, formt sich der Kragen
aufgrund der Geschwindigkeits- und Temperaturabhéngigkeit der Flief3kurve bei
gleichem Aufweitradius r zu unterschiedlichen Kragenhohen aus. Einhergehend
verdndert sich aufgrund der Volumenkonstanz die Kragendicke. Ebenso l&sst sich
die FlieSkurve durch unterschiedliche Blechtemperaturen beeinflussen, welche so-
wohl durch zusétzliche Erwdrmung als auch durch Umformenergie frei werdenden
Warme erfolgen kann. Weiterhin wurde in der Arbeit von [Spi22b*] gezeigt, dass
abhéngig von der Umformgeschwindigkeit fiir gleiche Umformgrade, unterschied-
liche Martensitgehalte im Halbzeug 1.4301 eingestellt werden konnen. Wie aus
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Halbzeug- Werkzeug- Maschinen-| [Tribologische Umform-
parameter parameter parameter Parameter parameter
Material *Wellen- * Steifigkeit *Schmier- *Drehzahl w
*E-Modul F durchmesser] |*Rundlauf- stoff
*FliefBkurve k¢| |*Rauheit genauigkeitt |*Rauheit eradialer
*Einspan- *Fiithrungs- Vorschub v,
Geometrie nung genauigkeit
*Blechdicke sq ' l * Aufweit-
- radius r
Vorloch Prozessparameter : Lochwalzerzeugnis
e Herstell- e Umformkraft | *Kragenhohe h e Temperatur
verfahren -‘ *Umform- | *Durchmesser d l-
eKanten- geschwindigkeit |*Oberldchenrauheit eBahnkurve
qualitit *Umform- | *Harte
temperatur | *Formgenauigkeit

Abbildung 3.3: Einflussparameter auf die Prozessparameter und das Lochwalzer-
zeugnis i. A. a. [Lan90]

der Arbeit von [Vu¢10] bekannt, lassen sich die Oberflichenrauheiten der Spalt-
profile durch die Werkzeugrauheit beeinflussen. Hingegen zeigen Versuche beim
linearen FlieBspalten, dass die Herstellverfahren zur Herstellung der Au3enkante
keinen signifikanten Einfluss auf die Prozessparameter haben. [Vog22**] hat fiir
das Lochwalzen die von Vucic untersuchten Prozesseinfliisse durch das Vorloch
und der Walzenrauheiten in seiner Arbeit experimentell analysiert und beschrieben.
Dabei zeigte [Vog22**], dass die Oberflachenqualitdt des Lochwalzerzeugnisses
dquivalent zur Oberflachenrauheit des gedrehten Walzwerkzeugs ist. In Abbildung
3.4 ist zu erkennen, dass die durch das Drehen hervorgerufenen Rauheitsprofile
sich im Lochwalzerzeugnis einpragen. Weiterhin konnte gezeigt werden, dass eine
kugelgestrahlte Welle mit stochastischem Rauheitsprofil ebenfalls ein stochastisches
Rauheitsprofil im Lochwalzerzeugnis aufweist. Dabei liegt die arithmetische Rautiefe
der gewalzten Oberfldche unterhalb der Rautiefe des Walzwerkzeugs. Umformpa-
rameter wie Drehzahl, radiale Vorschubgeschwindigkeit und Aufweitradius haben

ok

nach den Erkenntnissen von [Vog22**] keinen nachweisbaren Einfluss auf die Ober-
flichenrauheit. Ebenso ist kein signifikanter Einfluss der Wellenrauheit auf die

Kragenhohe und Prozesskraft nachweisbar.
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Abbildung 3.4: Mikroskopaufnahme der Oberflaichenrauheit des Lochwalzerzeug-
nisses bei a) gedrehter und b) kugelgestrahlter Walzwelle

Neben der Untersuchung zur Wellenrauheit weist [Vog22**] weiterhin einen Einfluss
des Vorlochprozesses auf die Rissbildung im Walzgrund nach, vgl. Abbildung 3.5.
Dabei zeigen sich Risse im Walzgrund bei gestanzten Proben. Hingegen konnten bei
gebohrten oder auch geriebenen Proben keine Risse im Walzgrund nachgewiesen
werden. Inwiefern Risse bei gestanzten Proben im Zusammenhang mit der Kalt-
verfestigung der Scherzone [Kol20] oder der Asymmetrie der Prozessfiihrung der
Drehmaschine stehen, konnte nicht abschliel3end geklart werden. Eine Zunahme
der Rissbildung anhand der von [Vog22**] eingefiihrten optischen Klassifikation,
konnte im Zusammenhang mit der Verdnderung des Schneidspalts beim Stanzen
und damit einhergehend dem Anstieg des Glattschnittanteils beobachtet werden.

Hartesteigerungen und die Entstehung von ultra feinkérnigen Gefiigen (UFG) sind
typisch fiir Prozesse der Kaltmassivumformung mit hohem Umformgrad. Untersu-
chungen von [Miih21*] zeigen dquivalent zum Spaltprofilieren eine Hartesteigerung
im Randbereich der Walzoberflache auf. Fiir das Material DC04 werden Hértesteige-
rungen von bis zu 190 HV 1 erreicht, welche bereits bei kleinen Aufweitverhéltnissen
von 0,7 erzielt werden. Die Hértesteigerung lasst sich dabei bis zu einer Randschicht-
tiefe von bis zu 3 mm nachweisen und ist in diesem Bereich ndherungsweise linear.
Das auftretende UFG weist im Blechmittenbereich nadelformige Koérner (Abbildung
3.6 ¢) und in der Kragenspitze feinkdrnige globulare Kérner (Abbildung 3.6 d) auf.
Die Korngro3e des UFG liegt dabei, bei weniger als 1 pm. [M{ih21*] Damit weist
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gerieben

gebohrt

gestanzt

Kragenhéhe h ‘

Abbildung 3.5: Mikroskopaufnahme der Oberflachenrauheit in Abhéngigkeit des
Vorlochherstellungsprozesses (gerieben, gebohrt, gestanzt) und
anschlieRendes Lochwalzen von DC04

das Lochwalzen beim DC04 &dhnlich zu den Untersuchungen des Spaltwalzens von
[GVJO7; Miil08; Boh10; Kaul3] am Material DD11 und ZStE 500 Korngrof3en in Ab-
héngigkeit der Kragenhohe und in Abhéngigkeit von Oberfldchentiefe im Spaltgrund
auf. Abbildung 3.6 stellt fiir das Lochwalzen die unterschiedlichen Kornfeinungen
in Abhéangigkeit der Umformzone dar. Fiir das Material 1.4301 weist [Spi23*] eine
Hartesteigerung in Abhéngigkeit von der Drehzahl nach. Die Kragenhohe wird hin-
gegen nicht von der Drehzahl, sondern von der radialen Vorschubgeschwindigkeit
beeinflusst. Dadurch ist eine Mehrgrof3enregelung der Produkteigenschaften Harte
und Kragenhohe aufgrund der unterschiedlichen Einfliisse der Steuergroien auf
diese Eigenschaften moglich.

Eine wirtschaftliche Betrachtung des Lochwalzprozesses und die moglichen An-
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a)

Abbildung 3.6: a) Schliffbild der Kragengeometrie, b) Grundgefiige, c) Gefiige in der
Kragenmitte, d) Geflige im duBeren Bereichs der Umformzone

wendungsfille untersuchte [Ocm21**] mit Hilfe von Experteninterviews und einer
Online-Umfrage. Dabei zeigte sich, dass das Lochwalzen, was sich zum derzeitigen
Zeitpunkt im Technologiereifegrad vier [Man95] befand, laut Experten ein hohes
Potential fiir zukiinftige Produkte wie Lagersitze und Pressverbdnde aufweist. Dabei
wird im Vergleich zur zerspanenden Herstellung von Lagersitzen in Blechstrukturen
die gesteigerte Festigkeit und Verschleil3festigkeit hervorgehoben.

Steifigkeitsuntersuchungen des Lochwalzerzeugnises wurden von [Bar20**] simu-
lativ durchgefiihrt. Dabei wurden sowohl die Radialsteifigkeit als auch die Biege-
steifigkeit fiir das Lochwalzen, Kragenziehen und Flie8lochformen analysiert. Die
Ergebnisse der Untersuchungen sind fiir das Lochwalzen und das Kragenziehen in
Abbildung 3.7 zusammengefasst dargestellt. Es zeigt sich, dass bei gleichen Halb-
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zeugparametern und Aufweitverhaltnissen sowohl eine Steigerung der Radial- als
auch der Biegesteifigkeit der Funktionsflache erreicht wird. Die Radialsteifigkeit
nimmt mit zunehmendem Innenradius beim Lochwalzen zu. Hingegen wird beim
Kragenziehen ein abnehmender Gradient beziiglich der Radialsteifigkeit beobachtet.
Im vorliegenden Fall wird durch das Lochwalzen im Vergleich zum Kragenziehen eine
Steigerung der Radialsteifigkeit von 225 % und eine Erhohung der Biegesteifigkeit
von 175 % erreicht.

Al
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(a) Simulative Randbedingungen fir die Er- (b) Simulative Randbedingungen fiir die Er-
mittlung der radialen Steifigkeit mit der mittlung der Biegesteifigkeit mit Drehwin-
radialverschiebung Al kel o

.10° 108
T T T 1 I I I

2 mm 3 mm Blechdicke

Lochwalzen

------ Kragenziehen

Radialsteifigkeit in N/mm
Biegesteifigkeit in Nmm/rad

| | | 0
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(c) Radiale Steifigkeit beim Lochwalzen (d) Biegesteifigkeit beim Lochwalzen und
und Kragenziehen von DC04 in Abhan- Kragenziehen von DC04 in Abhéngig-
gigkeit des Innenradius und der Blech- keit des Innenradius und der Blech-
dicke dicke

Abbildung 3.7: Simulation der Radial- und Biegesteifigkeit beim Lochwalzen fiir
DCO04 bei einer Blechdicke von 2mm und 3 mm sowie einem An-
fangsdurchmesser von 4 mm nach [B&r20%*]
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4 Zielsetzung und Vorgehensweise

Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, das grundlegende Prozessversténdnis des Ver-
fahrens Lochwalzen durch experimentelle und simulative Untersuchungen dazulegen
und mathematische Zusammenhé&nge abzuleiten sowie Prozessgrenzen aufzuzeigen.
Durch die mathematischen Beschreibungen lassen sich zukiinftige ProzessgrofSen
ohne aufwendige numerische Berechnungsverfahren ndherungsweise bestimmen.
Diese konnen zukiinftig zur Auslegung neuer Werkzeuge und zur Regelung von
Produkteigenschaften beim Lochwalzen eingesetzt werden. Die mathematische
Beschreibung des Prozesses umfasst insbesondere die kinematischen Zusammen-
hinge des Lochwalzens, die Beschreibung der Kontaktflache zwischen Werkstiick
und Werkzeug in Abhingigkeit von prozessspezifischen Parametern, wie Material,
Blechdicke, Anfangsdurchmesser, Drehzahl und radiale Vorschubgeschwindigkeit,
die Ermittlung der Umformkréfte sowie die Beschreibung der maximal erreichba-
ren Geometrie. Zur Erreichung der Ziele werden experimentelle und simulative
Untersuchungen kombiniert. Dazu dienen die experimentellen Untersuchungen der
Ermittlung von Einflussgrofen auf das Produkt unter Beriicksichtigung der Umform-
und Prozessparameter unter realen Versuchsbedingungen. Die Experimente dienen
auch zur Modellvalidierung. Die Simulation ermoglicht des Weiteren die idealisierte
Untersuchung des Prozesses hinsichtlich orts- und zeitaufgeloster Prozessgrofien wie
Umformgrad, Dehnrate, Temperatur, Triaxialitdt und Lode-Winkel, welche fiir die
anschlieffenden mathematischen Prozessgrofen- und Prozessgrenzenbeschreibung

verwendet werden. Es lassen sich folgende Teilziele zusammenfassen:

1. Experimenteller Priifstandsaufbau und Kalibrierung der Messtechnik.

2. Versuchsdurchfithrung, Auswertung und Ableiten von Erkenntnissen.
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3. Simulative Lochwalzabbildung, Validierung und Untersuchung von Parameter-
einfliissen unter idealisierten Bedingungen. Ableiten orts- und zeitabhéngiger
Grofden.

4. Herleitung grundlegender analytischer Prozesszusammenhénge wie Kontakt-
fliche und Kontaktzeit.

5. Mathematische Beschreibung orts- und zeitabhéngiger Prozessgrof3en, wie Um-
formgrad, Dehnrate und Prozesskraft anhand simulativer und experimenteller
Ergebnisse.

6. Untersuchung der Prozessgrenzen beim Lochwalzen und Analyse der Versa-
gensmechanismen.

Anhand der Teilziele mit Ausrichtung auf die spatere Anwendbarkeit zur Auslegung
von neuen Lochwalzwerkzeugen und zur Regelung von Produkteigenschaften, so-
wie der bekannten Einflussparameter, Abbildung 3.3, lassen sich die wichtigsten
Einflussparamter zur Untersuchung auf die Halbzeug-, Werkzeug- und Maschinen-
paramter einschrédnken. Zur Untersuchung des Halbzeugeinflusses, bestehend aus
E-Modul, Streckgrenze, Zugfestigkeit, FlieBkurve, Vorlochdurchmesser und Blech-
dicke, werden drei Aluminiumlegierungen mit annéhernd gleichem E-Modul sowie
die Stahllegierung DC04 (1.0338) untersucht. Dabei werden die Prozessparameter
des Umformprozesses vollfaktoriell anhand drei radialer Vorschubgeschwindigkeiten
vy, zwei Drehzahlen w und sechs Innenradien r durchgefiihrt. Fiir jede Parameter-
kombination werden zwei experimentelle Versuche durchgefiihrt. Der Einfluss der
Blechdicke so wird bei den Aluminiumlegierungen in 0,5 mm Schritten unter Be-
riicksichtigung des vollfaktoriellen Umformparametersatzes bis zum Risseintritt am
Kragen untersucht. Beim DC04 wird des Weiteren der Einfluss des Anfangsloches
do analysiert. Die Untersuchungen der Halbzeugblechdickenschwankungen wird
anhand des Materials DCO4 unter Beriicksichtigung eines reduzierten Umformpa-
rametersatzes durchgefiihrt, vgl. 4.1. Die Blechdicke s,on wird hierzu durch ein
zerspanendes Fertigungsverfahren auf die jeweilige Blechdicke so reduziert. Durch
die zerspanende Bearbeitung des gleichen Halbzeugs wird eine unbeabsichtigte
Kaltverfestigung und damit einhergehend méglichst gleichbleibende FlieRkurve,
Streckgrenze und Zugfestigkeit gewédhrleistet. Die daraus resultierende Versuchsma-
trix fiir die experimentellen Versuche ist in Tabelle 4.1 dargestellt.
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Tabelle 4.1: Experimenteller Versuchsplan mit vollfaktoriellem Anteil

Halbzeug Umformparameter
Vollfaktoriell aufs Halbzeug
Material do,gebohrt S0 v, in w r
FE k¢ in mm inmm | mm/U | in U/min | in mm
AW-5083 8,2 1,5 0,03 50 5
2,0 0,1 800 6
2,5 0,2 7
3,0 8
AW-6082 8,2 1,5 9
2,0 10
2,5
3,0
DC04 8,2 2,0
10,2 2,0
12,2 2,0
DC04 8,2 1,7 0,03 50 5
(Halbzeug- 1,8 0,1 6
blechdicke 1,9 0,2 7
Sroh = 3mm 2,1 8
auf sy zerspant) 2,2 9
2,3 10
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5 Experimentelle Prozessfiihrung

Zur experimentellen Untersuchung des Lochwalzprozesses steht eine konventionel-
le Drehmaschine zur Verfiigung. Die Drehmaschinenkinematik eignet sich dabei
aufgrund der rotatorisch angetriebenen Hauptspindel und dem linear angetriebe-
nen Planschlitten zur Realisierung der ebenen Werkzeug-Werkstiickbewegung beim
Lochwalzen. Die Befdhigung der Drehmaschine durch konstruktive Mafnahmen
und die dazugehorige Messkette wird im Weiteren beschrieben. Zudem werden die
fiir die Auswertung benétigten Annahmen zur Datenverarbeitung der Messkette
erlautert.

5.1 Aufbau des Priifstandes

Der experimentelle Priifstand zum Lochwalzen wird auf Basis einer konventionellen
Drehmaschine der Firma Wagner Maschinen, DSC200X900 realisiert. Konventionelle
Drehmaschinen erméglichen einen drehzahlabhéngigen Antrieb des Langs- und
Planschlittens durch ein Stufengetriebe. Im vorliegenden Fall wird der Planschlitten
zur Realisierung des radialen Vorschubs r und die Hauptspindel zur Realisierung der
Rotation w eingesetzt, vgl. Abbildung 2.1. Auf dem Werkzeugtréger befindet sich das
in Abbildung 5.1 rechts dargestellte Werkzeugsystem mit Sensorik. Dabei sind im
Werkzeugsystem zwei Kraftsensoren (F; und F) 9031A der Firma Kistler verbaut,
welche durch den Ladungsverstirker Kistler 5080A in eine Spannung von £10V
gewandelt werden. Die Kraftsensoren dienen dabei der Erfassung der Prozesskraft
F,. Weiterhin wird iiber ein Pyrometer (CTLT25FCF Opris) die Prozesstemperatur
an der Kragenauf3enseite sowie der Werkzeugweg w durch den Wegsensor Burster
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8711 erfasst. Die Aufzeichnung der Messdaten erfolgt durch ein cRIO 9054 und der
Messkarte NI9215 der Firma National Instruments.

Abbildung 5.1: Schematische Darstellung des Priifstands und der Messpositionen
i. A. a. [Kno20%*]

5.2 Messwertverarbeitung

Zur weiteren Verwendung der Messdaten werden Steifigkeiten und Kalibrierwerte
im Postprozess berticksichtigt. Die wirkende Prozesskraft Fj, 1asst sich unter Beriick-
sichtigung des Nebenkraftflusses der Schraube iiber den Kalibrierwert ¢ = 1,157
nach

F,=c-(F1 + F») (5.1

bestimmen [Kno20*]. Unter Beriicksichtigung der Werkzeugsteifigkeit kann des
Weiteren die Werkzeugposition r im Prozess iiber

T=TM — k- FI;L (52)

beschrieben werden. Dabei beschreibt 7\ den am Werkzeughalter gemessenen
Radius. Die Werkzeugsteifigkeit ist dabei abhéngig vom Walzendurchmesser. Fiir die
Walzendurchmesser der Parameterstudie ergeben sich nachfolgende Steifigkeiten &
und Exponenten n, Tabelle 5.1.

Der Vergleich des aus dem korrigierten Werkzeugweg resultierenden Enddurch-

messer und dem gemessenen Durchmesser weist eine mittlere Abweichung von
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Tabelle 5.1: Koeffizienten zur Beriicksichtigung der Werkzeugsteifigkeit

dw k n
inmm | in mm/kN ‘
8,0 1,374 0,8201
10,0 0,559 0,9254
12,0 0,558 0,9183

—0,033 mm bei einer Standardabweichung von 0,27 mm {iber alle durchgefithrten
Versuche auf. Dabei treten die gro3ten Abweichungen im Bereich von 0 N bis 1500 N
auf, da in diesem Bereich die Werkzeugsteifigkeit unterschétzt wird, vgl. Abbildung
5.2.

2 \ I
Experiment
—Ar=%k-F"
1,5 | a
=
=
£ 1 s
&
=
0,5 .
0 | | | | | |
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000

Kraft in N

Abbildung 5.2: Kraft-Wegverlauf des Priifstandes bei einem Wellendurchmesser
von 8,0 mm

Untersuchungen zur Kragentemperatur haben gezeigt, dass die Erfassung der Prozess-
temperatur T}, mittels Pyrometermessung Tpy.. an der Kragenauf3enseite moglich ist.
Hierzu werden Thermoelemente des Typs K durch mittig zur Blechebene erodierte
Locher bis auf 2 mm, 3 mm, 4 mm an die Umformzone eingebracht, vgl. Abbildung
5.3.

53



: TPyr.

T / TTypK

P

234

Abbildung 5.3: Schematische Darstellung der Temperaturmessung

Der Vergleich der Pyrometermessung zur Thermoelementmessung ergibt bei einem
Abstand von 2 mm eine maximale Abweichung von 5 °C. Durch die variierten Mess-
positionen der Thermoelemente zum Abstand der Umformzone und gleichzeitiger
Messung der Pyrometertemperatur kann eine Ndherung auf die Prozesstemperatur
in der Umformzone erfolgen. Als Approximation wird hierzu der Ansatz

To(Tpyr.,, Ar) = C1 - Toyr. + C2 - Ar + C3 - Tpyr. - A1 (5.3)

herangezogen. Dabei gilt, dass Ar der Messabstand zwischen Umformzone und
Thermoelement ist. Die numerische Loésung wird in Matlab fiir das Material DC04
ermittelt. Dabei ergeben sich die Parameter Cy = 1,129, C> = —0,2625 C/mm und
C3 = —0,0571 mm ™~ 1. Fiir den Messabstand Ar = 0 mm, welcher die Prozesstem-
peratur in der Umformzone 7p beschreibt, gilt somit folgender Zusammenhang.

Ty = C1 - Tryr.. G4

Damit liegt die Temperatur in der Umformzone im untersuchten Temperaturbereich
von 20 °C bis 100 °C ndherungsweise 13 % hoher als die gemessene Pyrometertem-
peratur. Einfliisse der Geschwindigkeit und des Materials werden bei der Approxima-
tion nicht beriicksichtigt, konnen jedoch aufgrund der erzwungenen Konvektion und
der Warmeleitfahigkeit des Materials zu Abweichungen fiihren. Fiir den statischen
Fall und der Extrapolation des Messabstands ist die Ndherungsgleichung aufgrund
der nicht beriicksichtigten Randbedingungen nur begrenzt anwendbar.
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6 Experimentelle Ergebnisse

Auf Grundlage der in Kapitel 4 vorgestellten Versuchsmatrix werden im Folgenden
die experimentellen Ergebnisse aus den Untersuchungen dargestellt und diskutiert.
Die daraus abgeleiteten Erkenntnisse dienen anschlieend als Grundlage zur Modell-
bildung und Validierung des Lochwalzprozesses. In den nachfolgenden Diagrammen
wird fiir Messungen der Vertrauensbereich der Messergebnisse auf Grundlage der
Messmethode als Flache dargestellt.

6.1 Untersuchungen des Materials DC04

Die Untersuchungen mit dem Material DCO4 (1.0338) bei einer Blechdicke von
2,0mm zeigen, dass die radiale Vorschubgeschwindigkeit v, einen signifikanten
Einfluss auf die radiale Prozesskraft F}, hat, vgl. Abbildung 6.1. Dabei weist die
Prozesskraft zu Beginn des Lochwalzens einen hohen Gradienten auf, welcher mit
zunehmender Umformung in eine nahezu lineare Steigung iibergeht. Die gemes-
senen Radien r, die kleiner als der Anfangsradius ro sind (r < ry) sind durch die
Uberschitzung der Werkzeugsteifigkeit im Bereich von 0 N bis 1500 N bedingt,
vgl. Abbildung 5.2. Der Kraftunterschied zwischen den radialen Vorschubgeschwin-
digkeiten verlauft dabei ab einem Radius von 5,0 mm ndherungsweise parallel.
Untersuchungen des Einflusses der Drehzahl auf die Prozesskraft weisen bei DC04
keine signifikanten Einfliisse auf.

Abbildung 6.2 stellt den Einfluss von unterschiedlichen Anfangsradien r( auf die
Prozesskraft bei zwei radialen Vorschubgeschwindigkeiten v, dar. Es ist zu erkennen,
dass die Prozesskraft F}, bei 0,1 mm/U das gleiche Kraftniveau unabhéngig vom
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Abbildung 6.1: Einfluss der radialen Vorschubgeschwindigkeit auf die Prozesskraft
F;, bei DC04 unter Berticksichtigung aller Drehzahlen von 25 U /min
bis 800 U/min.

Anfangsradius fiir den Aufweitradius r einnimmt. Bei einer radialen Vorschubge-
schwindigkeit von 0,2 mm /U steigt die Prozesskraft bei gleichem Radius um unge-
fahr 300 N pro 1 mm Anfangsradius an. Dabei ist zu beachten, dass die ermittelten
Kraftverldufe signifikant abhéngig von der Werkzeugsteifigkeit sind.

Analog zur Prozesskraft wird der Einfluss der Drehzahl und radialen Vorschubge-
schwindigkeit auf die Kragenhohe analysiert, vgl. Abbildung 6.3. Dabei werden
alle Drehzahlen von 25 U/min bis 800 U/min zu einer radialen Vorschubgeschwin-
digkeit zusammengefasst. Dabei geht der mogliche Einfluss der Drehzahl auf die
Kragenhohe im Messrauschen unter oder ist nicht signifikant ausgeprégt. Hingegen
weist die radiale Vorschubgeschwindigkeit analog zur Prozesskraft einen signifikan-
ten Einfluss auf die Kragenhohe auf, welcher durch unterschiedliche Gradienten
ersichtlich ist.

Die Untersuchung der Prozesstemperatur 7}, zeigt weiterhin, Abbildung 6.4, dass
beim DC04 abhéngig von der Drehzahl und des radialen Vorschubs ein Temperatur-
anstieg in der Umformzone erfolgt. Dabei gilt, dass mit zunehmender Umformge-
schwindigkeit v, = w- v, die Temperatur iiber dem Radius ansteigt. Im untersuchten
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Abbildung 6.2: Einfluss des Anfangsradius ro = {4,1;5,1;6,1}mm auf die Prozes-
skraft £}, bei Wellendurchmesser rweie = 70 — 0,1 mm

Prozessbereich sind somit Temperaturen von bis zu 140 °C moglich. Bei Umform-
geschwindigkeiten von bis v, < 0,16 mms~" liegen die Temperaturen unterhalb
von 60 °C und der Einfluss auf die FlieBkurve ist vernachldssigbar. Zur numerischen
Abbildung des Lochwalzprozesses mit héheren Umformgeschwindigkeiten bedarf es
einer temperaturabhédngigen Flief3kurve. Einen weiteren Einfluss auf den Prozess
hat das Halbzeug. Neben den Materialeigenschaften weisen die Blechdicke und das
Anfangsloch einen Einfluss auf Prozesskraft und Kragenhohe auf. Wie zu erwar-
ten, erhoht sich mit zunehmender Blechdicke so die Prozesskraft F}, als auch die
Kragenhohe h an, vgl. Abbildung 6.5 und 6.6.
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Abbildung 6.3: Einfluss der radialen Vorschubgeschwindigkeit auf die Kragenhéhe
h am Beispiel DC04 ¢, = 2mm, Vertrauensintervall h = f(r +
0,1 mm) £ 0,1 mm.
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Abbildung 6.4: Einfluss der radialen Vorschubgeschwindigkeit und der Drehzahl
auf die Temperatur T}, in der Umformzone
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Abbildung 6.5: Einfluss der Blechdicke s, auf die Prozesskraft F}, bei, 0,03 mm/U
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Abbildung 6.6: Einfluss der Blechdicke s, auf die Kragenhdhe k bei 0,1 mm /U
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6.2 Untersuchung von Aluminiumlegierungen

Analog zum Material DC04 ist zu erwarten, dass die Blechdicke sy und die radiale Vor-
schubgeschwindigkeit v, einen Einfluss auf die Prozessparameter haben. Aufgrund
des einseitigen inkrementellen Werkzeugeingriffs und dem damit eingehenden frei-
en Materialfluss in zwei Raumrichtungen, kann davon ausgegangen werden, dass
bei Aluminiumlegierungen aufgrund der unterschiedlichen FlieBkurven andere Kra-
genhohen und Prozesskrafte in Abhédngigkeit der Prozessparameter auftreten. Dabei
ist zu erwarten, dass die Drehzahl aufgrund des Einflusses auf die Prozesstemperatur
im Vergleich zum Material DC04 einen signifikanten Einfluss auf die Flie3kurve,
Prozesskraft und Kragenhohe aufweist. Die beim Aluminium auftretenden Prozess-
temperaturen liegen bei einer Geschwindigkeit von v = 2,667 mms~* und einer
Aufweitung von 6 mm bei bis zu 110 °C, vgl. Abbildung 6.7. Damit liegen die Tempe-
raturen bei gleicher Aufweitung und Prozessgeschwindigkeit im Vergleich zum DC04
ungefdhr 30 °C niedriger. Dieser Effekt ist aufgrund der geringeren Umformarbeit
und der dreifach hoheren Warmeleitfahigkeit von Aluminium zu Stahl plausibel,
da sich die Umformwarme schneller im Versuchsmaterial verteilt, wodurch eine
hohere Warmeabfuhr durch freie Konvektion als auch durch Warmeiibertragung an
die Werkzeughalter einstellt.

6.2.1 AW5083

Die materialspezifischen Eigenschaften zeigen analog zu DC04, dass ein signifi-
kanter Einfluss auf die Kragenhohe und die Prozesskraft besteht. Die Zunahme
der Blechdicke hat dabei ebenso eine Zunahme der Kragenhohe zur Folge. An-
hand der spezifischen Kragenhdhe h/so ist zu erkennen, Abbildung 6.8, dass eine
Kragenh6henzunahme bei zunehmender Blechdicke, 2,5 mm zu 3,0 mm, stagniert.

Aus Abbildung 6.9 ist ersichtlich, dass analog zum DC04 eine Abhéngigkeit der
radialen Vorschubgeschwindigkeit und weiterhin eine Abhingigkeit der Drehzahl
auf die Kragenhohe besteht. Dabei sinkt bei zunehmender radialer Geschwindigkeit
vorerst die Kragenhche, welche anschlieRend wieder ansteigt. Bei geringen Prozess-
geschwindigkeiten v weist AW5083 keinen Einfluss der Drehzahl auf die Kragenhohe
auf. Es lasst sich schlussfolgern, dass zur realitdtsnahen Abbildung des Prozesses
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Abbildung 6.7: Einfluss der radialen Vorschubgeschwindigkeit und der Drehzahl
auf die Temperatur T, bei Aluminium AW5083 2,0 mm

bei groReren Prozessgeschwindigkeiten eine thermisch gekoppelte Simulation mit
dehnratenabhéngiger FlieBkurve notwendig ist.

Diese These wird weiterhin von der gemessenen Prozesskraft gestiitzt. In Abbildung
6.10 ist zu erkennen, dass die Prozesskraft bei 0,2 mm und 800 U/min im Vergleich
zu 0,2mm und 50 U/min sinkt, was fiir eine abnehmende FlieBspannung aufgrund
der Dehnrate oder Umformtemperatur spricht. Dieser Effekt tritt hingegen nicht bei
geringen Geschwindigkeiten von 0,03 mm auf.

6.2.2 AW6082

Beziiglich der Wechselwirkung zwischen Halbzeugparametern, Prozessparameter
und Lochwalzerzeugnis verhalt sich der Werkstoff AW6082 dhnlich zu AW5083.
Die dabei auftretenden Prozesskréfte fallen wie zu erwarten aufgrund der hoheren
Streckgrenze von 244 MPa im Vergleich zu 144 MPa bei AW5083, hoher aus. Dabei
liegt die Kraftdifferenz bei AW6082 bei einem Aufweitradius von 6,0 mm und einem
radialen Vorschub von 0,2 mm /U bei ungeféhr 1 kN und bei einem radialen Vorschub
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Abbildung 6.8: Einfluss der Blechdicke auf die Kragenhthe h bei Aluminium
AW5083 50 U/min und 0,1 mm/U

von 0,03 mm bei ungefihr 0,7 kN.

6.3 Zusammenfassung der experimentellen Ergebnisse

Das Lochwalzen zeichnet sich durch seinen inkrementellen einseitigen Werkzeugein-
griff und den sich frei ausbildenden Kragen aus. In Abhédngigkeit der Kombination
aus Umformparametern und Halbzeugparametern wechselwirken die Parameter
des Prozesses und des Lochwalzerzeugnisses miteinander. Dabei zeigt sich, dass zur
realitdtsnahen Abbildung des Prozesses sowohl geschwindigkeitsabhéngige als auch
temperaturabhéngige FlieBkurven notwendig sind. Bei Prozessgeschwindigkeiten
kleiner 0,16 mms ™' ist eine Vernachlissigung der Prozesstemperatur sowohl bei
Stahl als auch Aluminium mdglich, da die Materialtemperatur in der Umformzo-
ne kleiner 50 °C betrégt, welche keinen signifikanten Einfluss auf die FlieRkurve
hat. Die ausgepragte Geschwindigkeitsabhdngigkeit des Prozesses konnte fiir alle
untersuchten Materialien anhand der steigenden Prozesskraft sowie anhand der
Kragenhohe nachgewiesen werden. Bereits geringe Schwankungen der Blechdicke
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Abbildung 6.9: Einfluss der Drehzahl und radialen Vorschubgeschwindigkeit auf
die Kragenhdhe h bei Aluminium AW5083 2,0 mm Blechstéarke

als auch des FlieRverhaltens der Materialien haben einen nachweisbaren Effekt auf

die Prozesskraft und die Kragenhohe.
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Abbildung 6.10: Einfluss der Drehzahl und radialen Vorschubgeschwindigkeit auf
die Prozesskraft F}, bei Aluminium AW5083 2,0 mm Blechstérke
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Abbildung 6.11: Einfluss der radialen Vorschubgeschwindigkeit auf die Prozesskraft
F;, bei Aluminium AW6082 2,0 mm Blechstérke
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7 Numerische Prozessuntersuchung

Zur zeitlichen und o6rtlichen, sowie der idealisierten Untersuchung des Lochwalz-
prozesses und Erhohung des Prozessverstdndnisses wird der Prozess numerisch
abgebildet. Die Abbildung des Prozesses erfolgt in der Software Simufact Forming
2021 der Firma MSC. Im folgenden Kapitel wird die Ermittlung der verwendeten
FlieBkurven und der Aufbau des Simulationsmodells mit den getroffenen Annahmen
vorgestellt. Abschlief3end erfolgt eine Validierung des Simulationsmodells und eine
Sensitivitdtsanalyse der getroffenen Annahmen.

7.1 Modellaufbau

Die numerische Abbildung des Lochwalzprozesses erfolgt sowohl als Voll- als auch
Halbmodell, wobei die Symmetrieebene des Halbmodells mittig in der Blechebene
liegt. Das Halbmodell kann beim Lochwalzprozess bei zylindrischen Walzwerk-
zeugen, deren Achse senkrecht zur Blechebene steht, erfolgen. Im Falle von nicht
zylindrischen Walzwerkzeugen oder einer nicht senkrechten Werkzeugachse zur
Werkstiickebene ist ein Vollmodell anzuwenden, um nicht symmetrische Material-
fliisse in z-Richtung abbilden zu konnen. Eine Approximation des Lochwalzprozesses
als axialsymmetrische Simulation ist aufgrund des inkrementellen Werkzeugeingriffs
und des damit einhergehenden wirkenden Spannungszustands nicht sinnvoll.

Zur Simulation des Lochwalzprozesses wird das zu untersuchende Werkstiick rotati-
onssymmetrisch mit einem Innendurchmesser d; und einem Aulfendurchmesser d,
modelliert, Abbildung 7.1. Dabei werden als Randbedingungen am Auf3endurchmes-
ser d, alle Freiheitsgrade gesperrt. Bei Untersuchungen beziiglich der Knotenfrei-
heitsgrade am Auflendurchmesser sind keine Unterschiede beziiglich des Einflusses
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der Freiheitsgrade u; = u; = 0 oder u; = 0 und freier rotatorischer Freiheitsgrade
u;, auf die Prozesskraft oder Kragenhohe feststellbar. Der AuRendurchmesser d,
sollte so gewadhlt werden, dass die plastische Einflusszone kleiner als der Auf3en-
durchmesser ist.

dw

Walzwerkzeug

Halbebene:
o Ag;{ Uy = u;y =0

L _
Ux,y,z = Uy, =0
x da

Abbildung 7.1: Aufbau und Randbedingungen des numerischen Models i. A. a.
[Kno20%]

Zur Diskretisierung des zu untersuchenden Werkstiicks schlégt [Kle14] beim Driick-
walzen, welches Analogien zum Lochwalzen, wie hohe Umformgrade und Dehnraten
aufweist, die Verwendung von linearen Hexaederelementen oder quadratischen
Tetraederelementen (Tet157) vor. Erste numerische Untersuchungen zum Loch-
walzen wurden in Marc Mentat 2019 mittels Tetraederelementen (Tet134) von
[Niel19**; Kno20*] durchgefiihrt. Untersuchungen mit der in dieser Arbeit ver-
wendeten Software Simufact Forming 2021 zeigen, dass lineare Hexaederelemente
(Ringmesh-Algorithmus) beim Lochwalzen eine ebenso hohe Approximationsgii-
te erzielen. Durch die radial angeordneten Hexaederelemente ist eine optimierte
Netzstruktur moglich, was zu einer reduzierten Elementanzahl im Vergleich zu den
Tetraederelementen fiihrt. Dabei wird eine Anfangselementkantenldnge von 0,4 mm
gewdhlt, welche durch die Neuvernetzung bis auf 0,1 mm reduziert werden kann.
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Untersuchungen beziiglich der Elementkantenldnge zeigen, dass kleinere Element-
kantenldngen keinen signifikanten Einfluss auf die Prozesskraft haben. Der Einfluss
der Elementkantenldnge von 0,1 mm im Vergleich zur Elementkantenldnge von
0,2 mm, beeinflusst die Genauigkeit der Kragenhohe. Dabei liegt die Abweichung
der Kragenhohe aufgrund der unterschiedlichen Elementkantenldngen bei 0,05 mm.
Eine Vergrolerung der kleinsten Elementkantenlénge fiihrt hingegen zu einer ge-
ringeren Approximationsgiite der Kragenhohe, sowie zu Vernetzungsproblemen.
Die Differenz der Kragenhohe zwichen einer Elementkantenldnge von 0,1 mm im
Vergleich zu einer Elementkantenldnge von 0,4 mm, betragt 0,075 mm.

Zur Losung der zugrundeliegenden Differenzialgleichung verwendet Simufact For-
ming 2021 das explizite Verfahren. Aufgrund des inkrementellen Werkzeugeingriffs
werden zur genauen Approximation der Werkzeugbewegung, sehr kleine Zeitschritte
benétigt, wodurch eine Lésung durch explizite Verfahren im Vergleich zum impli-
ziten Verfahren zu bevorzugen ist. Es wird weiterhin die Annahme getroffen, dass
Reibung zwischen Werkzeug und Werkstiick, aufgrund der walzenden Bewegung zu
vernachléssigen ist. Die Beschreibung des Materials erfolgt in der Simulation mittels
elastisch-plastischem Materialmodell, welche im Weiteren betrachtet wird.

7.2 Bestimmung der FlieBkurve

Die Bestimmung der FliefSkurve erfolgt mit dem im Kapitel 2.4 vorgestellten Flach-
stauchversuch. Zur Durchfithrung des Flachstauchversuchs wurde hierzu fiir die
Zug-Druckpriifmaschine Allround-Line 100 kN der Firma ZwickRoell ein Priifwerk-
zeug hergestellt, welches die Durchfiihrung der Materialcharakterisierung fiir hohe
Umformgrade ermoglicht, vgl. Abbildung 7.2. Die Erfassung der Stauchkraft und
des Stauchwegs erfolgt mittels vorhandener Sensorik der Priifmaschine. Dabei wird
die Erfassung des Werkzeugwegs durch die beriihrungslose Messtechnik des Video-
Extensiometers der Firma ZwickRoell bei einem Abstand von 600 mm mit einer
Auflosung von kleiner 5 pm realisiert.

Die Probenstempel sind aus vergiitetem 1.2379 hergestellt und weisen eine Stempel-
breite von ¢ = 2 mm und eine maximal mégliche Probenbreite von bmax = 30 mm
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Werkzeugeinspannung

Abbildung 7.2: Flauchstauchversuchswerkzeug fiir die Allround-Line 100 kN der
Firma ZwickRoell

auf. Die Stempelkante ist dabei scharfkantig ausgefiihrt, sodass die Kontaktflache na-
herungsweise iiber dem Priifprozess konstant bleibt. Die Durchfiihrung der Priifung
erfolgt bis zu einer gemessenen Dehnung von 80 %. Zur Abbildung von Dehnraten-
effekte auf das Fliel3verhalten, wird eine Variation der Dehnrate durchgefiihrt.

Die Umrechnung der wirkenden Spannung erfolgt durch das von Mises FlieRkrite-
rium nach Gleichung 2.18. Zur Bestimmung der Flie@spannung werden weiterhin
die Reibung und Scherung durch Gleichung 2.23 beriicksichtigt, wodurch sich die
FlieBspannung k¢ nach

V3F ()

2.q-b| 1422 th
R Y

(7.1

kf,Mises =

ergibt. Der Vergleichsumformgrad nach von Mises (., mises Wird mittels der Glei-




chung 2.19 bestimmt.

Bei der Auswertung wird dabei die Annahme eines konstanten Reibwerts getroffen.
Die plastische Materialgrenze l&sst sich sowohl bei ausgeprédgtem Liidersbereich aus
dem Flachstauchversuch ablesen, als auch ndherungsweise anhand der Dehngrenze
Rpo,2 aus einem Zugversuch oder dem Temperaturgradienten sowie der resultieren-
den Probengeometrie [Lov06] bestimmen. Fiir die vorliegende Arbeit wurde der
plastische Bereich anhand der resultierenden Probenhohe A bestimmt.

7.2.1 Mathematische FlieBkurvenbeschreibung

Anhand der zuvor definierten Randbedingungen und der hergeleiteten FlieBspan-
nungsgleichung 7.1 lasst sich die Fliefkurve fiir die Simulation bestimmen, welche
anschliel3end durch die Abbildung des Flachstauchversuchs in der FEM {iber die
wirkende Kraft validiert werden kann. Dabei kann die Reibung ;. durch Iterationen
des Vorgehens ermittelt werden. Hierzu wurde das in Abbildung 7.3 dargestellte

Vorgehen gewéhlt, wobei der Reibwert i im Bereich von 0,03 bis 0,2 vermutet wird.

Bedlung h,t

J \—’ FEM-Flachstauch-

Bestimmung der
F,h,t FlieRkurve |p, ¢, ke, it versuch

i

Flachstauch-
versuch

Validierung

F,h,b FFEM,hFEM7bFEM

Abbildung 7.3: Vorgehen zur Ermittlung des Reibwerts und Validierung der Flie3-
kurve

Die Auswertung und Validierung wird im Nachfolgenden exemplarisch anhand des
Materials DC0O4 (1.0338) mit 2 mm Blechdicke dargestellt und diskutiert. Hierzu
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sind in Abbildung 7.4a die aus der Zugdriickpriifmaschine erfassten Dehnungs-
Kraftverlaufe fiir die vorgegebene Lageregelung des Flachstauchversuchs in vier
Dekaden dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die Umformgeschwindigkeit, wie in der
Literatur beschrieben, einen Einfluss auf die Priifkraft Fr hat. Zudem ist ersichtlich,
dass bei Dehnraten von 10s™" die Priifkraft bei einer Dehnung von ungefihr 20 %
auf das Niveau von kleineren Dehnraten abnimmt. Betrachtet man dazu die Dehnrate
aus Abbildung 7.4b zeigt sich, dass die Regelung der Dehnrate im Bereich von 70
% instabil ist, wodurch die Priifkraft auf das Niveau der niedrigeren Dehnraten
abnimmt. Weiterhin ist zu erkennen, dass die Reglervorgabe bei ¢ = 1s™! und
¢ = 10s~* durch die Priifmaschine nicht erreicht wird.

Die Bestimmung des plastischen Bereichs der FlieBkurve erfolgt anhand der resultie-
renden Probenhohe h. Hierzu sind die logarithmische Dehnung in Abbildung 7.4b
sowie in Abbildung 7.4d die Fliefkurve in Abhédngigkeit der mittleren logarithmi-
schen Dehnrate dargestellt. Bei einer mittleren Dehnrate von ¢ = 2,165~ " weist die
FlieBkurve bei ¢ = 0 eine um den Faktor 1,5 hohere Flie3grenze im Vergleich zur
Dehnrate ¢ = 0,01 s~ * auf. Nach [Ste05] weist das Material DC04 fiir die Dehnraten
eine Streckgrenzenzunahme um den Faktor 1,2 auf. Dabei erreicht [Ble04] fiir den
in dieser Arbeit untersuchten Dehnratenbereich von ¢» = 0,015~ bis ¢ = 2,16s™*
eine Streckgrenzenzunahme vom Faktor 1,5 und fiir die Dehnrate » = 1005~ * einen
Faktor 2,0. Damit stimmt der ermittelte Dehnrateneinfluss mit der Literatur fiir das
Material DCO4 iiberein.

In der Simulationssoftware Simufact Forming der Firma MSC Software besteht zum
einen die Moglichkeit, die Flieffkurven anhand von Tabellen sowie iiber vorde-
finierte oder programmierte mathematische Beschreibungen als Funktionen des
Umformgrades, der Dehnrate und der Temperatur zu hinterlegen. Eine Ubersicht
der in der Umformtechnik verwendeten mathematischen Ansétze zur Beschreibung
des Flie3verhaltens findet sich in [Lar10]. Dabei teilt [Lar10] die mathematischen
Materialmodelle in quasistatische und dynamische Modelle auf und bewertet die
dynamischen Modelle hinsichtlich ihrer Approximationsgiite, Parameteranzahl und
Giiltigkeitsbereiche der Dehnrate. [Lar10]

Nach [Lar10] empfiehlt es sich fiir den vorliegenden Fall aufgrund der Genauigkeit
und der vorliegenden Dehnrate von 0,001 s * bis 200s~* das dynamische Modell
El-Magd-modified zu verwenden, welches durch 8 Parameter beschrieben wird.
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Abbildung 7.4: Bestimmung der FlieRkurve am Beispiel von 2 mm DC04 (1.0338)
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Nach [Lar10] gilt fiir El-Magd-modified folgender Zusammenhang:

Cs
ke(p,,T) :{(01 +Co-p+Cs- {1 - eXp(fc%)]

+Co - (§7 =357 } - exp [~Cs - (T = To)]

(7.2)

Dabei ist o die Referenzdehnrate und Ty die Referenztemperatur der Materialprii-
fung. Im vorliegenden Fall werden die auftretenden Temperaturen vernachlassigt,
weshalb Temperaturen mit Cs = 0 unberiicksichtigt bleiben. Des Weiteren wird
der Koeffizient C> = 0 gewdhlt, da eine unendliche Verfestigung der Materialien
nicht stattfindet, wie in [DMS86] fiir DCO5, AW5083 und AW6082 ersichtlich ist.
Die Bestimmung der Koeffizienten C; und C3 bis C7 werden durch die ermittel-
ten FlieSkurven der Flachstauchversuche mittels der nichtlinearen Methode der
kleinsten Quadrate in Matlab bestimmt. Damit ergeben sich fiir das Material DC04
to = 2,0 mm nachfolgende Koeffizienten und die Flieffkurven nach Abbildung 7.5.

C1 = 208,0MPa C> = 0,000 Cs = 451,0MPa
Cy = 1,000 Cs = 0,565 Cs = 48,46MPa
C7 =0,303 Yo =110"7 RMSE = 6,25

Die Bestimmung der Koeffizienten und Validierung des Materialmodells sowie der
getroffenen Annahmen erfolgen mittels der in Abbildung 7.3 vorgestellten Vorgehens-
weise. Hierbei wird der Reibwert iterativ anhand des Werkzeugkraft-Wegverlaufes,
sowie der resultierenden Stauchbreitengeomtrie bestimmt. In einer dreidimensiona-
len Achtelsimulation wird dabei der reale Werkzeugweg h unter Beriicksichtigung
der Werkzeugsteifigkeit (0,22 mm/kN) verwendet. Damit ist sichergestellt, dass die
nicht konstante Werkzeuggeschwindigkeit keinen Einfluss auf die Validierung des
Materialmodells hat. Durch das iterative Vorgehen wird fiir DC0O4 ein Reibwert von
© = 0,035 bestimmt.

Die wirkende Prozesskraft des Flachstauchversuchs ist fiir DC04 in Abbildung 7.6b
dargestellt. Es zeigt sich, dass Simulation und Experiment des Flachstauchversuchs
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Abbildung 7.5: FlieRkurven DC04

sowohl quantitativ als auch qualitativ bei geringen Geschwindigkeiten gut iiberein-
stimmen. Dabei liegt die mittlere Abweichung zwischen Simulation und Experiment
fiir beide Geschwindigkeiten bei 187 N bei einer Standardabweichung von 1654 N.
Die grofSten Abweichungen treten im Dehnungsbereich von 0 % bis 20 % sowie bei
>75 % auf. Damit ist davon auszugehen, dass die mathematische Fliekurvenbe-
schreibung die Dehnratenabhéngigkeit bei hohen Umformgraden und gleichzeitig
hohen Dehnraten iiberschitzt, wohingegen bei kleinen Umformgraden und kleinen
Dehnraten die Flie@spannung unterschitzt wird.

Aufgrund des signifikant ausgeprégten Temperaturverhaltens von AW5083 konn-
te keine dehnratenabhéngige FlieSkurve unter der Bedingung einer konstanten
Temperatur mittels des El-Magd-modified Modells bestimmt werden. Simulative
Untersuchungen der Temperaturen im Flachstauchversuch zeigen, dass abhéngig
von der Versuchsgeschwindigkeit Temperaturunterschiede von 20 °C auftreten kon-
nen. Bei kleinen Dehnraten von 0,01 s ist die Probentemperatur nahezu konstant.
Im Weiteren wird fiir die Simulation von AW5083 die gemessene Flief3kurve bei
einer Dehnrate von 0,001 s~ 1 verwendet, vgl. Abbildung 7.7.
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Abbildung 7.6: Validierung der FlieRkurve zum Material DC04

7.3 Validierung des FE-Lochwalzmodells

7.3.1 DC04

Zur Uberpriifung der getroffenen Annahmen wird der Lochwalzprozess mit dem aus
dem Flachstauchversuch ermittelten mathematischen Materialmodell tabellarisch
von ¢ = 0 bis ¢ = 2 und ¢ = 107° bis ¢ = 100 in der Software hinterlegt und
anhand experimenteller Daten iiberpriift. Zur Validierung wird hierzu die radiale
Prozesskraft F' sowie die Kragenh6he h herangezogen. Abbildung 7.8 zeigt den
Vergleich zwischen simulierter und experimenteller Prozesskraft in Abhéngigkeit der
radialen Vorschubgeschwindigkeit v, fiir das Material DC04 und zwei Anfangsradien.
Es ist ersichtlich, dass die Kraft aus der Simulation in Grenzen quantitativ sowie qua-
litativ die Realitat abbildet. Bei radialen Vorschubgeschwindigkeiten von 0,1 mm/U
iiberschitzt die Simulation zu Beginn des Prozesses die Radialkraft. Mit zunehmen-
der Aufweitung liegt die simulierte Prozesskraft im Vertrauensintervall von £100 N
der experimentellen Prozesskraft. Die Uberschitzung zum Prozessbeginn lisst sich

unter anderem auf die idealisierte Annahme eines starren Werkzeugs sowie des
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Abbildung 7.7: FlieBkurve AW5083

idealisiert glatten Vorlochs als auch die Abweichungen zwischen FliefSkurvenmodell
und realem Flief3verhalten zuriickfiihren. Des Weiteren wird in der Simulation eine
konstante radiale Vorschubgeschwindigkeit angenommen, welche aufgrund der
Maschinen- und Werkzeugsteifigkeit in der Realitdt nicht auftritt [Kno20*]. Weiter-
hin findet in der Realitit zu Beginn des Prozesses eine Einglattung der Oberflache
statt und es kommt aufgrund der geringen Werkzeug- und Maschinensteifigkeit zu
einer schriigen Kontaktzone zwischen Werkzeug und Werkstiick. Die Uberschitzung
der Prozesskraft bei hoheren Aufweitradien, l4sst sich hingegen durch die Uberschit-
zung des Geschwindigkeitseinflusses der FlieRkurve begriinden, welche ebenso im
Vergleich zu den experimentellen und mathematischen Fliefkurven als auch in der
Validierung des Flachstauchversuchs (Abbildung 7.6b) ersichtlich ist. Der Vergleich
zwischen experimenteller und simulativer Prozesskraft bei 0,2 mm /U weist hinge-
gen eine Unterschétzung der Prozesskraft auf, welche mit zunehmender Aufweitung
geringer wird. Dabei ergeben sich maximale Abweichungen von 500 N, was ungeféhr
10 % entspricht. Bei groieren Anfangsradien zeigt sich, dass die Prozesskraft das
Niveau der kleineren Anfangsradien bei gleicher radialer Vorschubgeschwindigkeit
annimmt. Dieses Verhalten wird ebenfalls von der Simulation abgebildet.
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Abbildung 7.8: Vergleich radiale Prozesskraft bei DC04 abhangig von der radialen
Umformgeschwindigkeit und des Anfangsradius ro

Der Vergleich der Kragenhohe h zeigt weiterhin, dass das Simulationsmodell quali-
tativ das Materialverhalten und die Umformparameter abbildet, wobei es zu quan-
titativen Abweichungen kommt. Die Uberschitzung der simulierten Kragenhche
ist auf die extrapolierte Beschreibung der FlieBkurve sowie die ideale radiale Vor-
schubgeschwindigkeit in der Simulation zuriickzufithren. Die Sensitivitdtsanalyse
des Reibwerts zeigt, dass die Reibung in der Simulation einen vernachlassigbaren
Einfluss auf die Kragenhéhe und Prozesskraft hat.

Es kann festgestellt werden, dass das Simulationsmodel die Realitét unter Beriicksich-
tigung von idealisierten Prozessparametern abbildet. Eine quantitative Abbildung
der ValidierungsgroSen Prozesskraft und Geometrie ist unter Beriicksichtigung des
Fehlers von ungeféhr 10 % moglich.

7.3.2 AW5083

Analog zum DC04 wird beim Aluminium 5083 die Validierung der Fliefkurve anhand
des Radius-Kraftverlaufs sowie anhand der Kragenhéhe fiir zwei radiale Vorschubge-
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Abbildung 7.9: Vergleich der simulierten und experimentellen Kragenhdhe von DC04
in Abhangigkeit der Geschwindigkeit

schwindigkeiten durchgefiihrt. Wie in Abbildung 7.10 zu erkennen, liegt dabei die
Radialkraft fiir eine radiale Vorschubgeschwindigkeit von 0,1 mm/U weitestgehend
im Vertrauensintervall der experimentellen Versuche. Die grof3ten Abweichungen
treten dabei bei einem Radius von 5 mm auf. Wie bei DC04, unterschéitzt die Simula-
tion die Prozesskraft jedoch fiir hohere radiale Vorschubgeschwindigkeiten, was bei
Aluminium auf die fehlende Abhéngigkeit des FliefSkurvenmodels beziiglich Dehnra-
te und Temperatur zuriickzufiihren ist. Dabei treten bei Aluminium 5083 bei einer
radialen Vorschubgeschwindigkeit von 0,2 mm/U und einer Drehzahl von 50 U/min
bereits Temperaturen von bis zu 40 °C auf, was nach [KK08] eine Beeinflussung der
Flieffkurve von bis zu 20 MPa zur Folge hat. Aufgrund der fehlenden Abhéingigkeit
der Dehnrate lassen sich bei AW5083 keine Verdnderungen der Umformkraft durch
die Verédnderung der Drehzahl simulativ abbilden.

Die Simulation des Lochwalzprozesses mit AW5083 weist ebenso wie bei DC04 eine
Uberschitzung der Kragenhéhe auf, vgl. Abbildung 7.11. Dabei zeigt die Simulation
ebenso das Verhalten, dass bei zunehmender radialer Vorschubgeschwindigkeit die
Kragenhohe im Vergleich zur geringeren Vorschubgeschwindigkeit abnimmt. Die Ab-
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Abbildung 7.10: Vergleich radiale Prozesskraft bei AW5083 abhangig von der radia-
len Umformgeschwindigkeit

weichungen zwischen Simulation und Experiment nehmen dabei bei zunehmendem
Aufweitverhéltnis zu.

Allgemein liegen die simulierten Ergebnisse in der Grofienordnung der experimentel-

len Ergebnisse und weisen abhéngig von den Umformparametern die experimentell
ermittelten Charakteristiken auf.
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Abbildung 7.11: Vergleich der simulativ und experimentell bestimmten Kragenhéhe
von AW5038 in Abhangigkeit der Geschwindigkeit

7.4 Sensitivitatsanalyse des FE-Lochwalzmodells

Zur Beurteilung von als konstant angenommenen Simulationsparametern werden
relevante Simulationsparameter auf ihre Sensitivitét in Bezug auf die Prozesskraft
und die Kragenhohe analysiert. Die Sensitivititsanalyse am Beispiel des DC04 zeigt,
dass das E-Modul bei einer Schwankung zwischen 190 GPa bis 230 GPa und die
Reibung zwischen 0,0 und 0,2 keinen signifikanten Einfluss auf die Prozesskraft
und Kragenhoéhe aufweisen. Eine Netzverfeinerung fiihrt hingegen zu einer Kra-
genhéhenabnahme von wenigen Mikrometern. Die Variation der Querkontraktion
von 0,233 bis 0,333 zeigt weiterhin einen vernachléssigbar kleinen Prozesskraftein-
fluss. Die groBte Sensitivitat auf die Simulationsergebnisse weist die Flie3kurve
auf. Dabei zeigt sich, dass bereits eine Verdnderung der Streckgrenze einen signi-
fikanten Einfluss auf die Amplitude und das Verhalten der Prozesskraft und die
Kragenhohe hat. Somit hat die FlieBkurve einen maRgeblichen Einfluss auf die
Qualitat der Lochwalzsimulation. Es ist zu erwarten, dass eine Verbesserung der
Simulation durch Stauchversuche mit hoheren und konstanten Dehnraten sowie
einer Temperierungseinheit, wie in [DMS86] gezeigt, erreichbar ist. Dariiber hinaus
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bietet die Kombination aus dem Nockenplastometer nach [DMS86] und der Me-
thode zur Probenherstellung nach [Sil17; HKM22] eine Moglichkeit zur optimalen
prozessabhéngigen Materialcharakterisierung.

7.5 Numerische Ergebnisse

Im Weiteren werden die Ergebnisse aus den simulativen Untersuchungen dargestellt
und fiir die Materialien DC0O4 und AW5083 diskutiert. Dabei werden die Einfliisse der
FlieRkurve als auch die Umformparameter auf den Umformgrad und auf die Dehnrate
dargelegt und diskutiert. Weiterhin lassen sich die gewonnenen Erkenntnisse iiber
die Zusammenhinge zwischen Umformgrad und Dehnrate zur Kragenhohe fiir
die Regelung von Produkteigenschaften heranziehen. Wie in [Spi22b*] diskutiert,
besteht dadurch die Moglichkeit fiir Martensit ausbildende Materialien wie dem
1.4301, den Martensitgehalt des Produktes gleichzeitig mit der Kragenhohe zu
regeln. Da der Umformgrad und die Dehnrate abhingig von Ort und Zeit sind, wird
fiir die weiteren Betrachtungen das zum jeweiligen Zeitpunkt wirkende Maximum
verwendet. Die Maxima treten dabei in der Kontaktzone zwischen Werkzeug und
Werkstiick auf. Dabei zeigt sich, dass der Umformgrad mit zunehmendem radialen
Vorschub abnimmt, vgl. Abbildung 7.12a. Der Vergleich des Umformgrads zwischen
DC04 und AW5083 (Abbildung 7.12b) weist dabei einen qualitativ &hnlichen Verlauf
fiir unterschiedliche radiale Vorschubgeschwindigkeiten auf. Der mittlere wirkende
Umformgrad in der Kontaktzone liegt bei 80 % des maximalen Umformgrads.

Die aus der Simulation ermittelte maximal wirkende Dehnrate weist im Vergleich
zum Umformgrad eine grofiere Streuung bei zunehmendem Aufweitradius und bei
konstanten Prozessparametern auf. Wie zu erwarten, zeigen beide Materialien eine
zunehmende Dehnrate bei einer Zunahme der radialen Vorschubgeschwindigkeit
und der Drehzahl. Die mittlere wirkende Dehnrate liegt dabei ungeféhr bei 25 % der
maximalen Dehnrate. Einen signifikant ausgeprigten Einfluss hat dabei die Drehzahl
auf die Dehnrate, vgl. Abbildung 7.12c und 7.12d.
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Abbildung 7.12: Umformgrad und Dehnrate in Abh&dngigkeit von Prozessparametern
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8 Modellbildung

Zur Bewertung und Auslegung zukiinftiger Lochwalzprozesse werden mathematische
Zusammenhénge bendtigt, welche sowohl Prozesskréfte als auch Geometrie und Pro-
zessgrenzen beschreiben konnen. Erste empirische Modellansitze zur Beschreibung
der Prozesskraft und der Geometrie wurden von [Kle20**] anhand experimenteller
und numerischer Ergebnisse am Beispiel des Materials DC04 erprobt. Die Verwen-
dung von analytischen Ansitzen der Umformtechnik wie der Elementaren Theorie,
(Streifen, Scheibe und Rohren), wie sie beispielsweise beim Ringwalzen eingesetzt
werden, weisen verfahrenstechnisch Parallelen auf, sind jedoch aufgrund fehlender
Randbedingungen in zwei Raumrichtungen und der damit einhergehenden freien
Ausformung des Kragens nicht auf das Lochwalzen iibertragbar [Kle20**]. Wie in Ka-
pitel 6 anhand der experimentellen Ergebnisse gezeigt, werden Prozessgrofen und
das Lochwalzerzeugnis durch eine Vielzahl von Einflussparametern des Halbzeugs
und die Umformparameter beeinflusst. Dabei weisen die Prozessparameter und das
plastische Materialverhalten signifikant interdependente Zusammenhénge auf. Zur
mathematischen Beschreibung der Prozessgrof3en und des Lochwalzerzeugnisses
bedarf es daher geometrischer Beziehungen und der Plastizititstheorie. Hierzu
werden sowohl experimentelle als auch simulative Daten herangezogen und {iber
analytische und empirische Ansétze in Beziehung gesetzt.

8.1 Werkzeug-Werkstiickkontakt

Unter der Annahme einer iiber der Hohe gleich verteilten mittleren Druckspannung
zwischen Werkstiick und Werkzeug entsteht eine idealisierte Kontaktfldche. Dabei
lasst sich die projiziert wirkende Kontaktlédnge b, unter der Annahme, dass keine

83



Riickfederung des Materials erfolgt, anhand der in Abbildung 8.1 dargestellten
geometrischen Beziehungen herleiten.

Idealisierte Kontaktfldche/ -lange bw
by

&

Abbildung 8.1: Idealisierte Kontaktfliche zwischen Werkzeug und Werksttick

| Walzwerkzeug

Die radial wirkende Kontaktldnge b, lédsst sich dabei aus den Punkten S und B des
Kontaktbereichs zwischen Werkzeug, Werkstiick, sowie der Achse W des Werkzeugs
bestimmen. Zur Berechnung der Kontaktldnge wird dazu der Winkel « eingefiihrt.
Unter der Bedingung, dass die Werkzeugachse auf der y-Achse liegt, ldsst sich der
Schnittpunkt S im kartesischen Koordinatensystem wie folgt berechnen.

Mit
S+ Si=ri, (8.1)

und
S2 4+ (Sy —Wy)? =71 (8.2)

ergibt sich durch die Subtraktion (8.1) von (8.2) und Auflésen nach Sy

2 2 2
Ti—1 — Tw =+ Wy

Sy = 8.3
v 2- Wy 83
Fiir Wy, gilt der Zusammenhang Wy = r; — rw woraus sich
2 _9. o7y 2
Sy _ Ti_1 W T + 75 (8.4)

2- (Ti —’l“w)

ergibt.
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Der Winkel a berechnet sich somit nach:

o = cos t (M) ) (8.5)
W

Die wirkende Lange der Kontaktzone der Welle bw bestimmt sich damit nach

bw = 2-7rw -sin (%) (8.6)

re- U (2r; — 1)

™W (7“2‘ — Tw)
und kann mit r;_1 = r; — v, durch
b = | 2 (@i — v 8.8)

rw (r: —rw)

beschrieben werden. Dabei zeigt sich, dass die radial wirkende Kontaktlange mit
groler werdendem Aufweitradius gegen einen Grenzwert konvergiert, vgl. Abbildung
8.2. Dabei gilt als Grenzwert

lim by = oy /225 (8.9)

Ti—> 00 Tw

Das Grenzwertverhalten ist somit abhéngig vom radialen Vorschub v, und dem
Walzenradius rw. Mit zunehmendem Vorlochdurchmesser sinkt die Kontaktlange
bei konstantem radialen Vorschub.

Aufgrund der Elastizitat des Werkstiicks und Werkzeugs liegt die reale zu erwar-
tende Kontaktlange b, ,ea1 liber der idealisierten Kontaktldnge bw, weswegen eine
Korrektur der Kontaktlange nach

breal = Gcorr. - bw (810)
erfolgt. Es ist zu erwarten, dass abhéngig vom Halbzeugwerkstoff, sich ein Korrek-

turfaktor von acorr. > 1,0 einstellt.

Die radial wirkende Kontaktflache A, lasst sich somit anhand der Kontaktbreite b ea
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Abbildung 8.2: Wirkende Kontaktlange zwischen Werkzeug und Werkstiick in Ab-
hangigkeit des Stempeldurchmessers und der radialen Vorschubge-
schwindigkeit

und der Kragenhohe hy nach
AW = breal Y (811)

bestimmen.

Im Weiteren werden zur Bestimmung der Kragenhohe die experimentellen und
simulativen Ergebnisse herangezogen. Wie bereits in Kapitel 5 gezeigt, weisen DC04
und AW5083 beziiglich der Kragenhohe eine Abhédngigkeit der radialen Vorschubge-
schwindigkeit v, auf. Aufgrund der Geschwindigkeitsabhingigkeit der Flie3kurve
wird erwartet, dass die Kragenhohe ebenfalls abhéngig von der Drehzahl und vom
Material ist. Die experimentelle und simulative Auswertung von DC04 und AW5083
zeigt jedoch, dass die Kragenhohe in dem untersuchten Prozessparameterbereich kei-
ne Abhangigkeit von der Drehzahl aufweist sowie einen vernachléssigbaren Einfluss
des Materials besitzt, vgl. Abbildung 8.3.

Dariiber hinaus ist in Abbildung 8.3a die Variation der Blechdicke ¢, dargestellt.
Dabei zeigt sich, dass unter idealisierten Simulationsbedingungen die Blechdicke die
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genhohe von DC04 und AW5083 bei héhe von DC04 und AW5083 bei tg =
to = 2mm und radialer Vorschubge- 2 mm und radialer Vorschubgeschwin-
schwindigkeit in mm/U digkeit in mm/U

Abbildung 8.3: Vergleich der relativen Kragenhthe in Abhangigkeit der radialen
Vorschubgeschwindigkeit

Steigung der Kragenho6he beeinflusst. Weiterhin zeigen Untersuchungen, dass der An-
fangsradius ro einen geringfiigigen Einfluss auf die Steigung hat. Zusammengefasst
ergeben sich fiir die Naherungsgleichung der Kragenhohe folgende Einflussgrofien.

* Blechdicke ¢ * Anfangsradius ro

e Radius r ¢ radialer Vorschub v,

Zur modellbasierten Beschreibung der approximierten Kontaktflache wird weiterhin
eine Ndherung der Kragenhohe benétigt. Die Beschreibung der Kragenhdhe erfolgt
anhand der nachfolgenden Gleichung.

vr <
hy =to + (r — ro)Cl‘(%) . (03 + Cy - (?) +Cs - to) (8.12)
0

Mit den Koeffizienten C; bis Cs sowie dem Referenzvorschub vy lésst sich die
modellbasierte Kragenhéhe hy fiir DCO4 und AW5083 bestimmen. Dabei wurden
die Koeffizienten mittels nichtlinearer Regression anhand der simulativen Ergebnisse
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ermittelt.
C, = 0,918 Cy = 0,010 Cs = 1,023
C, = —0,028 Cs =0,22mm ™" vo = 0,03mmU™*

Die empirische Gleichung beschreibt die simulative Kragenhohe des DC04 und von
AW5083 bei einem mittleren Fehler von 0,07 mm und einer Standardabweichung von
1,5 mm. Materialspezifisch weist Aluminium AW5083 den grof3ten mittleren Fehler
von 0,09 mm, mit einer radialen Vorschubgeschwindigkeit von v = 0,4 mm/U, auf.
Der maximale Fehler liegt bei 0,19 mm. Es zeigt sich, dass die gewahlte Ansatzfunk-
tion eine gute Approximation der simulativen Kragenhohe darstellt, vgl. Abbildung
8.4.

10 T I I
to ro Vy
——2,0mm 4,1mm 0,1 mm/U
g === 3,0mm 4,1mm 0,1mm/U
g 8 1...... 2,0mm 5,1mm 0,1 mm/U
k=t =+=+20mm 4,1mm 0,4mm/U
= hy £+ 0,16 mm
=
) -
L 6 == =
e e -5 = R I~ gl e T s
s = = =
[= N - R -~ et
s | == ==
%O .....
o N N Tl e O
» AT ==
9 el |
4 4.5 5 5.5 6 6.5 7 7.5 8

Radius r in mm

Abbildung 8.4: Modellbasierte Kragenhohe DC04 und AW5083

Der Vergleich der modellbasierten Kragenhohe und der realen KragenhGhe weist
iiber alle experimentellen Daten eine maximale Abweichung von 2,6 mm auf. Dabei
zeigt sich die grote Abweichung bei DC04 mit v, = 0,2mm/U auf. Der mittlere
Fehler {iber alle experimentellen Datenpunkte betrigt 0,27 mm bei einer Standard-
abweichung von 2,2 mm.
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Zur Angleichung der idealisierten Kragenhohe auf die reale Kragenhohe wird der
Koeffizient C> mittels der experimentellen Daten neu bestimmt. Mit C> = —0.071
ergibt sich ein mittlerer Fehler von 0,16 mm bei einer gleichbleibenden Standardab-
weichung von 2,2 mm. Die groite Abweichung tritt bei DC04 v, = 0,03 mm/U mit
2,4mm auf. Allgemein gilt, dass die Unsicherheit der modellbasierten Kragenhohe
mit zunehmendem Aufweitverhéltnis grofer wird. Dabei ist zu beriicksichtigen, dass
die experimentell ermittelten Kragenhohen ebenfalls Schwankungen unterliegen.
Hierfiir sind die geringe Maschinensteifigkeit und damit einhergehend die Winkel-
abhéngigkeit des Werkzeugeingriffs, als auch die radiale Vorschubgeschwindigkeit
sowie die Messfehler verantwortlich.

8.2 Werkzeugkontaktzeit

Zur Herleitung der Dehnrate auf Grundlage des Umformgrads wird zum spéteren
Zeitpunkt die Kontaktzeit benotigt. Die Kontaktzeit 14sst sich anhand des Punktes
A, vgl. Abbildung 8.1, welcher radial vom Radius r;_; durch das Werkzeug auf den
Radius r; verschoben wird, wie folgt berechnen:

At(r) = W (8.13)

27w - 12

Dabei gilt fiir die Kontaktldnge byw

T™-TW

180°

bw = (8.14)

In Abbildung 8.5 ist die Kontaktzeit zwischen Werkzeug und Werkstiick grafisch in
Abhéngigkeit der Drehzahl und der radialen Vorschubgeschwindigkeit dargestellt.
Wie zu erwarten, nimmt die Kontaktzeit mit zunehmendem Aufweitradius und stei-
gender Drehzahl bzw. radialer Vorschubgeschwindigkeit ab. Weiterhin besteht eine
Abhéngigkeit der Kontaktzeit durch den Werkzeugradius rvw, welcher im Verhéltnis
zur Drehzahl und der radialen Vorschubgeschwindigkeit einen geringen Einfluss
hat.
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Abbildung 8.5: Kontaktzeit zwischen Werkzeug und Werkstiick in Abhangigkeit der
Drehzahl und der radialen Vorschubgeschwindigkeit

8.3 Umformgrad und Dehnrate

Aus den Ergebnissen der validierten Simulationen, Kapitel 7.5, ist zu erkennen,
dass sowohl Umformgrad als auch Dehnrate fiir die Materialien DC04 und AW5083
ndherungsweise identisch sind. Fiir die weitere Modellbildung wird daher der zeit-
diskrete maximale Umformgrad und die maximale Dehnrate herangezogen und
durch mathematische Gleichungen beschrieben. Aus Abbildung 8.6 ist zu erkennen,
dass der maximale Umformgrad ndherungsweise proportional mit dem Innenradi-
us r zusammenhingt. Dabei definiert die radiale Vorschubgeschwindigkeit v, die

Steigung des Verlaufs.

Damit ldsst sich der Umformgrad fiir das vorliegende Material DC0O4 in Abhéngigkeit
der radialen Vorschubsgeschwindigkeit v, und dem Aufweitradius r ndherungsweise

mit b
om = D - <$/U) - (r—10) (8.15)

Dy =0,8219mm ™" Dy = —0,1925 RMSE = 0,1546
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Abbildung 8.6: Vergleich des simulativ ermittelten vs. mathematisch beschriebenen
Umformgrads in Abhéngigkeit des Vorschubs fiir DC04 und AW5083

beschreiben.

Die Dehnrate ¢, auch als Umformgeschwindigkeit bezeichnet, ist definiert als die
Ableitung des Umformgrads nach der Zeit [DMS86].

. Oy
= .16
=7 (8.16)
Fiir die mittlere Dehnrate gilt damit
. Ap
Pm = At (8.17)

Zur mathematischen Beschreibung der Dehnrate werden die empirische Gleichung
8.15 des Umformgrads und die analytische Gleichung 8.13 der Kontaktzeit herange-
zogen. Fiir den vorliegenden Fall, dass ein imaginédrer Punkt auf der Bewegungsbahn

von r; auf r;_; verschoben wird, gilt

Do
D1 (= - Ar
o = — ( At/([j"i))

(8.18)
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Abbildung 8.7 zeigt den Vergleich zwischen der mathematischen Modell-Dehnrate
und der aus der Simulation ermittelten maximalen Dehnrate in Abhéngigkeit der
Drehzahl w und der radialen Vorschubgeschwindigkeit v, da. Es ist zu erkennen,
dass das Modell sowohl die Drehzahl als auch die radiale Vorschubgeschwindigkeit
qualitativ abbildet. Die grof3ten Abweichungen zeigen sich dabei bei hoheren radia-
len Vorschubgeschwindigkeiten. Die Abweichungen sind darauf zuriickzufiihren,
dass fiir die modellbasierte Betrachtungsweise, die Annahme einer homogenen Um-
formzone erfolgt, wohingegen aus der Umformsimulation die Maxima bestimmt

werden.
T T T T T
102 Modell Sim. | 102 H Modell Sim. |
E 0,1mm/U E E 50U/min |....- B
< H--- ---02mm/U 1< H==- =---200U/min =
— I 1 = I N
= [ oevenn vennns 0,4mm/U 1= [ oevnnn iienns 800 U/min ,\\ S
9‘ = - 9‘ I i
S S g
s 10 s 107
= = r
= = I
3 3 [
A A L
1 0 Lz 1 0 | | |
0 4 5 6 7 8 0 4 5 6 7 8
Radius r in mm Radius r in mm
(a) Vergleich modellbasierter und maxima-  (b) Vergleich modellbasierter und maxi-
ler simulativer Dehnraten ¢ bei kon- maler simulativer Dehnraten ¢ bei kon-
stanter Drehzahl 50 U/min stantem radialen Vorschub 0,2 mm/U

Abbildung 8.7: Vergleich modellbasierter und simulativer Dehnraten
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8.4 Modellbasierte Prozesskraft

Wie in [Gro91] erwihnt, ldsst sich die Umformkraft zweier in Kontakt stehender
Korper mit dem Ansatz dF,, = on,dA beschreiben. Es ist weiterhin bekannt, dass
beim Lochwalzen im Werkzeug-Werkstiickkontakt ein dreidimensionaler Spannungs-
zustand mit radialen, tangentiale sowie axialen Druckspannungen herrscht, welcher
sich durch den einseitig wirkenden Werkzeugeingriff und die Werkstiickgeometrie
ausbildet [Kno20*], vgl. Abbildung 9.2. Zur modellbasierten Bestimmung der Prozes-
skraft Fy wird die Annahme getroffen, dass der mittlere wirkende Kontaktdruck &,
zwischen Werkzeug und Werkstiick ndherungsweise der Flie@Rspannung k¢ (¢, ©m)
in Abhéngigkeit des modellbasierten Umformgrads und der Dehnrate entspricht.
Damit ergibt sich die wirkende modellbasierte Prozesskraft Fi; nach:

Fyv =0 Aw
= k(om, pm) - Aw (8.19)

= kf(om, om) - bw - hm

Zum Vergleich der modellbasierten Prozesskraft mit den experimentellen Ergeb-
nissen muss die Prozesskraft auf die radiale Prozesskraft umgerechnet werden.
Allgemein setzt sich die modellbasierte Prozesskraft aus der Tangentialkraft F; und
der Radialkraft F, zusammen, wodurch allgemein gilt:

Fa = £/ F2 + F2. (8.20)

Auf Grundlage der Gleichungen (8.1) und (8.4) 1asst sich die vom Prozessmittelpunkt
radiale wirkende Kontaktlinge bestimmen, welcher zur Berechnung der radial

wirkenden Prozesskraft verwendet wird.

(8.21)

2 , 2
_ e _ri7172-rw-m+ri
i-1 2 (r; —rw)

Anhand der Gleichung ist zu erkennen, dass mit zunehmendem radialen Vorschub
Ar = r; — r;_1 eine Abnahme der radial wirkenden Kontaktlange erfolgt, wodurch
die radial wirkende Prozesskraft im Verhéltnis zur gesamt wirkenden Prozesskraft
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abnimmt.

Fiir die radiale Prozesskraft Fy,, gilt damit

FM,rzﬁn'hl\l'br
(8.22)
= ks (oM, pm) - be - .

Da fiir AW5083 die reale gemessene FlieBkurve verwendet wird, wird zur Bestim-
mung der Fehlerfortpflanzung nach Gauf3 vereinfachend angenommen, dass der
mittlere Fehler der FlieBkurve bei +20 MPa liegt. Bekannterma(en ist der mittlere
Fehler der modellbasierten Kragenhohe 0,16 mm. Fiir die Kontaktbreite b, wird
weiterhin der mittlere Fehler von +2% angenommen.

Der Vergleich zwischen experimenteller und modellbasierter Prozesskraft Fy; ist fiir
die Materialien in Abbildung 8.8 und 8.9 dargestellt. Wie sich zeigt, ist die getroffene
Annahme ndherungsweise moglich. Dabei zeigt sich, dass die Prozesskraft unter
Berticksichtigung der Gauf3schen Fehlerfortpflanzung fiir radiale Vorschubgeschwin-
digkeiten von 0,1 mm/U sowohl bei einem Anfangsradius von 4,1 mm als auch bei
einem Anfangsradius von 5,1 mm im Bereich der experimentellen Prozesskrifte liegt.
Radiale Vorschubgeschwindigkeiten von 0,2 mm/U weisen hingegen eine Uberschét-
zung der Prozesskraft bei zunehmendem Aufweitradius von ungeféhr 1000 N bis
2000 N auf, was einer maximalen Abweichung von 16 % bis 32 % entspricht. Es ist
zu erkennen, dass das Modell im Vergleich zur realen Prozesskraft mit zunehmen-
dem Anfangsradius zur Erh6hung der Prozesskraft fiihrt. Der Kraftunterschied bei
gleichem Radius r und unterschiedlichen Anfangsradien r, ist hingegen in expe-
rimentellen Versuchen und den simulativen Ergebnissen (Abbildung 8.8) nicht zu
beobachten. Schlussfolgernd iiberschatzt das empirische Modell sowohl den Einfluss
des Anfangsradius ro als auch der radialen Vorschubgeschwindigkeit v, .

Bei Aluminium 5083 zeigt sich im Vergleich zu DC04, dass die Prozesskraft bei radia-
len Vorschubgeschwindigkeiten von 0,1 mm /U sowie 0,2 mm /U fiir Blechdicken von
2,0 mm nédherungsweise die experimentellen Prozesskréfte abbildet, vgl. Abbildung
8.9. Bei der Blechdicke von 3,0 mm unterschitzt hingegen das Prozessmodell die
experimentelle Prozesskraft um bis zu 1000 N (16 %). Es kann davon ausgegangen
werden, dass die Abweichungen der Prozesskraft zum einen auf den modellba-
sierten Annahmen der Kontaktzone und zum anderen auf die Verwendung der
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Abbildung 8.8: Vergleich der modellbasierten und experimentellen Prozesskrafte
bei DC04

quasi-statischen FlieBkurve des Halbzeugs mit der Blechdicke von 2,0 mm fiir die

Blechdicke von 3,0 mm zuriickzufiihren ist.

8.5 Zusammenfassung

Der gewdhlte Ansatz zur analytischen Beschreibung der Werkzeug-Werkstiick-
Kontaktzone und die empirisch ermittelten Naherungsgleichungen zur Beschreibung
diverser ProzessgroRen basieren auf der Annahme, dass in der Umformzone nihe-
rungsweise die mittlere wirkende Kontaktspannung der Flie@spannung entspricht.
Der Abgleich der modellbasierten Prozesskraft anhand experimenteller Ergebnisse
zeigt, dass die getroffene Annahme unter Beriicksichtigung der Unsicherheit an-
wendbar ist. Dabei ist weiterhin zu beriicksichtigen, dass neben den Modellfehlern
die experimentellen Ergebnisse sowie die bestimmte FlieRkurve ebenso Unsicherhei-
ten unterliegen. Dabei zeigen sich allen voran in den experimentellen Ergebnissen
Unsicherheiten beziiglich der Steifigkeit der Drehmaschine und damit einhergehend
auf den gemessenen Innenradius sowie der zylindrischen Kontaktflache. Fiir die
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Abbildung 8.9: Vergleich der modellbasierten und experimentellen Prozesskrafte

bei AW5083

vorgesehene Anwendung zur Auslegung zukiinftiger Lochwalzprozesse weist das Mo-
dell eine konservative Abschitzung auf und bietet die Moglichkeit zur Bestimmung
der voraussichtlich auftretenden Prozesskraft bei bekannter Fliekurve.
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9 Prozessgrenzen

Grundlage fiir die Konstruktion und Herstellung qualitativ hochwertiger Produkte
fiir den Endkunden ist die Kenntnis des méglichen Einsatzbereiches und der Pro-
zessgrenzen. Zur Beschreibung der Prozessgrenzen werden im Folgenden bekannte
Fehler des Lochwalzens aufgezeigt und diskutiert.

Bisher sind fiir das Lochwalzen sechs Fehlerarten experimentell feststellbar. Diese
zeichnen sich durch Risse am Kragenrand, Oberflichendelamination, Ausknicken
des Kragens, asymmetrische Kragenausbildung, ballige sowie konische Oberflache
aus, vgl. Abbildung 9.1.

Die sechs Fehlerarten lassen sich dabei zwei Fehlerquellen zuordnen, den materials-
pezifischen Fehlern und den Fehlern aufgrund der Prozessfithrung und -gestaltung.
Materialspezifische Fehlerbilder sind dabei auf die Versagensgrenzen des Halbzeugs
zuriickzufithren, welche in Form von Rissbildung am Kragenrand sowie Delamina-
tion bzw. Rissbildung der gewalzten Oberflache auftreten, vgl. Abbildung 9.1 a)
und b). Das Auftreten von asymmetrischen, balligen, konischen Kragen oder das
Knicken des Kragens, lassen sich hingegen auf die Prozessfiihrung und -gestaltung
zuriickfiihren. Im Weiteren werden die materialspezifischen und prozessspezifischen
Fehlerbilder analysiert und diskutiert.

9.1 Materialspezifische Fehlerbilder

Prozessgrenzen von Umformprozessen zeichnen sich oft durch Rissbildung aus, wie
sie beispielsweise in der Blechumformung beim Kragenziehen oder Tiefziehen als
auch in der Massivumformung beim Schmieden oder beim Vollvorwartsflie3pressen
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Abbildung 9.1: Fehlerbilder des Lochwalzprozesses von rotationssymmetrischen
Kragen, a) Risse am Kragenrand, b) Oberflachendelamination und
Risse in der Walzoberflache, sowie ¢c) Symmetriefehler, d) knicken,
e) ballige, und f) konische Oberflachen

auftritt. Wie in Kapitel 2.5 dargelegt, weist die Literatur eine Vielzahl von Ansit-
zen zur Beschreibung der Versagensgrenzen in Finite Elemente Simulationen auf.
Dabei zeigt sich, dass ein Schadigungskriterium ausschlieflich mit Parametern aus
Analogieversuchen auf Basis prozessdhnlicher Spannungscharakteristika zielfiih-
rend anwendbar ist. Dabei sind die wirkende Triaxialitdt und der Lode-Winkel zu
beriicksichtigen. Die am offensichtlichsten und héufigsten auftretenden materialspe-
zifischen Fehler in den Lochwalzexperimenten sind Risse am Kragenrand. Dieser
Fall wird daher im Weiteren néher analysiert.
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Wie aus [Kno20*] bekannt, treten in der Umformzone des Lochwalzprozesses radiale,
tangentiale sowie axiale Druckspannungen auf. AuBerhalb des Werkzeugeingriffs
iiberwiegen in der umgeformten Walzflache tangentiale Zugspannungen, welche
ndherungsweise der ersten Hauptspannung entsprechen, vgl. Abbildung 9.2. In
Axialrichtung als auch in Radialrichtung sind sowohl Druck- als auch Zugspannungen
in der umgeformten Randschicht nachweisbar.

Der Kragenrand weist hingegen dreidimensionale Zugspannungen auf, wobei die
tangentialen Zugspannungen iiberwiegen und die radialen sowie axialen Zugspan-
nungen niherungsweise vernachlassigbar sind. Aufgrund des dreidimensionalen
Zugspannungszustands, ist auf Grundlage der Literatur eine Rissinitilerung am
Kragenrand zu erwarten. Die Triaxialitat n und der Lode-Winkel 6 weisen in Abhan-
gigkeit der Kragenh6he unterschiedliche Bereiche auf. Im Bereich des Kragenrands
liegen die Triaxialitét als auch der Lode-Winkel zum dargestellten Prozesszeitpunkt
r; = 8,0 mm im Bereich zwischen -0,2 und 0 auf. Betrachtet man die gesamte Loch-
walzflache, kann festgestellt werden, dass sich die Triaxialitat und der Lode-Winkel
fiir den Lochwalzprozess im Wesentlichen im dritten Quadraten des Triaxialitats-
Lode-Winkel Diagramms befinden.
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Abbildung 9.2: Spannungen im Zylinderkoordinatensystem beim Lochwalzen im
Vergleich zu den Hauptspannungsrichtungen sowie Lode-Winkel 6,
Triaxialitat » und Umformgrad ¢ am Beispiel von DC04 mit radialer
Vorschubgeschwindigkeit 0,4 mm /U bei Innenradius 8,0 mm
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9.1.1 Lode-Winkel und Triaxialitat beim Lochwalzen

Die numerische Beschreibung von Versagensgrenzen basiert auf der Integration
von Hauptnormalspannungen, Umformgrad und Dehnrate, was im Wesentlichen
die Umformenergie beschreibt. Das Modified Mohr-Coulomb Schéadigungskriterium
stellt dabei einen aktuellen Stand der Technik hinsichtlich der allgemeingiiltigen
Schédigungskriterien dar. Es beschreibt die Versagensgrenze anhand des Bruchum-
formgrads in Abhéngigkeit des Lode-Winkels und der Triaxialitidtos mmc = f(60, 7).
Zur weiteren Prozessgrenzenbeschreibung werden der Lode-Winkel und die Triaxia-
litat beim Lochwalzprozess untersucht. Das zeitliche Verhalten sowie der Geschwin-
digkeitseinfluss auf die Triaxialitdt und den Lode-Winkel am Kragenrand sind in
Abbildung 9.3 fiir DC04 und AW5083 bei einer Halbzeugblechdicke von ¢ty = 2,0 mm
dargestellt. Der ausgewertete Referenzpunkt der Simulation befindet sich zum Si-
mulationsbeginn 0,1 mm unterhalb der Halbzeugoberfldche am Innenradius und
verschiebt sich zum Simulationsende, Innenradius 8,0 mm, auf 0,11 mm unterhalb
der Kragenkante. Der Innenradius von 4,3 mm und somit der Startpunkt der Simula-
tion ist in der Abbildung durch einen Kreis gekennzeichnet. Es ist festzustellen, dass
flir unterschiedliche Materialien, mit zunehmendem Aufweitradius, ndherungsweise
die gleiche Triaxialitdt und der gleiche Lode-Winkel beim Lochwalzprozess wirken.

Des Weiteren zeigt sich, dass die Triaxialitdt und der Lode-Winkel eine Abhéngigkeit
zur radialen Vorschubgeschwindigkeit aufweisen. Die Auswertung der Triaxialitit
und des Lode-Winkels fiir unterschiedliche Referenzpunkte zeigt, dass im Blechmit-
tenbereich (Verlauf 0,9 mm, Abbildung 9.4) die Triaxialitét als auch der Lode-Winkel
ndherungsweise konstant sind. Dabei liegt der Blechmittenbereich nahe dem Be-
reich der axialsymmetrischen Druckspannung (n = —1/3,0 = —1), welche durch
Zylinderstauchversuche abgebildet wird. Der Referenzpunkt 0,5 mm zur Kragen-
kante weist dhnlich zum 0,1 mm Referenzpunkt eine Zunahme der Triaxialitdt und
des Lode-Winkels auf. Dabei strebt der Referenzpunkt der Kragenkante sowie der
Referenzpunkt 0,5 mm unterhalb der Kragenkante vom dritten Quadranten des

Lode-Winkel-Triaxialitdts-Diagramm in den Bereich des zweiten Quadranten.

Die zeitliche Betrachtung des Lode-Winkels und der Triaxialitdt am Kragenrand,
vgl. Abbildung 9.5, zeigen fiir die Materialien DC0O4 und AW5083 im Bereich von
0,0 mm bis 0,25 mm des Aufweitradius signifikante Schwankungen der Triaxialitéat
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Abbildung 9.3: Lode-Winkel und Triaxialitadt beim Lochwalzen bei 50 U/min, Aus-
wertung 0,1 mm unterhalb des Kragenrands fiir Innenradius 4,3 mm
(0) bis 8,0 mm (X)

und des Lode-Winkels auf. Mit zunehmendem Aufweitradius und damit einherge-
hender Zunahme des Umformgrads, nehmen die auftretenden Schwankungen ab.
Der weitere Verlauf zeigt dabei ein stagnierendes Verhalten. Dabei streben sowohl
der Lode-Winkel als auch die Triaxialitdt am Kragenrand gegen den Wert null. Der
Anfangsradius r( als auch die radiale Vorschubgeschwindigkeit v, zeigen keinen
signifikanten Einfluss auf die Triaxialitdt und den Lode-Winkel. Eine signifikante Ma-
terialabhéngigkeit ist fiir die untersuchten Parameter nicht nachweisbar. Inwieweit
der Lode-Winkel und die Triaxialitét iiber die untersuchten Randbedingungen hinaus
extrapoliert werden kann, kann anhand der vorliegenden Daten nicht untersucht

werden.

Die Approximation des Lode-Winkels und der Triaxialitdt beim Lochwalzen kann auf
Grundlage der Ergebnisse fiir Aufweitradien von 0,5 mm < Ar; < 4,0 mm und somit
ohne Beriicksichtigung der zum Prozessbeginn vorhandenen Materialabhéngigkeit
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Abbildung 9.4: Abhangigkeit des Lode-Winkels 6 und der Triaxialitat » zum Abstand
der Kragenrands am Beispiel eines 2mm DCO04 Bleches bei v, =
0,2mm/U fiir Innenradius 4,3 mm (O) bis 8,0 mm (X)

mittels der Ansatzfunktion:

C v
O(ri,vr) = n(ri, ) =C1- — + mirQn -exp (—=C3 - (r; — 10)) - exp (C4 . Z—O) (9.1)

Vo

beschrieben werden.

Die ermittelten Koeffizienten C; bis C4 sind fiir den Lode-Winkel 6 und die Triaxia-
litdt n in der Tabelle 9.1 dargelegt. Die Approximation basiert auf den simulativ
ermittelten Ergebnissen von DC04 und AWS5083 bei 0,1 mm/U, 0,2mm/U und
0,4mm/U bei einem Anfangsradius von ro = 4,1 mm und ro = 5,1 mm. Zur Bestim-
mung der Approximation werden die Daten fiir die Aufweitung Ar = r; — r¢ von
0,5 mm bis 4,0 mm verwendet.

Der RMSE der Approximation liegt fiir den Lode-Winkel bei 0,033 und fiir die
Triaxialitdt bei 0,027. Damit weist die Approximation eine gute Ubereinstimmung
im untersuchten Bereich auf und kann fiir zukiinftige Untersuchungen iibertragen
und angewendet werden.
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Abbildung 9.5: Zeitlicher Vergleich des Lode-Winkels 6 und der Triaxialitat » fur
DCO04 und AW5083

Schlussfolgernd aus den simulativen Lochwalzergebnissen ergibt sich, dass der Lode-
Winkel und die Triaxialitdt am versagenskritischen Kragenrand im untersuchten
Prozessparameterbereich zwischen Stauchversuch und Torsionsversuch bzw. ebenem
Scherversuch liegen. Es ist bekannt, dass fiir eine Triaxialitdt von n = 0 und einem
Lode-Winkel # = 0 der ebene Scherversuch charakteristisch ist [BW08], welcher
im Wesentlichen zu Scherspannungen fiihrt. Der in dieser Arbeit durchgefiihrte
Flachstauchversuch, weist in simulativen Untersuchungen mit zunehmendem Um-
formgrad Scherspannungen auf, wodurch der Flachstauchversuch ergdnzend zum

Scherversuch eingesetzt werden kann.
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Tabelle 9.1: Koeffizienten zur Approximation des Lode-Winkels 6 und der Triaxialitat
1 beim Lochwalzen am Kragenrand fiir die radiale Aufweitung Ar; >

0,5 mm

0 n
C, 0,029 | 0,0121
Co -0,315 | -0,389
Cs 0,644 | 0,357
Cu 0,300 | 0,0850
Yo 0,1 0,1
RMSE | 0,033 | 0,027
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9.1.2 Ermittlung des Bruchumformgrads

Im Weiteren wird die Ermittlung des Bruchumformgrads auf Basis experimenteller
und simulativer Untersuchungen mittels Zugversuch (ZV), Flachstauchversuch (FSV),
Scherzugversuch (SZV) und Erichsentest (ET) fiir DCO4 und AW5083 dargelegt.
Aufgrund des beim Lochwalzen auftretenden Lode-Winkels und der Triaxialitat
wird detaillierter auf Flachstauchversuch und Scherzugversuch eingegangen. Dabei
werden die experimentellen Ergebnisse durch simulative Ergebnisse ergénzt und
mit diesen verglichen.

Flachstauchversuch

Die experimentellen Ergebnisse des Flachstauchversuchs, vgl. Abbildung 9.6, zeigen
den Versagensbereich durch Rissbildung fiir DCO4 und AW5083. Die Proben zeigen
beim DCO04 erste initiale Risse an der Werkzeugkante, wohingegen fiir AW5083
die Rissinitiierung im bereits umgeformten Bereich erfolgt. In den Versuchen kann
fiir DCO4 ein globaler Umformgrad bei Risseintritt von ¢rsv,pcos = In(ho/h1) =
2,59 + 0,13 und fiir AW5083 prsv,awsoss = 0,96 + 0,06 ermittelt werden. Der
experimentell ermittelte Umformgrad des Flachstauchversuchs bzw. die rissfreie
Hohe A1 wird zur simulativen Ermittlung des im Rissbereich auftretenden globa-
len Umformgrads sowie zur Bestimmung der Triaxialitdt und des Lode-Winkels

verwendet.

Werkzeugkante Werkzeugkante - 41

(a) Rissbildung beim Flachstauchversuch von (b) Rissbildung beim Flachstauchversuch von
DCO4 bei ¢ = in(ho/h1) = 2,59 AW5083 bei ¢ = In(ho/h1) = 0,96

Abbildung 9.6: Vergleich des Versagensbereichs des Flachstauchversuchs von
DC04 und AW5083
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Die Untersuchung der Triaxialitdt und des Lode-Winkels im Flachstauchversuch
wird in der Simulation mittels Referenzpunktverfolgung umgesetzt. Die Auswertung
erfolgt dabei fiir drei Referenzpunkte, welche sich zum Zeitpunkt des experimentell
ermittelten Brucheintritts im Bruchbereich befinden. Abbildung 9.7 zeigt, dass der
Flachstauchversuch mit zunehmendem Umformgrad im Bereich des experimentellen
Risseintritts des Lochwalzprozesses sowie des Torsionsversuchs liegt. Die Triaxialitat
und der Lode-Winkel sind fiir Umformgrade ¢ > 0,04 dargestellt. Dabei wird der
Anfangswert mit einem Kreis gekennzeichnet.

1
2/31 » m
b ®
s 1/3 "Ebener Spannungszustand ]
&S]
T of ' 1
x _.~+=* [Torsionsversuch
= .-
Y 1
°
273} a
DC04 AW 5083
-1 | | | | I \- — I

-1 -2/3 -1/3 0 1/3 2/3 1
Lode-Winkel 6

Abbildung 9.7: Simulative Auswertung des Lode-Winkels und der Triaxialitat beim
Flachstauchversuch fiir DC0O4 und AW5083

Der simulativ ermittelte Bruchumformgrad fiir DCO4 liegt bei einem globalen Um-
formgrad von ¢rsv,pcos = 2,59 + 0,13 bei vB,rsv,pcosa = 3,1 £ 0,07. Der Lode-
Winkel des Referenzpunktes befindet sich zum Bruchzeitpunkt bei § = —0,28 und
weist eine Triaxialitdt von n = —0,04 auf. Fiir AW5083 ergibt sich ein simulativ ermit-
telter Bruchumformgrad von ¢, rsv,awsoss = 0,89 & 0,01 bei einem Lode-Winkel
von 6 = —0,16 und einer Triaxialitdt von n = —0,08.
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Scherzugversuch

Die Probengeometrie des Scherzugversuchs orientiert sich anhand der Norm ASTM
B 831. Die Scherldnge zwischen den Aussparungen betragt 2,0 mm und wird zer-
spanend hergestellt. Zur Durchfithrung der Scherzugversuche kommt die Zugpriif-
maschine Mecmesin Multitest 2,5 i zum Einsatz. Die Auswertung der auftretenden
Dehnung erfolgt mittels digitaler Bildkorrelation in der Software GOM Corelate 2019.
In Abbildung 9.8 sind die Ergebnisse des Scherzugversuchs im Experiment und der
Simulation bei gleichem Umformgrad dargestellt.

1,60
1,44
1,28
1,12
0,96
0,80
0,64
0,48
0,32
0,16
0,00

(a) Experiment SZV DC04 (b) Simulation SZV DC04

1,0
0,9
0,8
0,7
0,6
0,5
0,4
0,3
0,2
0,1
0,0

(c) Experiment SZV AW5083 (d) Simulation SZV AW5083

Abbildung 9.8: Vergleich des Umformgrads im Scherzugverzug vor Versagensein-
tritt fir DCO4 und AW5083

Aus den experimentellen Scherzugversuchen ldsst sich durch die DIC fiir DC0O4 ein

Bruchumformgrad von ¢ szv, pcos = 1,64+0,05 und fiir AW5083 ¢ szv,aws083 =
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0,95 + 0,08 ermitteln. Fiir die Scherzone wird in der Simulation eine Triaxialitat
von fiir DC04 von n = —0,2 bis 0,2 und fiir AW5083 1 = —0,2 bis 0,0 ermittelt.
Der Lode-Winkel weist in der Simulation jeweils einen Wert von 6 = 0 auf. Der
simulative maximale Umformgrad liegt bei DC04 an der Kante und weist einen
Umformgrad von ¢g szv,pcos = 3,3 auf. Fiir AW5083 kann in der Simulation zum
Bruchzeitpunkt ein maximaler Umformgrad von ¢g szv,awsoss = 1,58 ermittelt
werden. Im Bereich des simulativen maximalen Umformgrads liegt die Triaxialitit
bein = —0,2.

Zugversuch

Die Ermittlung des Bruchumformgrads beim Zugversuch erfolgt anhand der resultie-
renden Bruchflache ¢g zv = In(A1/Ao). Beim Zugversuch sind bis zum Beginn der
Einschniirung, bekannterweise die Triaxialitdt und der Lode-Winkel bei n = 0,3 und
6 = 1,0. Aus experimentellen Versuchen wird fiir DC04 ein Bruchumformgrad von
wBzvpco4 = 1,3 £ 0,14 und fiir AW5083 von g zvawsoss = 0,7 + 0,08 bestimmt. Aus
der simulativen Untersuchung wird fiir DC04 ein Bruchumformgrad ¢g zv,pcos = 1,41
bei einer Triaxialiat von n = 0,33 und der Lode-Winkel von 6 = 0,77 ermittelt. Fiir
AWS5083 kann in der Simulation zum Bruchzeitpunkt ein maximaler Umformgrad
von ¢B,zv,awsos3 = 0,36 bei einer Triaxialidt von n = 0,33 und der Lode-Winkel

von 0 = 0,96 ermittelt werden.

Erichsen Test

Zur Ermittlung des Bruchumformgrads im Bereich der biaxialen Zugspannung,
wurden Versuche nach Erichsen durchgefiihrt und nach Versagenseintritt die mi-
nimale Blechdicke zur Bestimmung des experimentellen Bruchumformgrads sowie
die Bauteilhohe ermittelt. Analog zum Flachstauchversuch und Scherzugversuch
werden die experimentellen Ergebnisse durch simulative Ergebnisse ergédnzt. Der
aus den experimentellen Versuchen ermittelte maximale Umformgrad des Erichsen-
Tiefungsversuchs liegt in der Gréf3enordnung des Bruchumformgrads des Zugver-
suchs. Fiir DCO4 ergibt sich anhand des Erichsentests ein experimenteller Bru-
chumformgrad von g prpcos = 1,13 & 0,08. AW5083 weist einen maximalen Bru-
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chumformgrad von g rrawsess = 0,82 4 0,06 auf. Die simulative Untersuchung der
Erichsen-Tiefungsversuche zeigen, wie aufgrund der Literatur zu erwarten, eine
Triaxialitdt von n = 0,6 und einen Lode-Winkel von # = —1 auf. Der simulative
maximale Umformgrad bei gemessener experimenteller Bauteilh6he ergibt fiir DC04
einen Bruchumformgrad von g erpcos = 1,24 und fiir AW5083 g grawsoss = 1,08.

Zusammenfassung

Die in den Vergleichsversuchen experimentell und simulativ ermittelten Bruchum-
formgrade sowie die zum Bruchzeitpunkt wirkende Triaxialitdt und der Lode-Winkel
sind fiir DCO4 in Tabelle 9.2 und fiir AW5083 in Tabelle 9.3 zusammengefasst. Fiir
den Bereich des Zylinderstauchversuchs sind im Vergleich zum Scherzugversuch

hohere Bruchgrenzen zu erwarten.

[Isi18] weist im Vergleich zu den in dieser Arbeit ermittelten Werte fiir DCO4 hohere
Bruchdehnungen in seinen Untersuchungen nach. Fiir den Scherzugversuch anhand
eines 2,0 mm dicken DCO04 erreicht [Isi18] im Experiment eine Bruchdehnung von
¢B = 4,61 £+ 0,06 und fiir den Zugversuch mit 10 mm Loch eine Bruchdehnung von
¢B = 2,14 £+ 0,06. Dabei sind die Triaxialitdt und der Lode-Winkel des Zugversuchs
mit Loch, im Bereich des reinen Zugversuchs und somit zu diesem vergleichbar.
Verglichen mit den eigenen Untersuchungen, weisen Experimente in [Isi18] hohere
Bruchdehnungen auf. Fiir den Scherzugversuch liegen die Untersuchungen der
Bruchdehnungen bei ¢5,szv > 3,3 und damit mindestens um mindestens 1,6 hoher

als der Zugversuch.

Fiir AW5083 zeigt [Qial5] fiir ein 1,5 mm dickes Blech Bruchdehnungen auf. Der
Zugversuch weist dabei ebenso wie die eigenen Untersuchungen eine Bruchdehnung
von ¢B,zv = 0,3 auf, jedoch bei einem Lode-Winkel von 6 = 1. Beim Scherzugver-
such liegen die Untersuchungen von [Qial5] bei ¢B, scherung = 1,16 verglichen zu
den eigenen experimentellen Untersuchungen von ¢ szv,awsoss = 0,95 £ 0,08.
Damit stimmen die eigenen Untersuchungen fiir AW5083 gut mit den Untersuchun-
gen von [Qial5] iiberein und konnen fiir weitere Untersuchungen herangezogen

werden.
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Tabelle 9.2: Experimentelle und simulative Bruchdehnung DC04, Zugversuch (ZV),
Flachstauchversuch (FSV), Scherzugversuch (SZV), Erichsentest (ET)

experimenteller simulativer Triaxialitdt | Lode-Winkel
Bruchumformgrad Bruchumformgrad n 0
¥YB = f(FExp.7 (PExp.)
ZV | 1,3+0,14 1,41 0,33 0,77
FSV | 2,59 £ 0,13 3,1 -0,04 -0,28
SZV | 1,64 + 0,05 (DIC) | 3,3 -0,2bis 0,2 | O
ET | 1,13 +£0,1 1,24 0,6 -1

Tabelle 9.3: Experimentelle und simulative Bruchdehnung AW5083, Zugversuch
(2V), Flachstauchversuch (FSV), Scherzugversuch (SZV), Erichsentest

(ET)
experimenteller simulativer Triaxialitdt | Lode-Winkel
Bruchumformgrad Bruchumformgrad n 0
YB = f(FExp.7 SOExp.)

ZV | 0,35+ 0,02 0,36 0,33 0,96
FSV | 0,96 + 0,06 0,89 -0,08 -0,16
SZv | 0,95 + 0,08 (DIC) | 1,58 -0,2 bis 0 0
ET | 0,82+ 0,06 1,08 0,6 -1
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9.1.3 Versagensvorhersage beim Lochwalzen

Zur weiteren Beschreibung des Versagenseintritts beim Lochwalzen am Kragenrand
ist der lokale Umformgrad heranzuziehen. Wie in Abbildung 9.2 dargestellt weicht
der lokale Umformgrad am Kragenrand im Vergleich zum maximalen Umformgrad
bei einem Radius von 8,0 mm bei DC04 t; = 2,0 mm wesentlich ab. Damit kann der
maximale Umformgrad aus Gleichung 8.15 zur Untersuchung des Risseintritts am
Kragenrand nicht herangezogen werden. Weiterhin ist in Abbildung 9.9 ersichtlich,
dass der lokale Umformgrad im Vergleich zum maximalen simulativen Umformgrad
eine ausgeprégtere Materialabhédngigkeit sowie Blechdickenabhingigkeit aufweist.
Die Auswertung des simulativ ermittelten Umformgrads am Kragenrand im Vergleich
zum maximalen Umformgrad bei einer konstanten Drehzahl von 50 U/min und
einer Blechdicke von 2,0 mm und 3,0 mm ist in Abbildung 9.9 dargestellt. Es ist
ersichtlich, dass der Umformgrad am Kragenrand im Vergleich zum maximalen
Umformgrad nicht linear zur Aufweitung zunimmt, sondern eine abnehmende
Steigung in Abhéngigkeit der Prozessgeschwindigkeit und Blechdicke aufweist. Zur
empirischen Beschreibung des Umformgrads am Kragenrand wird die Gleichung
8.15 wie folgt angepasst, wobei der Einfluss der Blechdicke, aufgrund des geringen
Einflusses nicht beriicksichtigt wird.

E2
_ . Ur . TP —To
oM = F (mm/U) log ( mm + 1) ©-2)

Fiir das Material DC04 ergeben sich folgende Koeffizienten.
E, =0,956 E> =—-0,113 RMSE = 0,08

Bei AW5083, zeigt die Simulation eine Geschwindigkeitsabhéngigkeit des Umform-
grads am Kragenrand, jedoch nimmt der Umformgrad bei zunehmender Dehnrate
fiir die Blechdicke 2,0 mm ab und fiir die Blechdicke 3,0 mm zu. Dieser Effekt kann
unter anderem auf die geschwindigkeitsunabhénige FlieRkurve in der Simulation
zuriickgefiihrt werden. Fiir den vorliegenden Fall ldsst sich AW5083 mit dem Koeffi-
zienten E; = 0,94 beschreiben, wobei der Geschwindigkeitseinfluss durch E> =0
unberticksichtigt bleibt. Der RMSE fiir die empirische Gleichung zur Simulation liegt
bei 0,1.
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Abbildung 9.9: Simulativer lokaler Umformgrad am Kragenrand von DC04 und
AW5083 bei 50 U/min im Vergleich zum maximalen Modellumform-
grad oM und Kragenumformgrad ok

Es ist bekannt, dass das Versagen im Kragenrand im Bereich der Triaxialitit und
Lode-Winkel gegen null tendiert, vgl. Abbildung 9.5, wodurch die in den Vergleichs-
versuchen ermittelten Bruchumformgrade des Scherzugversuchs verwendet werden
konnen. Somit ist zu erwarten, dass fiir DC04 die Versagensgrenze beim Lochwal-
zen bei einem Umformgrad des Kragenrands bei ¢ ,pcos = 3,3 und fiir AW5083
¥B,aws0s3 = 1,58 erreicht wird. Nach Umstellen der Gleichung 9.2 ergibt sich fiir
den maximalen Aufweitradius bis zum Risseintritt am Kragenrand

PB

Eo
Ey - (m:dr/U)

Nach Gleichung 9.3 treten bei DCO4 bei einer radialen Vorschubgeschwindigkeit
von vy = 0,1mm/U somit Risse bei einem Aufweitradius von rriss,pcos(vr =

TRiss — €Xp

=+ 70 —1 (93)

0,1mm/U) = 17,4mm £ 1 mm auf und bei einer Vorschubgeschwindigkeit von
vy = 0,2 bei rriss,pcos(vr = 0,2mm/U) = 20,9 mm + 1,5 mm. Die experimentellen
Lochwalzversuche des DC04 ¢, = 2,0 mm zeigen, vgl. Abbildung 9.10a, dass bis
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zum untersuchbaren Aufweitradius von 19 mm keine Rissbildung unter variieren-
den Prozessgeschwindigkeiten am Kragenrand auftreten, was mit dem berechneten
Risseintritt fiir radiale Vorschubgeschwindigkeiten von 0,2 mm/U zutrifft.

Fiir AW5083 gilt nach Gleichung 9.3, dass Risse am Kragenrand ab einem Auf-
weitradius von 7riss, awsos3 = 8,1 mm + 0,8 mm auftreten. Die experimentell er-
mittelten Ergebnisse, stimmen mit der empirischen Ndherungsgleichung fiir die
untersuchte Blechdicke von 2,0 mm und einer radialen Vorschubgeschwindigkeit
von v = 0,1 mm/U mit pp = 8,8mm =+ 0,2 mm unter Beriicksichtigung der Feh-
lerbalken iiberein. Fiir Vorschubgeschwindigkeiten von v, = 0,2 mm/U weisen die
experimentellen Ergebnisse Risse bei einem Aufweitradius von 12,4 mm auf, was
durch die empirische Gleichung auch unter Einbeziehen des maximalen Gleichungs-
fehlers nicht abgebildet werden kann. Die experimentellen Ergebnisse (Abbildung
9.10b) von AW5083 zeigen, dass sowohl die radiale Vorschubgeschwindigkeit, als
auch die Drehzahl und damit einhergehend die Umformtemperatur einen Einfluss
auf den maximalen Aufweitradius haben. Die Blechdicke weist ebenfalls einen Ein-
fluss auf den maximale Aufweitradius auf. Dabei ist zu beriicksichtigen, dass es sich
bei den dargestellten Blechdicken um unterschiedliche Halbzeuge handelt, wodurch
eine Verzerrung der Darstellung aufgrund unterschiedlicher Halbzeugparameter
auftreten kann.

Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass der Hauptversagensbereich beim
Lochwalzen am Kragenrand liegt. Dabei weicht der maximale Modellumformgrad
im Wesentlichen vom am Kragenrand auftretenden Umformgrad ab, wodurch eine
numerische Untersuchung mit gekoppeltem Schadigungsmodell oder eine empiri-
sche Beschreibung auf Grundlage der numerischen Ergebnisse notwendig ist. Da der
Schédigungsbereich durch die Triaxialitdt und des Lode-Winkels gegen den Wert
Null strebt, sollten zur Bestimmung des Versagenseintritts beim Lochwalzen Scher-
zugversuche durchgefiihrt werden. Dabei ist die auftretende Prozessgeschwindigkeit
und -temperatur des Lochwalzens bei den Vergleichsversuchen zu berticksichtigen.
Die experimentellen Ergebnisse des AW5083 zeigen, dass die Prozessgrenze des
Lochwalzprozesses durch Steuergréfen des Prozesses beeinflusst werden. Es kann
auf Basis der simulativen und numerischen Ergebnisse abgeleitet werden, dass mit
zunehmender radialer Vorschubgeschwindigkeit hohere Aufweitradien erreicht wer-
den konnen. Die experimentellen Ergebnisse von AW5083 zeigen dariiber hinaus,
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Abbildung 9.10: Experimenteller Risseintritt bei DC04 und AW5083

dass die Erhéhung der Drehzahlen in Kombination mit der radialen Vorschubge-
schwindigkeit von 0,2 mm/U der Risseintritt bei kleineren Aufweitradien erfolgt.

115



9.2 Fehlerbilder der Prozessfiihrung und -gestaltung

Die durch die Prozessfiihrung hervorgerufenen Fehlerbilder, vgl. Abbildung 9.1 c)
bis f), treten in der aktuellen Stufe des vierten Technology Readiness Level auf.
Dabei wird der Prozess bisher auf einer konventionellen Drehmaschine durchgefiihrt.
Sowohl das Design des Lochwalzwerkzeugs als auch die Drehmaschine weisen dabei
eine fiir Umformprozesse uniibliche geringe Steifigkeit und Kraftgrenze auf. Mit zu-
nehmendem Technology Readiness Level ist zu erwarten, dass bisherige Fehlerbilder
durch die Prozessfithrung als auch konstruktive und regelungstechnische Ansitze
reduziert werden.

Im aktuellen Werkzeugaufbau kommt es aufgrund der geringen Maschinen- und
Werkzeugsteifigkeit im Werkzeug-Werkstiickkontakt zu einer kontinuierlichen Win-
kelverstellung, welche einen signifikanten Einfluss auf die Fehlerbildung der Pro-
zessfithrung und -gestaltung hat. Die dabei auftretenden Winkelabweichungen vom
ideal achsensymmetrischen Werkzeugeingriff lassen sich anhand des in Abbildung
9.11 dargestellten Ausschnitts des Drehmaschinenwalzwerkzeugs beschreiben. Fiir
die weitere Betrachtung erfolgt die Approximation der Walzwelle als starrer und
flexibler Teilkorper. Weitere auf die Winkelverstellung Einfluss nehmenden Maschi-
nenelemente, wie zum Beispiel Schrauben, Lager und Sensoren, werden in der
Betrachtung vernachlassigt. Der sich im Werkstiickeingriff befindende Wellenabsatz
wird als einseitig befestigter Biegebalken modelliert. Die wirkende Prozesskraft wird
weiterhin als Punktlast, welche in der Blechmitte wirkt, angenommen.

Wilzlager

Walzwelle dw —==<T s

Abbildung 9.11: Mechanisches Ersatzschaltbild des Lochwalzwerkzeugs
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Die daraus entstehende Betrachtung des einseitig eingespannten Biegebalkens fiihrt
zu einer elastischen Wellendurchbiegung. Diese resultiert in einem zunehmenden
Biegewinkel o zwischen Werkzeug und Werkstiickachse. Der vorliegende Zusam-

menhang lasst sich mittels der Gleichung

o FI?
T 2FEI
mit
7 wdyy
64

9.9

(9.5)

beschreiben. Dabei ist F das E-Modul der Walzwelle und I das wirkende Flachen-
tragheitsmoment. Abhédngig vom Abstand ! zwischen der Blechmitte und der als
starr angenommenen Walzwelle und dem Walzwellendurchmesser dyw ergibt sich die
Durchbiegung, vgl. Abbildung 9.12. Es ist ersichtlich, dass der Wellendurchmesser
einen signifikanten Einfluss auf den Biegewinkel hat. Ebenso ist anzustreben, dass

der Abstand [ moglichst klein gehalten wird.

0.6 I I
Wellendurchmesser
—— 8.0 mm
- - - 10.0 mm
12.0 mm
. 0.4+ n
!
e
5
= .
0.2 -]
0 LA I L \ | | | \
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000
Kraft in N

8000

Abbildung 9.12: Durchbiegung der Walzwelle in Abhangigkeit des Wellendurchmes-
sers fiir einen experimentellen Werkzeugeingriff von i = 7mm

Unter realen Prozessbedingungen wird erwartet, dass der Winkel aufgrund der im
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Modell vernachléssigten Maschinenelemente, wie Walzlager, Schrauben, Fiihrungen
und Getriebe, grofler ausfallt. Resultierend aus der Wellendurchbiegung entsteht
ein asymmetrischer Materialfluss und somit eine asymmetrische Kragenausbildung
mit konischer Lochwalzflache, vgl. Abbildung 9.1 ¢) und f). Eine Moglichkeit zur
Steigerung der Produktqualitét besteht darin, eine initiale negative Winkelverstel-
lung abhingig von den Prozessparametern vorzunehmen. Durch die initiale negative
Winkelverstellung wird die zum Prozessende erreichte Winkeldifferenz reduziert
Aa = a — ap, wodurch die Zylindrizitat als auch die Kragensymmetrie verbessert
werden kénnen. Hierzu bedarf es aufgrund der initialen Winkeleinstellung eines im
Verhaltnis zum Durchmessers des Walzwerkzeugs grof3eren Anfangsdurchmesser.
Durch den initialen negativen Walzwinkel wird der Materialfluss in Richtung der
Walzwelle bevorzugt. Mit zunehmender Prozesskraft resultiert eine kontinuierliche
Winkelverstellung, wodurch sich der axiale Materialfluss zunehmend in entgegen-
gesetzter Richtung ausbildet. Aufgrund der kontinuierlichen Winkelverdnderung
entsteht des Weiteren eine ballige Kragenform, vgl. 9.1 e).

Ein weiteres prozessabhéngiges Fehlerbild ist die Knickbildung, vgl. 9.2 d). Bei
Uberschreiten einer kritischen Knicklast des Halbzeugs resultiert aus der durch den
Walzwinkel entstehenden axialen Kraftkomponente eine Knickung des Grundmateri-
als im Ubergang vom nicht plastifizierten Halbzeug zum Walzbereich. Das plastische
Knickverhalten des Prozesses ist dabei abhidngig vom plastischen Materialverhalten,
der Blechdicke und dem Einspanndurchmesser. Mit zunehmendem TRL ist zu er-
warten, dass durch die verbesserte Prozessgestaltung, wie beispielsweise durch ein
doppelseitig symmetrisch eingespanntes Werkzeug, die Knickung hin zu héheren
Aufweitradien verschoben werden kann, da sich die durch die Durchbiegung einstel-
lenden axialen Kraftkomponenten gegenseitig kompensieren. Weiterhin werden bei
gleichen geometrischen Abmessungen die Durchbiegungen im Werkzeugeingriff um
den Faktor 64 und die auftretenden Biegespannungen um den Faktor 8 verringert,
was zur Erhéhung der Prozessgenauigkeit und der Werkzeugstandzeit fiihrt. Dabei
hat die Werkzeugstandzeit fiir die industrielle Anwendung aufgrund der an der
Welle auftretenden hohen Anzahl an Lastspielen einen wesentlichen Einfluss auf die

Produktionskosten.

Zusammenfassend kann abgeleitet werden, dass die Fehlerbilder der Prozessfithrung
und -gestaltung auf den Winkelversatz der Walzwelle durch elastische Deformation
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zuriickzufiihren sind. Im Wesentlichen erfolgt die elastische Deformation aufgrund
der einseitigen Werkzeugfiihrung. Einhergehend ist zur Erh6hung der Produktquali-
tét als auch zur Erh6hung des TRL eine doppelseitige symmetrische Werkzeugfiih-
rung zweckmal3ig. Der Ansatz der doppelseitigen symmetrischen Werkzeugfiihrung
beim Lochwalzen wird in der Arbeit von [Spi22a**; Spi22b*] verfolgt.
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10 Zusammenfassung und Ausblick

Zukiinftige Produktionsprozesse zeichnen sich durch einen héheren Grad der Au-
tomatisierung aus. Um auf steigende 6kologische und 6konomische Unsicherheit
im Prozess reagieren und eine gleichbleibende Produktqualitét bei gleichzeitig stei-
genden Prozessanforderungen gewéhrleisten zu konnen, miissen neue Prozesse
entwickelt oder etablierte Prozesse dazu befdhigt werden.

Der hierzu neu entwickelte Umformprozess Lochwalzen ermdéglicht durch die zu-
sétzlichen Prozessfreiheitsgrade und die damit einhergehenden Méglichkeiten zur
Prozessmanipulation durch StellgroBen auf sich d&ndernde Marktbedingungen und
Halbzeugschwankungen zu reagieren. Dabei zeichnet sich das Lochwalzen durch
die Herstellung von Funktionsflachen in diinnwandigen Blechstrukturen aus, wel-
che ohne weitere zerspanende Nachbearbeitung fiir Lagersitze eingesetzt werden
koénnen. Im Vergleich zu zerspanenden Prozessen bietet das Lochwalzen dabei we-
sentliche umformtechnische Vorteile beziiglich gesteigerten Oberflachenhérten und
Mikrogefiigebildung. Zur Weiterentwicklung und Anwendung des Prozesses, wel-
cher sich aktuell im vierten Technology Readiness Levels befindet, ist es notwendig,
die grundlegenden physikalischen Mechanismen und Prozessgrenzen herzuleiten
sowie den Prozess grundlegend zu beschreiben. Fiir die industrielle Anwendbarkeit
besteht der Bedarf darin, einfache prozessgrolienabhéngige Zusammenhénge zur
Prozessauslegung bereitzustellen. Analytische und empirische Modelle haben da-
bei wesentliche zeitliche und 6konomische Vorteile im Vergleich zu numerischen
Berechnungsverfahren. Numerische Berechnungsverfahren sind hingegen allgemein-
giiltiger anwendbar und ermoglichen die zeitliche sowie rdumliche Untersuchung

von Prozessgrofen.
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In der vorliegenden Arbeit wird das neue Umformverfahren Lochwalzen vorge-
stellt und die Grundlagen des Verfahrens auf Basis des aktuellen vierten Technology
Readiness Levels werden beschrieben. Zur Analyse des Verfahrens werden sowohl ex-
perimentelle Untersuchungen als auch numerische Berechnungsverfahren eingesetzt.
Dabei liegt der Fokus der Arbeit auf der Herleitung empirischer Zusammenhéinge
zwischen prozesstechnischen Kennwerten zur Weiterentwicklung und industriellen
Anwendung des Verfahrens. Hierzu wird eine experimentelle Versuchsmatrix auf
Grundlage unterschiedlicher Halbzeugeigenschaften und Prozessparameter aufge-
stellt und umgesetzt. Die experimentell erfassten Messdaten sind dabei die Prozes-
skraft, -weg und -temperatur sowie die Produktgeometrie. Zur zeitlichen und rdumli-
chen Betrachtung des Lochwalzprozesses unter idealisierten Annahmen werden die
experimentellen Versuche mit numerischen Berechnungsverfahren abgebildet. Auf
Grundlage der gewonnenen Erkenntnisse werden mathematische Formulierungen
zur Beschreibung des Werkzeug-Werkstiickkontaktes, Umformgrads, der Dehnra-
te, Kragenhohe und Prozesskraft dargelegt und deren Anwendungsgrenzen aufge-
zeigt. Es wird gezeigt, dass die abgeleiteten mathematischen Formulierungen zur
Weiterentwicklung und Auslegung zukiinftiger Lochwalzprozesse fiir unterschied-
liche Materialien anwendbar sind. Zur Beschreibung der Prozessgrenzen werden
die auftretenden Fehlerbilder experimentell und numerisch untersucht. Es zeigt
sich, dass Fehlerbilder in materialspezifische und Fehlerbilder der Prozessfiihrung
und -gestaltung klassifiziert werden konnen. Die Untersuchungen zur Beschrei-
bung der materialspezifischen Versagensgrenzen durch zeitunabhéngige numerische
Versagenskriterien wie dem Bruchumformgrad und der maximalen Hauptnormal-
spannung erweisen sich als ungeeignet zur Anwendung auf das Lochwalzen. Auf
Grundlage experimenteller und numerischer Untersuchungen wird nachgewiesen,
dass die Versagensgrenze abhingig von der Prozessgeschwindigkeit ist. Dabei wird
der Lochwalzprozess im Wesentlichen durch Rissbildung am Kragenrand, welche
auf tangentiale Zugspannungen zuriickzufiihren ist, beschrénkt. Die Fehlerbilder
der Prozessfithrung und -gestaltung basieren im Wesentlichen auf der im aktuell
vierten Technology Readiness Level realisierten Prozessgestaltung und der damit
einhergehenden geringen Maschinen- und Werkzeugsteifigkeit sowie der einseiti-
gen Werkzeugfithrung. Es kann davon ausgegangen werden, dass die bisherigen
Fehlerbilder des Prozessdesigns mit zunehmendem TRL reduziert werden.
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Das Umformverfahren Lochwalzen zeichnet sich im Vergleich zu etablierten Um-
formprozessen durch die prozessbedingte Reaktionsfiahigkeit auf 6kologische und
okonomische Unsicherheiten aufgrund der stellgrof3enabhéngigen Regelbarkeit aus,
wie durch das Zusammenspiel der radialen Vorschubgeschwindigkeit, der Kragen-
hohe und der geschwindigkeitsabhidngigen Versagensgrenze gezeigt wurde. Die in
der Arbeit dargelegten Gleichungen zur Berechnung von Prozesskenngréf3en wie
Umformgrad und Dehnrate kdnnen zukiinftig zur Mehrgréf3enregelung von Produkt-
eigenschaften, wie Geometrie, Hirte und Mikrogefiige eingesetzt werden. Aufgrund
der guten Messbarkeit von Prozesskraft und -weg, besteht weiterhin die Moglichkeit,
die Modelle zur inversen Kenngroéf3enermittlung einzusetzen. Trotz des dreidimen-
sionalen Spannungszustands bietet das Lochwalzen das Potential, FlieBkurven fiir
hohe Umformgrade und Dehnraten zu ermitteln. Zur weiteren Entwicklung und
der industriellen Anwendung bedarf es der Untersuchung des Lochwalzprozesses
unter verbesserter Prozessgestaltung, um Zusammenhénge unter geringen Pro-
zessschwankungen zu untersuchen. Des Weiteren sind numerische Untersuchungen
mit verbesserter Materialbeschreibung und Versagensmodellierung unter realen
Bewegungsbahnen mit experimentellen Untersuchungen durchzufiihren.
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