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Kurzdarstellung

Hochfeste Stahle werden aufgrund ihrer Leichtbaueigenschaften in der
Automobilindustrie eingesetzt. Neben ihren guten mechanischen Eigenschaften, wie
hoher Festigkeit eignen diese sich aufgrund ihrer Energieabsorption im Crashfall fir die
Herstellung von Strukturteilen. Aufgrund ihrer eingeschrankten Duktilitat, die bei
Umformungsvorgangen manchmal zu Rissen - ohne oder mit geringer Einschnlrung -
fuhren, kbnnen konventionelle Grenzformanderungsdiagramme nicht angewendet
werden. Daher werden haufig Kontinuumsschadigungsmodelle zur Vorhersage der
Bauteilschadigung oder des Versagens angewendet.

In dieser Arbeit wird eine Variante des Lemaitre-Kontinuumsschadigungsmodells
(CDM) untersucht, um das Versagen beim Tiefziehen von DP1000-Stahlen
vorherzusagen. Frihere Untersuchungen (im Projekt P 853) zeigten, dass die
Modellerweiterung (quasi-unilaterale Schadigungsentwicklung), die die
Schadigungsentwicklung durch Druckspannungen skaliert, die Versagensvorhersagen
verbessern kann. Insbesondere flr die Umformprozesse, bei denen der Bruch unter
Scherung auftritt, kdnnen Rissbeginn und Rissort erfolgreich vorhergesagt werden. Der
von diesem Modell flr niedrige und negative Triaxialitdten vorhergesagte Bruchort ist
jedoch begrenzt flexibel. Im Gegensatz zu den hohen Bruchdehnungen unter biaxialen
Umformbedingungen kann eine reduzierte Duktilitdt unter Scherung und Plane-Strain
nicht gleichzeitig vorhergesagt werden. Um diesen Nachteil zu beheben, wurde
Lemaitres CDM verbessert, indem die maximale Scherspannung bertcksichtigt wird,
welche die Flexibilitat des Modells erhéht. Hierdurch kann die Vorhersagequalitat fur
scherdominierte Belastungszustande erhoht werden. Um den Beginn der
Dehnungslokalisierung vorherzusagen, wurden zwei mit diesem Modell kombinierte
Methoden zur Instabilitatsvorhersage fur LS-DYNA und ibura eingefuhrt.

Die inverse Parameteridentifikation fur die Werkstoffcharakterisierung ist so ausgelegt,
dass die Spannungszustande, die bei der Blechumformung auftreten, mdglichst gut
abgedeckt werden. Zugversuche mit gekerbten und gelochten Proben und Nakajima-
Versuche mit biaxial belasteten Proben dienen zur Charakterisierung des
Umformverhaltens fur Spannungszustande zwischen einachsigem Zug und biaxialem
Zug. Zur Werkstoffcharakterisierung unter Scherung werden mehrere Schertests
miteinander verglichen und der ebene Torsionsversuch als geeignetes Verfahren fur
die Versagenscharakterisierung diinner Bleche (1 mm) eingeflhrt.

Optimierungsstrategien mit verschiedenen Testkombinationen wurden erprobt. Hierbei
ist eine Zielgrélke, den Rechenaufwand fur die Parameteridentifikation moglichst zu
minimieren. Die Validierungsstudien umfassen das Tiefziehen von mehreren Teilen,
z.B. eines Vierkantnapfes, eines Kreuznapfes und eines Bauteils mit einer komplexen
Struktur aus der Industrie. Die Vorhergute des vorgestellten Modells wird durch den
Vergleich zwischen den Experimenten der Validierungstests und der Simulationen
bewertet.

FOSTA — Forschungsvereinigung Stahlanwendung e. V.
Mai 2020



Abstract

Advanced high strength steels are still a common choice for lightweight design in the
automotive industry. Due to their good performances such as high strength and high
energy absorption, these steel grades are excellent for body in white components.
Because of their restricted ductility, which sometimes leads to the formation of cracks
without or with low necking during forming operations, the conventional forming limit
diagrams may fall short. As a remedy, continuum damage models are commonly applied
in the literature to predict failure due to fracture.

In this work, a variant of Lemaitre’s continuum damage model (CDM) is investigated to
predict failure during deep drawing of DP1000 steels. Previous investigations (in project
P853) showed that the model extension (quasi-unilateral damage evolution), which
scales the damage evolution due to compressive stress states, improves the failure
predictions. Especially for the forming processes in which the fracture occurs dominantly
under shear, the onset and location of the fracture can be predicted successfully.
However, the fracture locus predicted by this model for low and negative stress
triaxialities is limited. Reduced ductility under shear and plane-strain cases, on the
contrary to the high fracture strains under biaxial forming conditions cannot be provided
at the same time. To solve this drawback, Lemaitre’s CDM has been enhanced by
considering the maximal shear stress, such that the model capability is extended to
obtain predictions close to the experimental observations. To predict the onset of the
strain localization, two methodologies for the prediction of instability are combined with
this model (for the commercial FE-programs LS-DYNA and ibura).

The inverse parameter identification for the material characterization is designed such
that the predictions cover a large range of the stress states occurring during sheet
forming operations. Tensile tests with notched and holed specimens and Nakajima-test
with biaxial specimens are used for the characterization of the forming behavior between
uniaxial tension and biaxial tension. For the material characterization under shear,
several shear tests are compared with other and an appropriate testing method for thin
sheets (1 mm) using in-plane torsion tests is introduced. Optimization strategies with
different test combinations are discussed to reduce the computational effort for the
parameter identification. The validation studies include deep drawing of several parts,
such as a square cup, a cross-die specimen and a component relevant for the
automotive industry. The predictive performance of the presented model is evaluated by
the comparisons between experiments and simulations of those validation tests.

FOSTA - Research Association for Steel Application
May 2020
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Einleitung
Introduction

1 Einleitung
Introduction
Kurzfassung

Das Tiefziehen ist eines der am haufigsten genutzten Verfahren zur
Herstellung von Blechbauteilen. Die dabei tiefgezogenen Strukturen
weisen teilweise sehr komplexe Umformpfade auf. Weiterhin werden
diese Bauteile aus hochfesten Stéhlen, z.B. DP-Guten, hergestellt, die ein
komplexes Schadigungsverhalten aufweisen. Dadurch stofRen
konventionelle Schadigungskriterien an ihre Grenzen. Insbesondere konnte
die Versagensvorhersage flr niedrige Triaxialitatswerte bereits durch eine
Modifikation des Lemaitre Schadigungsmodells mit PorenschlieRung
verbessert werden. Aktuelle Untersuchungen zeigen jedoch, dass flr
Spannungstriaxialitaten zwischen 0,33 und 0,66 die Bruchdehnung
gegenlber den Modellvorhersagen deutlich reduziert ist. In diesen
Bereichen der Spannungstriaxialitét tritt beim Tiefziehen von
Blechbauteilen Versagen auf. Durch eine geeignete Erweiterung eines
Lemaitre-Schadigungsmodells soll dieses Verhalten akkurater vorhergesagt
werden.

Abstract

Deep drawing is one of the most widely used methods of producing sheet
metal components. The deep-drawn structures can have very complex
forming paths. Furthermore, these components are currently manufactured
from high strength steels, e.g. DP grades, which have a complex damage
behaviour. The accuracy of predictions with conventional damage criteria
for these steels is limited. In particular, the Lemaitre damage model with
crack-closure is able to predict the failure for low stress triaxiality, and
lead to an increase in prediction accuracy. However, recent studies have
shown that for a stress triaxiality between 0.33 and 0.66, the forming limit
is significantly reduced. In deep drawing processes failure occurs under
these stress states. This project aims to extend the current Lemaitre
damage model by a suitable enhancement in order to increase the
accuracy of prediction.

Aufgrund der zunehmenden Auflagen zur CO02-Reduktion und Erhdéhung der
Insassensicherheit bei gleichzeitiger Verkiirzung der Prozesszeiten und -kosten wird
die Entwicklung neuer Werkstoffe fur den Automobilbau stark gefordert. Im Kontext
dieser Problematik sehen sich viele Unternehmen einem zunehmenden Zwang zur
effizienten Energie- und Ressourcennutzung ausgesetzt, was zu gestiegenen
Anforderungen an Produkte und Fertigungstechnologien fiihrt. Dabei spielen neue,
hochfeste Stahlguten, durch die eine Leichtbauweise realisiert werden kann, eine
grof3e Rolle.

Zur Realisierung verschiedener Leichtbaukonzepte werden Werkstoffe benotigt, die

eine hohe gewichtsspezifische Steifigkeit und Festigkeit besitzen (Fonstein 2015).

Hierzu z&hlen beispielsweise neben Aluminium, Magnesium oder Titan auch hoch- bis
1
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hdchstfeste Stahlwerkstoffe, die sich im Vergleich zu den zuvor genannten Werkstoffen
durch eine hohe Wirtschaftlichkeit auszeichnen (Bleck 2011). Die Unterscheidung
zwischen konventionellen hochfesten Stahlwerkstoffen (HSS) und den sogenannten
advanced high strength steels (AHSS) erfolgt anhand der Zugfestigkeit (siehe
Abbildung 1-1): 210 — 550 MPa (HSS) und > 550 MPa (AHSS). Klassische HSS sind
niedriglegierte, zumeist einphasige, ferritische Stahle wie high strength-interstitial free
(IF-HS), bake hardening (BH), Chrom-Mangan (CMn) und die high-strength-low-alloy-
(HSLA) Stahle  (Fonstein  2015). Die AHSS kobnnen gemdall ihrer
Legierungszusammensetzung und des resultierenden Gefiliges in drei Generationen
unterteilt werden. Die AHSS der ersten Generation verfigen Uber einen
Legierungsgehalt < 5 %. Zu ihnen zahlen Complexphasenstahle (CP),
Dualphasenstahle (DP), martensitische Stahle und die sogenannten transformation
induced plasticity steels (TRIP). Das Geflige dieser Stahle besteht aus Ferrit, Martensit,
Bainit und Restaustenit. Die AHSS der ersten Generation vereinen hohe Festigkeit und
eine gute Umformbarkeit. Sie werden im Automobilbau in sicherheitsrelevanten
Bereichen eingesetzt. Vertreter der zweiten Generation der AHSS sind
hochmanganhaltige transformation induced plasticity steels (HMS-TRIP) und twinning
induced plasticity steels (HMS-TWIP). Diese Stahle verfugen uber ein weitgehend
austenitisches Geflige und einen hohen Legierungsgehalt zwischen 15 % und 40 %.
Aufgrund des hohen Legierungsgehaltes sind die hochmanganhaltigen Stahle teurer
als die klassischen AHSS der ersten Generation. In den letzten Jahren wurden weitere
Stahlkonzepte entwickelt, die die Vorteile der ersten und zweiten Generation
miteinander vereinen. Zu diesen Vertretern gehtéren Medium Manganese Steels
(MMnS) und High-Ductilty CP- und DP-Guten (CP-HD und DP-HD). Der
Legierungsgehalt dieser Stahle liegt unter 10 %. Die Verbreitung der AHSS der 1.
Generation in der industriellen Anwendung ist allerdings deutlich groR3er.
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Abbildung 1-1: Zusammenhang Bruchdehnung Zugfestigkeit fur Stahle. Angelehnt an (Fonstein 2015)

Figure 1-1: Relation between fracture strain and tensile strength for steels. According to (Fonstein
2015)

Die meisten AHSS, besonders bei Zugfestigkeiten tber 800 MPa, weisen ein

komplexes Material- und Versagensverhalten auf, welches mit in der Praxis

eingesetzten Standardmethoden wie dem Grenzformé&nderungsdiagramm (GFD) nicht

zuverlassig vorhergesagt werden kann (K. Roll 2004). Dies wird damit begriindet, dass

bei der Aufnahme der GFD nur lineare Pfade erfasst werden. Weiterhin wird hierbei

ausschlieGlich das Versagen bei der plastischen Instabilitdt (Einschnirung)
2
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berticksichtigt. Es kdnnen aber unter einer biaxialen Zugbelastung bei mehrphasigen
Stahlen Risse ohne ausgepréagte oder mit geringer Einschniirung auftreten.

1.1 Problemstellung
Problem Definition

1.1.1 Ausgangssituation
Initial Situation

Ein weiteres Defizit des GFDs besteht darin, dass dieses nicht bei der
Versagensvorhersage in der Crashsimulation eingesetzt werden kann (Wiezbicki et al.
2005). Im Gegensatz dazu konnte durch das im Vorgangerprojekt ,Entwicklung eines
anwenderorientierten Versagensmodells fir die Blechumformung hochfester
Stahlwerkstoffe® (FOSTA P853) erweiterte kontinuumsmechanische
Schadigungsmodell nach Lemaitre (Lemaitre J. 2005) das Versagensverhalten von
CP- und DP-Stahlen gut vorhergesagt werden. Das Modell wurde in den inpro FE-
Code zur impliziten Rickfederungsanalyse ibura und in die kommerziell verfiigbare FE-
Software abaqus (VUMAT) implementiert. Dabei wird eine Kopplung der
Schadigungsentwicklung mit dem aktuellen Spannungszustand zugrunde gelegt.
Damit ist die Erfassung von nicht linearen Beanspruchungspfaden vorgesehen. Beim
Betrachten der Bruchdehnung Uuber die Triaxialitdt n (Verh&ltnis zwischen
hydrostatischer Spannung und Vergleichsspannung) zeigt das Basismodell ein

symmetrisches Verhalten beztglich der Bruchdehnung beim Druck (n = —%) und beim

Zug (77=+§) (Abbildung 1-2). Durch die Bertcksichtigung des Einflusses von

Druckspannungen auf die Porenentwicklung ist eine asymmetrische Modellantwort bei
negativen Triaxialitdtten moglich (Abbildung 1-2), was zu einer realistischen
Beschreibung des Versagensverhaltens fuhrt.
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Abbildung 1-2: Modellantwort mit (h = 0) und ohne (h = 1) PorenschlieBung: Bruchdehnung —
Triaxialitat (links), Hauptspannungen (Bruch) (rechts)

Figure 1-2: Model response with (h = 0) and without (h = 1) crack closure: Fracture strain — triaxiality
(left), principal stresses (fracture) (right)

Der Praxiseinsatz dieses Modells wird durch eine geringe Parameteranzahl erleichtert.
Die Anzahl der zu ermittelnden Modellparameter konnte mithilfe einer durchgeftihrten
Sensitivitatsanalyse von sechs auf drei Parameter reduziert werden. Damit bleibt die
Anzahl der notwendigen Versuche ebenfalls gering. Weiterhin wurde der Einfluss der
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Modellparameter auf die Versagensantwort untersucht. Dabei wurde bei der
Verwendung von Zugversuchen festgestellt, dass je nach Werkstoffklasse der Riss
entweder als ,in-plane®- oder ,through thickness®-Scherung auftrat. Dadurch konnten
die untersuchten Werkstoffe in zwei Gruppen eingeteilt werden. Diese Einteilung wurde
anschlieBend fur die Aufstellung der Strategie zur Bestimmung der notwendigen
Kennwerte genutzt (Tekkaya, et al. 2013). Daflir wurden einerseits Zugversuche und
andererseits der am IUL entwickelte Torsionsversuch verwendet. Der ebene
Torsionsversuch wird zur Aufnahme von Fliel3kurven an dinnen Blechen verwendet
(Yin Q. 2011). Damit kénnen theoretisch hohere Umformgrade als im Zugversuch
erreicht werden. Ferner wird dieser Versuch durch eine Wechselbeanspruchung zur
Bestimmung von zyklischen Versfestigungskennwerten eingesetzt. Fur die Anwendung
dieses Versuches zur Ermittlung von Schadigungsparametern wurde die Probenform
verandert. Durch die Einfihrung zweier (links und rechts angeordneter) Nuten (Yin Q.
2011), (s. Abbildung 1-3) wurde ein Bereich erzeugt, in dem unter Scherung Risse
eintreten. Allerdings traten durch die vereinfachte Geometrie des Scherbereiches die
Risse an den Scherkanten auf. Ein Riss unter einfacher Scherung (bei niedrigen
Triaxialitaten) sollte aber von der Mitte der Scherzone ausgehen.
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CP___

Drehwinkel in Grad

Abbildung 1-3: Modifizierter ebener Torsionsversuch zur Anpassung des Parameters h:
Probengeometrie (links), Drehmoment — Drehwinkelverlauf fur verschiedenen h-Werte (rechts)

Figure 1-3: Modified in-plane torsion test for the identification of the parameter h: Specimen geometry
(left), Torque — rotation angle curves for different h-values (rights)

Es gibt bereits mehrere Ansatze fir einen Versuch, bei dem unter einfacher Scherung
der Riss mittig im Scherbereich eintritt (Wierzbicki T. 2005). Dabei werden
verschiedene Probengeometrien sowie Messeinrichtungen verwendet. Der Einfluss
der Probengeometrie auf den Ort des Versagens ist der Gegenstand von weiteren
Forschungsprojekten (FOSTA-P830, 2015 und FOSTA-P927, 2015). Die Fertigung
komplexer Probengeometrien ist in der Regel aufwandig, da zumeist eine Bearbeitung
mittels Draht- oder Senkerodieren erforderlich ist. Allerdings ist die Frage, welcher
Versuch zuverlassige Ergebnisse bei einer Parameteranpassung oder bei der
Bestimmung einer Bruchdehnung bei niedrigen Triaxialitéaten liefern kann, noch offen.

Die Leistungsfahigkeit des im abgeschlossenen Projekt FOSTA 853 entwickelten
Modells konnte nach Ermittlung der Parameter fir Testbauteile erfolgreich
nachgewiesen werden. Dabei wurde die Versagensprognose immer parallel mit dem
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GFD und dem Schadigungsmodell durchgefiihrt und die Ergebnisse verglichen. Zur
Ermittlung des GFDs wurden Nakajima-Versuche durchgefiihrt. Bei den Testbauteilen
handelt es sich vorwiegend um Tiefziehversuche an Napfen. Dabei wurden sowohl
Rund- als auch Kreuznéapfe umgeformt. Unter unterschiedlichen
Versuchsbedingungen, genauer gesagt, durch die Variation von Niederhalterkraften
und die Verwendung unterschiedlicher Schmiermitteln, traten an den Rundné&pfen
Risse oder nicht auf. Durch die Verwendung des Basismodells nach Lemaitre (ohne
Berucksichtigung des Einflusses der Druckspannungen) konnten die Risse bei den
Rundnapfen bzgl. der erreichten Ziehtiefe und der Ort der Risse gut vorhergesagt
werden. Auch die Vorhersage mittels des GFDs lieferte gute Ergebnisse. Dies liegt
daran, dass beim Rundnapf die Risse unter einem relativ dominierenden linearen Pfad,
namlich Zug bei einem ebenen Dehnungszustand im Bereich der Zarge, auftreten. Bei
der Untersuchung eines Kreuznapfes konnte durch die Berilicksichtigung der
PorenschlieRung eine bessere Ubereinstimmung der Ziehtiefe aus der Simulation mit
derjenigen aus dem Versuch erreicht werden. Das GFD konnte dariber hinaus den
Ort, an dem sich die Risse befanden, gut vorhersagen. Den wesentlichen Nachweis
brachte ein Vierkantnapf, der bei der thyssenkrupp Steel Europe tiefgezogen wurde.
Dabei wurde eine quadratische Platine aus einem Dualphasenstahl an den Ecken
abgeschnitten und anschlieBend in einem Winkel von 45° zur Walzrichtung in das
Werkzeug gelegt. Dadurch konnte ein Scherriss direkt nach dem Einlauf Uber den
Eckradius im Zargenbereich erreicht werden. Der Rissort konnte mit dem erweiterten
Schadigungsmodell und dem fir den verwendeten Werkstoff angepassten Parameter
h = 0,2 gut prognostiziert werden. Bei Anwendung des Basismodells wurde eine
deutlich geringere Ziehtiefe (11,6 mm) gegenuber dem Versuch (22,5 mm) erreicht.
Aulerdem war der vom Modell vorhergesagte Riss nicht dort, wo er im Experiment
auftrat (Abbildung 1-4). Bei der Versagensvorhersage mit dem GFD konnte gar kein
Riss prognostiziert werden (Tekkaya, et al. 2013).

DP800
% Ziehtiefe=22,5 mm
.

Basismodell (h=1) Erweitertes Modell (h=0,2)
Ziehtiefe=11,6 mm Ziehtiefe=18,8 mm

Schédigung Schédigung
[ | [

0 0,2 0 0.2

Abbildung 1-4: Versagensvorhersage mit dem Basis- (h = 1) (links) und erweiterten Schadigungs-
modell (h = 0,2) (rechts), DP800, Blechdicke 1 mm

Figure 1-4: Prediction of failure with the basic model (h = 1) (left) and the extended damage model
(h = 0.2) (right), DP800, sheet thickness of 1 mm

5



Einleitung
Introduction

Bis zum Versagen folgt die Rissstelle einem nicht linearen Belastungspfad. Nachdem
grof3e Druckspannungen beim Einlauf tber dem Eckradius auftreten, gehen diese in
den Pfad niedriger Triaxialititen Uber. In diesem Triaxialitatsbereich entsteht
schlie3lich der Riss (Abbildung 1-5).
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Abbildung 1-5: Verlauf des Schadigungs- und des Umformgrades am kritischen Element in der
Simulation, (Tiefziehen, DP800, Blechdicke 1 mm)

Figure 1-5: Evolution of damage and equivalent strain for the critical element in the simulation, (deep
drawing, DP800, sheet thickness of 1 mm)
Die in der Simulation mit h = 0,2 erreichte Ziehtiefe war im Vergleich zu derjenigen, die
im Versuch auftrat, geringer. Au3erdem kdnnen moderne Stahle ein sogenanntes
,plane strain valley* aufweisen (siehe Abbildung 1-6), das von dem aktuellen
Materialmodell (Abbildung 1-2) nicht erfasst wird.

Hochwertige im Automotive-Bereich verarbeitete Stahle erreichen durch angepasste
Herstellungsprozesse sowie ausgewahlte Legierungsanteile ihre hervorragenden
Eigenschaften, wie z.B. gesteigerte Festigkeit oder Umformbarkeit. Diese fir den
Anwendungsfall optimierten Stahlgiten weisen je nach Werkstoffklasse und Festigkeit
ein differenziertes Versagensverhalten auf. Dadurch ist die im abgeschlossenen
FOSTA-Projekt (Tekkaya, et al. 2013) durchgefuhrte Weiterentwicklung des
kontinuumsmechanischen  Schadigungsmodells fir einige  Werkstoffgruppen
ausreichend, aber es besteht weiterhin Verbesserungspotential hinsichtlich der
Abbildung der Schadigungsakkumulation. Insbesondere wird beim Karosserieziehen
ein wechselnder Spannungszustand in den Materialien erzeugt, der nicht nur bei
niedrigen Triaxialitditen sondern auch unter ebener Dehnungsbeanspruchung bis hin
zum biaxialen Zug vorliegen kann. Hieraus resultiert ein hochgradig nicht-lineares
Materialverhalten (Wierzbicki T. 2005). Bendtigt wird daher eine flexible Modellantwort
bezlglich niedriger Triaxialitadten und - je nach Werkstoff — auch im Bereich der ebenen
Dehnung (Abbildung 1-6). In erster Linie ist, wie sich im abgeschlossenen FOSTA-
Projekt (Tekkaya, et al. 2013) gezeigt hat, eine Erweiterung des Modells hinsichtlich
der Genauigkeit des Zeitpunkts des Rissauftretens notwendig.



Einleitung
Introduction

1
c
>3
%05 Scherung | 'Plane strain
< valley"
S \ 4
o
o
0

0,33 0 033 0,67
Triaxialitat
Abbildung 1-6: Versagensverhalten fiir verschiedene Belastungsfalle (Wierzbicki T. 2005)
Figure 1-6: Failure behavior for different loading modes (Wiezbicki T. 2005)

Ferner stellt sich die Frage nach den Versuchen, die erforderlich sind, um eine
komplexere Versagensantwort unter verschiedenen Lastpfaden erfassen zu kdnnen.
Neben den Zugversuchen sind Biaxialversuche und Versuche mit ebenem
Dehnungszustand notig, welche teilweise fir die Ermittlung des GFDs ohnehin
durchgeflihrt werden. Letztere kdnnten auch durch Zugversuche an gekerbten Proben
ersetzt werden. Viel kritischer sind die Messungen bei niedrigen und negativen
Triaxialitaten. Wahrend bei negativen Mehrachsigkeiten noch kein Versuch fir dinne
Bleche vorhanden ist (Wierzbicki T. 2005), werden bei geringen Triaxialitatswerten
Scherversuche bis zum Bruch ausgewertet. Diese befinden sind zum Teil in
Entwicklung. Beispielsweise wurde im Rahmen des FOSTA-Projekt P1007 ein Versuch
zur Charakterisierung des Versagensverhaltens mithilfe einer Scherzugprobe beim
Institut fir Umformmaschinen (IFUM) erprobt. Am Institut fir Eisenhittenkunde (IEHK)
der RWTH Aachen wird ebenfalls ein Scherversuch zur Bestimmung des
Bruchverhaltens unter einfacher Scherung verwendet. Weitere Versuche, wie der
Scherversuch an der Universitat Twente in den Niederlanden sind sehr aufwendig.
Dieser basiert auf der Schergeometrie von Wierzbicki (Wiezbicki T. 2005) und wurde
in Zusammenarbeit mit inpro entwickelt. Dabei wird der Scherriss mittig in der
Scherzone erreicht. Der modifizierte ebene Torsionsversuch befindet sich ebenfalls in
der Erprobung bzw. Entwicklungsphase. Bei allen diesen Versuchen bleibt die Frage
offen, welche messbare Grol3e (Kraft-Weg-Antwort, Dehnungen) zur Identifikation von
Schadigungs- und/oder Bruchmodellen geeignet ist. Darliber hinaus ist der Ort des
Versagens (an den Scherkanten oder in der Mitte der Scherzone) nicht im Vorfeld
bekannt.
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Abbildung 1-7: Scherversuche zur Charakterisierung des Versagensverhaltens

Figure 1-7: Shear tests for the characterization of the failure behavior
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1.2 Zielsetzung
Objective

1.2.1 Angestrebte Forschungsergebnisse
Aimed research results

Das Ziel des Projektes ist die Bereitstellung eines erweiterten
kontinuumsmechanischen Schadigungsmodells zum industriellen Einsatz beim
Tiefziehen hochfester Stahlgiuten. Dazu gehoéren die Ermittlung der fir die
Modellparameter notwendigen Versuche sowie eine praxistaugliche Strategie zur
Parameteridentifikation. Bei den Charakterisierungsversuchen handelt es sich vor
allem um die Weiterentwicklung des ebenen Torsionsversuchs zur Bestimmung der
Schadigungskennwerte bei niedrigen Triaxialitatswerten. Dieser Versuch soll so
eingesetzt werden, dass ein Riss unter einfacher Scherung (Triaxialitéat gleich Null)
mittig im Scherbereich eintritt. Weitere Versuche dieser Art befinden sich in der
Entwicklung. Durch einen Benchmark mit zusatzlichen Losungen und dem ebenen
Torsionsversuch in Kombination mit dem erweiterten Lemaitre-Modell wird deren
wirtschaftliche und wissenschaftliche Nutzung verglichen und bewertet. Die
Leistungsfahigkeit des zu entwickelnden Verfahrens wird anhand geeigneter Bauteile
Uberpruft.

1.2.2 Innovativer Beitrag der angestrebten Forschungsergebnisse
Innovative contribution of the research

Fur den Einsatz einer breiteren Palette hochfester Stahle ist u. a. eine zuverlassige
Versagensvorhersage notwendig. Die eingeschrankte Versagensprognose des
Grenzforméanderungsdiagramms bei der Auslegung von Blechumformverfahren fir
hdchstfeste Blechwerkstoffe hat zu einem hdéheren Bedarf an phanomenologisch und
physikalisch begrindeten Ansatzen fur die Modellierung des duktilen Versagens
gefuhrt. Bei Anwendern der Umformsimulation hat sich die Nutzung solcher Modelle
aufgrund mangelnder Verbreitung oder fehlendem Grundlagenwissen noch nicht
durchgesetzt. Dies soll sich durch das hier entwickelte Verfahren andern. Damit kénnen
nicht nur das Versagen fir reale Prozessen vorhergesagt werden, sondern auch
zusatzlich auftretenden Effekte, wie z. B. die Entfestigung, abgebildet werden. Dieses
wird erreicht, indem das Materialmodel hin zu einer flexiblen Modellantwort erweitert
wird. Eine praxistaugliche Strategie zur Identifikation der Modellparameter bringt einen
weiteren Vorteil mit sich: Die Modellparameter sollen im Hinblick auf eine
industrierelevante Anwendung des Modells zusammengestellt und in ihrer Anzahl aus
Kosten- und Zeitgrinden gezielt ausgewahlt werden. Besonders durch das Angebot
der im Rahmen des Projektes weiterentwickelten Versuche wird dem Anwender eine
neue Moglichkeit fir die Nutzung des Modells zur Verfigung gestellt. Ein weiterer
innovativer Nutzen der Forschungsergebnisse stellt die Aussicht einer verlasslichen
Versagensprognose entlang der Prozesskette dar. Denn die Schadensakkumulation
von einem Fertigungsprozess zum nachfolgenden kann nun durch die neue Methode
bertucksichtigt werden.
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Kurzfassung

Zur Vorhersage von plastischer Instabilitat und der finalen Werkstofftrennung
werden  belastungsabhdngige  Methoden  verwendet, die  von
Grenzformanderungsdiagrammen Uber Bruchkriterien hin zu gekoppelten
Schadigungsmodellen reichen. In Abhangigkeit der plastischen Deformation
resultiert die Schadigungsevolution, welche gekennzeichnet ist durch Bildung,
Wachstum und Vereinigung von Poren. Diese entstehen haufig an
Verunreinigungen oder Sekundareinschiissen im Werkstoff. Es wird
angenommen, dass positive Hauptspannungen zu Porenwachstum fiihren. Ein
erhohtes Porenvolumen resultiert in einer Verringerung des tragenden
Querschnitts. Durch eine Schadigungsevolution, die in Abhangigkeit der
Triaxialitat eine angepasste Schadigungsakkumulation abbildet und mit der
Plastizitat gekoppelt ist, soll die Vorhersagegenauigkeit fiir Versagen unter
hoher Triaxialitat und scherdominantes Versagen, in Anlehnung an Li et al.
(Li, et al. 2010), verbessert werden.

Abstract

For the prediction of localizations and failures, various load-dependent
methods are used. These range from forming-limit-diagrams to simple
fracture criteria to advanced coupled damage models. Depending on the
plastic deformation the evolution of the damage occurs. This is characterized
by nucleation, growth and coalescence of pores. These are often created close
to imperfections in the material. It is assumed that positive principal stresses
cause pore growth. Pore growth lead to a reduction of material strength. The
accuracy of the prediction of material failure under high triaxiality and shear-
dominant failure, based on Li et al. (Li, et al. 2010), should be increased by
a stress state dependent coupled damage model.

Die Erreichung des Forschungsziels erfordert Kenntnisse aus verschiedenen
Bereichen der Fertigungstechnik und verwandter Themengebiete. Aus der
Umformtechnik wird das Hintergrundwissen Uber die Prozessgrenzen bei Tief-, Streck-
und Karosserieziehprozessen bendétigt. Insbesondere sind die herrschenden
Spannungszustande wichtig, da das Eintreten des Versagens direkt vom
Spannungszustand abhéangig ist. Die werkstoffspezifischen Mechanismen des duktilen
Versagens werden je nach Modellansatz explizit oder Uber geeignete effiziente
Formulierungen abgebildet. Dies geschieht Uber die Verknipfung des in
makroskopischen Versuchen und auf einem phanomenologischen Modell, welches mit
den fundamentalen Prinzipien der Kontinuumsmechanik beschrieben wird.

Im Produktenstehungsprozess von Blechteilen werden heute computerbasierte
Methoden zur Auslegung der Prozesse eingesetzt (K. L. Roll 2005). Fur die Auslegung
des Umformprozesses werden vorrangig Umformsimulationen auf Basis der Finite-
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Elemente Methode eingesetzt. Dies dient dem Zweck, den Werkstofffluss, die
erwartete Abweichung von der Sollgeometrie und die Werkzeugbelastungen
vorauszusagen. Ein weiterer sehr wichtiger Aspekt ist die Vorhersage des
Bauteilversagens im Fertigungsprozess. Anhand der Vorhersagen konnen die
Prozessparameter angepasst werden, um ein versagensfreies Bauteil zu erhalten. Im
Folgenden werden Ansatze vorgestellt, die das Auftreten von Rissen und kritischer
Ausdinnung im Blechumformprozess vorhersagen.

2.1 Versagensvorhersage
Failure Prediction

Prinzipiell stehen verschiedene Konzepte zur Vorhersage des Versagens zur
Verfligen. Hierbei ist eine Unterteilung in das Auftreten der diffusen Einschnirung,
der lokalen Einschnirung und des Bruchs vorzunehmen. Die diffuse Einschntirung
tritt fOr

do o

ds  1+e
im Fall des einachsigen Zugversuchs ein, siehe (Gottstein 2001). Die Dehnung bei
Erreichung dieses sog. Considére-Kriteriums entspricht der GleichmalRdehnung.
Physikalisch  herrscht zu diesem Zeitpunkt ein Gleichgewicht zwischen
geometriebedingter Entfestigung und der werkstoffspezifischen Verfestigung. Je nach
Duktilitat des Werkstoffs kommt es nach der diffusen Einschnirung zur lokalisierten
Einschnirung und darauffolgendem Bruch oder direkt zum Bruch.

In der industriellen Praxis der Umformsimulation wird der Zeitpunkt der lokalen
Einschnurung empirisch fur verschiedene Dehnungspfade bestimmt und mit den
Vorhersagen der Simulation abgeglichen. Dies wird durch das gemessene oder
analytisch bestimmte Grenzformanderungsdiagramm (Englisch: Forming Limit
Diagram, FLD), welches die Grenze zwischen sicheren und unsicheren Spannungs-
bzw. Dehnungszustanden darstellt, beschrieben. Obwohl dieses Verfahren bereits in
der Blechumformung etabliert ist, ist es z. B. auf die Versagensprognose bei der
Massivumformung kaum Ubertragbar. AulRerdem verfehlt das GFD genaue
Vorhersagen bei nicht proportionalen Dehnungspfaden, beispielsweise bei
Kantenrissen (Barsoum |. 2007). Daruber hinaus ist das Konzept der GFD nur fur die
Dehnungsbeanspruchungen zwischen einachsigem Zug und equibiaxialem Zug
qualifiziert. Eine anschlieBende Vorhersage der Produkteigenschaften bei
Folgeoperationen (Falzen, Abkanten) bis hin zu Lebensdauer und Crashverhalten
werden damit nicht erreicht (Liewald M. 2010). Stattdessen sind durch fortgeschrittene
konstitutive Modelle weitere Alternativen entstanden. Diese verwenden die lokale
Entwicklung der Mikrostruktur und erfassen dadurch implizit die Pfadabhangigkeit der
Verfestigung und Entfestigung des Materials. Dadurch kénnen Lésungen erarbeitet
werden, die bei der Analyse der Umformbarkeit und anschlie3end beim Design des
Umformprozesses eingesetzt werden konnen. Aktuell stellt die Ermittlung der
Schéadigungsevolution und die damit verbundene Vorhersagengenauigkeit eine
Herausforderung bezuglich der Prognose von duktilem Versagen dar. Heutzutage sind
moderne technologische Stahle durch Mischkristalle und durch zusatzliche Phasen in
dem Matrixmaterial hinsichtlich ihrer Festigkeit stark verbessert. Bei solchen
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Werkstoffen wird das Versagensverhalten unter anderem durch Porenentstehung,
Wachstum und Zusammenfihrung, verursacht. In der Umformpraxis ist der Ort des
Versagens nicht im Voraus bekannt. Das Versagen kann an mehreren Stellen im
Bauteil simultan auftreten. Weiterhin treten Risse in einem breiten Bereich
hydrostatischer Spannungen auf, die nicht vom klassischen GFD vorhergesagt werden
(Atkins 1997).

Alternative Modelle versuchen das Problem des scherdominanten Versagens durch ein
kirzlich entwickeltes Bruchkriterium nach Li et al. (Li, et al. 2010) zu l6sen. Diese
Modelle werden im Englischen als fracture-forming-line (FFL) oder fracture-forming-
line-diagram (FFLD) bezeichnet. Das Modell kann durch die Verwendung eines
modifizierten Mohr-Coulomb-Modell (MMC) Scherrisse bei Dualphasenstadhlen
vorhersagen. In Abbildung 2-1 wird deutlich, dass durch den Einsatz dieser Theorie
gegenuber der klassischen GFD (Abbildung 2-2) ein zusatzlicher Bereich mit
niedrigerer Bruchdehnung zwischen dem uniaxialen Zug und dem Druckbereich (d. h.
im Bereich negativer und niedriger Triaxialitaten) beobachtet wird. Dieser Bereich wird
von der der klassischen Grenzformanderungsdefinition nicht vorhergesagt.
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Abbildung 2-1: Erweiterung der FLD im Scherbereich (Li, et al. 2010)
Figure 2-1: Extension of FLD for shear (Li, et al. 2010)

Bao und Wierzbicki konnten (2004) die nicht monotone Abhéangigkeit der
Vergleichsbruchdehnung von der Triaxialitat (Abbildung 2-2) zeigen (Bao Y. 2004).
Diese ermittelten Bruchkurven stehen zum Teil im Widerspruch zur Theorie der
sogenannten mikromechanisch basierten Methoden, bei welchen Mechanismen wie
Porenenstehung, -wachstum und —verbindung durch den hydrostatischen Druck
kontrolliert werden. Dazu z&hlen die Modelle nach McClintock (1968), (Rice und Tracey
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1969), Gurson (1975) sowie Tvergaard und Needleman (1984). Diese Modelle haben
damit die Tendenz, die Bruchdehnung bei niedrigen Triaxialitaten zu tberschatzen.
Dies ist aber nicht im Einklang mit den experimentellen Ergebnissen, die Bao und
Wierzbicki in 2004 und nachfolgende Untersuchungen in 2007 von Barsoum und
Faleskog erreichten (Barsoum I. 2007).
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Abbildung 2-2: Bruchkurve in Abh&ngigkeit der Triaxialitat. Modell nach (Bao Y. 2004)

Figure 2-2: Fracture curve in dependency of the triaxiality. Model according to (Bao Y., 2004)

Aus dieser Motivation wurden neue Modelle entwickelt, die zum einen auf der
theoretischen Entwicklung der Mikroporendynamik basieren und so die beobachteten
Phanomene besser abbilden. Hieraus entstanden neue konstitutive Modelle wie das
kommerzielle CrachFEM (Dell H. 2007) oder die Modelle von Lou und Huh (Lou Y.
2012). Ferner wurden 2008 von Nahshon und Hutchinson (Nahshon K. 2008) sowie
von Xue und Wierzbicki (Xue L. 2008) bestehende Modelle, hinsichtlich des
Porenwachstums bei hohen Triaxialitaten modifiziert. Bai und Wierzbicki (Bai Y. 2010)
berticksichtigen in ihrem Modellansatz den sogenannten Lode-Parameter, der den
Quotient aus der dritten Invariante des deviatorischen Spannungstensors und der
Vergleichsspannung (s. Abbildung 2-3) darstellt. Dadurch kann zwischen einer
axialsymmetrischen Last und einer Scherung unterschieden werden. Damit entsteht
ein zusatzlicher Freiheitsgrad zur Beschreibung des Versagens neben der Triaxialitat
und der plastischen Vergleichsdehnung.
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Abbildung 2-3: Definition des Lode-Parameters im Hauptspannungsraum und durch drei
Koordinatensysteme ausgedrickt. (Bai Y. 2010)

Figure 2-3: Definition of Lode-angle in the principal stress space for different ,coordinate systems*” (Bai
Y., 2010)

Derzeit sind bereits weitere Modelle vorhanden, die dieses Verhalten mit Hilfe von so
genannten Bruchkurven Uber einen breiten Triaxialitatsbereich erfassen. Allerdings
sind die meisten Ansatze nicht gekoppelt. Das heil3t der Einfluss der abnehmenden
Tragfahigkeit des Werkstoffs auf die Rissbildung kann nicht abgebildet werden. Dies
kann bei der Simulation der Blechumformung zu verfalschten Versagensvorhersagen
fuhren, was bereits im abgeschlossenen FOSTA-Projekt P853 ,Entwicklung eines
anwenderorientierten Versagensmodells fur die Blechumformung hochfester Stahle®
gezeigt werden konnte. In der Crashsimulation wird u.a. das Generalized Incremental
Stress State dependent damage MOdell (GISSMO) verwendet. Dieses nutzt ab dem
Erreichen der GleichmalRdehnung das Konzept der effektiven Spannungen. Dabei wird
durch die Einflhrung der Schadigungsvariablen D eine Entlastung des Werkstoffes
erfasst. FiUr die Entwicklung von D wird die Bruchkurve Uber einen breiten
Triaxialitasbereich (- 0,33 <n <+ 0,67) hinzugezogen (Neukamm F. 2009).

Mikromechanik des scherdominanten Versagens

Der beim scherdominanten Versagen auftretende Mechanismus basiert nicht auf dem
Porenwachstum, welches durch die hydrostatische Spannung hervorgerufen wird, da
unter reiner Scherbelastung diese nicht veréndert wird. Es ist anzumerken, dass das
Versagen bei Scherbeanspruchung eher durch die lokal existierenden
Inhomogenitéaten verursacht wird. Diese sind Einschlisse oder sekundéare Phasen. Sie
verursachen durch  hohe  Spannungskonzentration oder durch Ilokale
Verformungsinkompatibilitdéten (infolge unterschiedlicher Phasenfestigkeiten) eine
Dekohéasion zwischen den Einschlissen und der Matrix bzw. zwischen den
verschiedenen Phasen (Abbildung 2-5). Dieser Versagensmechanismus unter
Scherbeanspruchung wurde von Siruguet und Leblond (Siruguet K. 2004) beschrieben
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und ist besonders wichtig fir moderne hochfeste Legierungen und im Speziellen fur
Mehrphasenstahle.
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Abbildung 2-4: Versagensmechanismus unter Scherung nach (Siruguet K. 2004)
Figure 2-4: Failure Mechanism under shear according to (Siruguet K. 2004)

Ein weiterer Mechanismus wird durch die Bildung von nicht isolierten Porenclustern
erklart (Soyarslan C. 2008). Dabei wird das Versagensverhalten zum einem von einem
sogenannten Porenverzug und zum anderen von einer Poreninteraktion, welche eine
Materialrotation aufgrund der Scherung zur Folge hat, verursacht.

8

Abbildung 2-5: Versagensmechanismus unter Scherung nach Soyarslan (Soyarslan C. 2008)

Figure 2-5: Failure mechanism under shear according to Soyarslan (Soyarslan C. 2008)
Reflexion Gber scherdominanten Versagen beim Tiefziehen

Die Studie von Li et al. (Li, et al. 2010) zeigt deutlich die Einschrankungen des GFD bei
der Versagensvorhersage unter allgemeinen Scherspannungszustanden. Beim
Karosserieziehen werden hauptsachlich zweli charakteristische
Scherspannungszustande in diinnen Blechen auftreten. Diese lassen sich vereinfacht
beim Tiefziehen eines Vierkantnapfes aufzeigen (siehe Abbildung 2-6). Dabei handelt
es sich um die ,in-plane“-Scherung im Tiefziehbereich, wo reine Scherung mitn = 0
herrscht und um die ,through thickness” -Scherung nach der Biegung in den

Zargenbereich, wo die ebene Dehnung mit n ~ 1/v/3 beobachtet wird.
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Abbildung 2-6: ,in-plane“- (links) und ,through thickness*- (rechts) Scherspannungszustande beim
Tiefziehen. Verwendete Abkirzungen: B: Biegung, BB: Rickbiegung, PS: Zug mit ebener Dehnung,
BBS: homogene biaxiale Streckung, D: Tiefziehen, 7i sind die dabei wirkenden Spannungen (Valberg
2010)

Figure 2-6: in-plane*- (left) und ,through thickness*- (right) shear states during deep drawing. Used
abbreviations: B: bending, BB: reverse bending, PS: plane-strain tension, BBS: homogeneous biaxial
stretch, D: deep drawing, 7i are the acting stresses (Valberg 2010)

Um die Folgen einer Bericksichtigung des scherdominanten Versagens zu zeigen,
wurde das Modell nach Gurson modifiziert. Das Modell wurde tber eine VUMAT-
Subroutine in Abaqus implementiert (Soyarslan 2012) und die Auswirkungen anhand
eines Vierkantnapfes demonstriert. In Abhangigkeit des Ziehradius treten ,in-plane®-
oder ,through thickness®- Scherrisse auf. Wahrend ,through thickness“-Scherbrtiche
unter ebener Dehnung bei grol3en Spannungstriaxialitditen vorhanden sind und von
einer Materialeinschnurung begleitet werden, treten ,in-plane“-Scherrisse ohne
Einschnurung auf. Dies ist wiederum ein weiterer Grund, warum das klassische GFD
das Versagen in solchen Fallen nicht prognostizieren kann.
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2.2 Lemaitre Schadigungsmodell
Lemaitre damage model

2.2.1 Basismodell
Basic model

Um Schéadigung abbilden zu kénnen, die durch eine auf3ere Last hervorgerufen wird
bendtigt man ein Schadigungsmodell. Hierbei gibt es grundlegende Unterschiede
zwischen mikromechanisch motivierten und phdnomenologischen Modellen, zu denen
auch das Lemaitre Modell z&hlt. Das Modell basiert auf der Annahme einer homogenen
Verteilung einer geschadigten Flache, wobei diese dadurch definiert ist, dass sie keine
Fahigkeit besitzt einer angreifenden Last entgegen zu wirken. Es ist dabei unerheblich,
aus welchen Grunden diese Flache die Tragfahigkeit verloren hat. Ublicherweise
geschieht dies durch die Entstehung von Poren, die bei steigender Deformation zu
einer Trennung des Materials fuhren.

Uber das Verhaltnis der geschadigten Flache A, zum Ausgangszustand A lasst sich
die Schadigungsvariable D wie folgt bestimmen:

p==2 (1)

Die Schadigung D spiegelt also eine prozentuale Schadigung der Ausgangsflache
wieder, Uber die Relation 4 = (1 —D)A kann die verbleibende effektive Flache A
dargestellt werden. Mithilfe von D werden sogenannte effektive Zustandsgrof3en
gebildet, welche sich auf eine fiktiv ungeschadigte Flache beziehen und mit dem Prinzip
der Dehnungsaquivalenz der gemittelten GrdlRen gleichgestellt werden durfen
Abbildung 2-7.

Das klassische Modell geht von einer homogenen Verteilung des Porenvolumens aus,
welches durch die Schadigungsvariable D erfasst wird. Mithilfe von D werden
sogenannte effektive ZustandsgroRen gebildet, welche sich auf einen fiktiv
ungeschadigten Raum beziehen und mit dem Prinzip der Dehnungsaquivalenz der
gemittelten  GroRen gleichgestellt werden darfen  Abbildung 2-7. Die
Schadigungsvariable wird in einem thermodynamischen Kontext mittels der
Helmholtz'schen freien Energie ¢ und des plastischen Potenzials ¢ eingefihrt.
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Abbildung 2-7: Schematische Darstellung der effektiven ZustandsgrofRen. Mit & der effektiven
Spannung, ¢ der gemittelte Spannung und der D Schadigungsvariable (Soyarslan C. 2008)

Figure 2-7: Schematic representation of the effective state variables. With & effective stress, o
averaged stress and D damage variable (Soyarslan C. 2008)

Die zeitliche Entwicklung der Schadigungsvariablen (Gleichung 1) wird aus dem
plastischen Potenzial abgeleitet und basiert auf der elastischen Energiedichte Y, der
plastischen Vergleichsdehnrate ¢ und materialabhangigen Parametern (s, S, ).

D=6

%z(Y;YO>S*(1 —¢D)ﬁ (2)

Hierbei kann die schadigungskonjugierte Variable Y wie folgt angegeben werden:

R ]L(_wq ®
2E | (1-D)* ) 2E| (1-D)?

Obwohl mikromechanisch basierte Modelle normalerweise mit der mikromechanischen
Entwicklung des Werkstoffs verknlpft werden, gibt es keine direkte, physikalische
Interpretation fur die Parameter des Lemaitre-Modells. Nur das Verhéaltnis der
geschadigten zur nicht geschadigten Flache kann gemessen werden, wenn die
Schadigung in der Mikrostruktur auftritt. Um einen Parametersatz zu erhalten, wird
daher die inverse Parameteridentifikation angewendet. Durch die Kopplung zwischen
duktiler Schadigung und Plastizitdt entwickeln sich die elastoplastischen Kennwerte
wéahrend der Deformation. Jedoch kann die Ermittlung der anfanglichen elastischen

Parameter, als auch der initiale FlieRort, Uber konventionelle Methoden, ohne die
Beriicksichtigung der Schadigung, bestimmt werden.
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2.2.2 Lemaitre Schadigungsmodell mit Berticksichtigung der Druckspannung
Lemaitre damage model including the effect of compressive stress

Die Modifikation des Basismodells wurde in dem abgeschlossenen FOSTA-Projekt
P853 durchgefuhrt (Ladeveze P. 1984). Dabei wurde die elastische Energiedichte Y in
einen positiven Y* und einen negativen Anteil Y zerlegt. Hierzu wird der
Spannungstensor in Hauptspannungen zerlegt, die positiven Anteile werden fur die
positive Energiedichte Y+ beriicksichtigt, wobei die Druckhauptspannungen in den Y
Term einflie3en:

T 26| 1-D)*  (I-hD)* | 2E|@-D)*  (1-hD)’ @

V- 1+v <O->ij<o->ij +h <_O->ij<_o->ij 4 [ <‘7kk>2 +h <_O-kk>2 :l

In Abgrenzung zum klassischen Modell, in dem beide Anteile der Schadigung mit einem
Faktor von 1 akkumuliert werden, kdnnen durch die Erweiterung die negativen Anteile
von Y'mit einem Faktor 4 zwischen 0 < h < 1 gewichtet werden. Somit kann durch die
Separation der Spannungsanteile, zusammen mit dem h-Parameter, die
Schadigungsentwicklung reduziert werden. Die physikalische Motivation folgt aus der
Annahme, dass sich unter Druckspannungen im Material enthaltene Poren schliel3en
und es somit nicht zu einem Anwachsen der Schadigungsakkumulation kommt. Bei der
Verwendung des h-Parameters von h = 0 folgt, dass keine Schadigungsentwicklung
durch die Druckspannung induziert wird.

Durch die Einfuhrung des Parameters h kann nun ein bestimmter Anteil der wirkenden
Druckspannungen in ¥ flr die Schéadigungsentwicklung berlcksichtigt werden
(Tekkaya, et al. 2013). Hierbei entspricht der Faktor h einer Gr6l3e, durch die unter
Druckspannung die Triebkraft fir die Schadigung im Vergleich zur Zugbelastung
reduziert wird. Hierdurch konnte gezeigt werden, dass das Porenvolumen infolge
druckbeanspruchter Bereiche und das damit verbundene Materialverhalten bei
negativen Triaxialititen besser vorhergesagt werden kann, siehe Abbildung 1-2:
Modellantwort mit (h = 0) und ohne (h = 1) PorenschlieBung. Die damit erreichten
Ergebnisse wurden im Abschnitt ,Ausgangssituation“ beschrieben und in (Tekkaya, et
al. 2013) ausfuhrlich dokumentiert.

2.3 Schadigungs- und Versagensmodellierung fir Umformprozesse
Modelling damage and failure in the forming processes

Neben den bereits in Abschnitt 2.2 erwdhnten Anwendungen von Schadigungs- und
Versagensmodellen haben weitere  Wissenschaftler Umformprozesse bei
Raumtemperatur mithilfe dieser Methoden untersucht. LeMaout et al. (LeMaout und
Thuillier 2009) sagten die Prozessgrenzen beim Biegen und Falzen mit einem
erweiterten Gurson-Modell voraus. Fir die Analyse von Kantenrissen beim
Scherschneiden und das folgende Walzen von Blechen verwendeten Hubert et al.
(Hubert, et al. 2012) ein erweitertes Lemaitre-Modell. Ein &hnliches Modell wurde von
Mashayekhi et al. (M. T. Mashayekhi 2010) zur Simulation des Kaltwalzens und
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anschlieBendem Biegen (Mashayekhi, Ziaei-Rad und Parvizian 2007) angewendet. In
diesen Studien wird Versagen durch Risse durch die Loschung von Elementen bzw.
drastische Reduzierung der Elementsteifigkeiten abgebildet. Im Zusammenhang mit
dem Versagen in Blechumformverfahren betrachten einige Autoren den Einfluss
vorgelagerte Schneidoperationen auf das Versagen insbesondere durch Kantenrisse. So
wird in (Vatter 2013) die Versagenswahrscheinlichkeit beim Scherschneiden und
folgenden Biegen mit einem Lemaitre-Modell vorhergesagt. In (Behrens, Peshekhodov
und Vucetic, Numerische Beschreibung der Schadigung beim Scherschneiden und des
verbleibenden  Restumformvermdgens fur  Dualphasenstdhle  mithilfe  der
Multiskalensimulation 2015) wurden Johnson-Cook Versagenskriterien fur die
Vorhersage des Umformverhaltens mehrphasiger Stahle beim Scherschneiden und
folgenden Umformprozessen eingesetzt.
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3 Vorgehensweise
Approach

Kurzfassung

Ziel des Projektes ist die Erstellung und Validierung eines
Schadigungsmodelles. Fur die Ermittlung der freien Modellparameter werden
umfangreiche  Charakterisierungsversuche  durchgefihrt, die die
Spannungszusténde von scherdominanter Belastung (ebener
Torsionsversuch) hin zu biaxialer Zugbelastung (Nakajima-Versuch)
abdecken. Anhand dieser werden fiir die beiden Werkstoffe inverse
Parameteridentifikationen durchgefihrt. Zur Validierung wurden drei
verschiedene Tiefziehbauteile gefertigt, welche in Abhangigkeit der
Prozessparameter lokales Materialversagen aufzeigen. Uber diese wird das
Schadigungsmodell mit den identifizierten Materialparametern verglichen.

Abstract

The aim of the project is the creation and validation of a damage model.
Extensive characterization experiments were carried out. These cover stress
states from shear-dominant loading (in-plane torsion test) to biaxial tensile
loading (Nakajima-test), to determine the model parameters. Based on those
tests, inverse parameter identifications were conducted for both materials.
For the purpose of validation, three different deep-drawn components were
manufactured, which showed local material failure depending on the process
parameters. These identified material parameters used to evaluate the damage
model.

Das im vorherigen Abschnitt vorgestellte Schadigungsmodell wird um einen Term, der
explizit die Abhangigkeit von der Scherspannung bertcksichtigt erweitert. Dies erhdht
die Flexibilitat des Schadigungsmodells im Bereich niedriger und negativer
Triaxialitaten. DarlUber hinaus wird dadurch implizit eine Beriicksichtigung der
Abhangigkeit vom Lode-Parameter ermoéglicht. Um die Leistungsfahigkeit der
Erweiterung des Schadigungsmodelles validieren zu koénnen wurde folgendes
Vorgehen gewahlt, bei dem zuné&chst die elasto-plastischen- Kennwerte anhand von
konventionellen Zugversuchen ermittelt wurden. Auf Grundlage dieser wurden
FlieRkurven mit einem gewissen Puffer identifiziert, um eine Reserve fur die
Bestimmung der freien Materialparameter des Schadigungsmodells zu erhalten. Fur
die ldentifizierung der freien Modellparameter wurden Charakterisierungsversuche
Uber den gesamten positiven Triaxialitatsbereich ( 0 <7n < 0,66 ) durchgefihrt.
Insbesondere deckt diese Untersuchung den Bereich geringer Triaxialitdt (n = 0) ab.
Hierfir werden drei unterschiedliche Charakterisierungsversuche, die eine
Scherdeformation hervorrufen, verwendet. Zur Identifizierung der Modellparameter
wird das kommerzielle Optimierungstool LS-OPT angewandt. Um den
Optimierungsaufwand fur spatere industrielle Anwendungen maoglichst gering zu halten
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wurden unterschiedliche Optimierungsstrategien angewendet und auf ihre
Praktikabilitat und Effizienz hin untersucht.

Zu Validierung der Schererweiterung wurden drei unterschiedliche Tiefziehteile
gefertigt, welche ein Versagen bei unterschiedlichen Triaxialitdtswerten aufzeigen.
Anhand dieser kann somit die Leistungsfahigkeit tber einen grof3en Triaxialitdtsbereich
identifiziert werden.

Uber den zu ermittelnden Parametersatz werden Validierungsversuche, bei denen
Versagen unter verschiedenen Lastpfaden und Spannungszustdnden hervorgerufen
wird, mittels numerischer Berechnung in LS-DYNA durchgefuhrt. Die
Schadigungszeitpunkte und Position der Schéadigungsinitierung werden mit den
experimentellen Daten, wie z.B. der maximalen Ziehtiefe, verglichen. In Abbildung 3-1
ist das Vorgehen des Projektes dargestellt.

Entkoppelt von der Parameteridentifikation des erweiterten Schadigungsmodells
werden im letzten Teil des Projektes weitere Ansatze zur Lokalisierungsidentifikation
in LS-DYNA implementiert und hinsichtlich ihrer Eignung untersucht. Im Einzelnen wird
hierzu ein Lokalisierungskriterium, welches den Beginn einer diffusen Einschnirung
ermitteln soll, implementiert. Weiterhin wird ein Lokalisierungskriterium in dem FE-
Programm ibura untersucht, welches im Gegensatz zu dem vorigen Modell auf einer
regularisierten Schadigungsformulierung basiert.
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Abbildung 3-1: Ubersicht des Vorgehens

Figure 3-1: Overview of proceeding
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4 Erweiterung des Schadigungsmodells
Enhancement of the damage model

Kurzfassung

Das hier vorgestellte Schadigungsmodell ist eine um eine Abhangigkeit von
der maximalen Scherspannung erweiterte Schadigungsformulierung, tber die
die Bruchkurve flexibel angepasst werden kann. Hieraus resultiert, dass das
Lemaitre-Modell fir Triaxialitatswerte zwischen 0,33 < n < 0,66, im plane-
strain valley, eine verringerte Umformbarkeit vorhersagt. Das bereits
existierende Basismodell basiert auf dem im FOSTA P853 erstellten Modell,
welches Uber eine druckabhangige Schadigungsformulierung verfigt.

Abstract

The presented damage model is a damage formulation, which is extended by
a dependence on the maximum shear stress. Based on this the fracture curve
can be adjusted more flexibly. As a result, for triaxiality values between
0.33 <71 < 0.66 the Lemaitre model predicts, similar to approaches by
Wierzbicki, a minimum of formability. The already existing model is based on
the model created in the FOSTA P853 project, which has a pressure-
dependent damage formulation.

4.1 Lemaitre Schadigungsmodell mit Berticksichtigung der
Scherung
Lemaitre damage model including the effect of maximum shear
stress

Auf Grundlage des zuvor beschriebenen Materialmodells wird im Folgenden eine
Erweiterung der Schadigungsevolution um den Beitrag der maximalen Scherspannung
erarbeitet. Uber diese Modifikation kann eine Anpassung bei niedriger Triaxialitat, und
somit bei scherdominanten Spannungszustanden, flexibel erfolgen.

Das bereits bestehende Materialmodell mit A-Parameter (Druckabhangigkeit) weist nur
eine begrenzte Flexibilitat zur Anpassung der Bruchdehnung im positiven
Triaxialitatsraum auf. Untersuchungen von Li et. al. (Li, et al. 2010) haben gezeigt, dass
Werkstoffe unter reiner Scherbelastung in der Lage sind, hohe plastische
Formanderungen zu durchlaufen bis ein Werkstoffversagen eintritt. Die
Charakterisierung erfolgte anhand eines tiefgezogenen Napfes. Durch das
abgeschlossene FOSTA-Projekt konnte gezeigt werden, dass durch die Verwendung
des A-Modells der Rissort bestimmt werden konnte.

Das kritische Element, welches bei dem tiefgezogenen Teil zuerst versagt, wurde
genauer untersucht, um das Schadigungsverhalten charakterisieren zu kénnen. Die
Darstellung der plastischen Dehnung Uber der Triaxialitat zeigt, dass das Element aus
einer Druckbeanspruchung in den Bereich reiner Scherung lauft, dort weiterhin
plastisch umgeformt wird und anschliel3end unter einem biaxialem Spannungszustand
versagt (Siehe Abbildung 1-5). Die maximale Form&anderung bis zum Eintreten eines
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Versagens ist unter Scherbelastung deutlich gesteigert, sodass einige Modelle sogar
ein asymptotisches Verhalten annehmen. Implizit fihren diese Modelle dazu, dass die
Schadigungsevolution unter Druckbeanspruchung vollstandig verhindert wird. Durch
das Materialmodell mit Druckabh&ngigkeit kann das Schadigungsverhalten fur den
negativen Triaxialitdtsbereich modifiziert werden, allerdings weist es nur eine
begrenzte Anpassungsfahigkeit auf. Durch die Schererweiterung in der
Schadigungsevolution soll das hin zu einem flexibleren Materialmodell angepasst
werden, sodass das Materialmodell ({ber eine groBe Bandbreite an
Spannungszustanden seine Glltigkeit besitzt. Fir Bleche lassen sich aufgrund des
ebenen Spannungszustandes die sich einstellenden Typen von Spannungen im Haigh-
Westergaard-Spannungsraum klassifizieren, in dem der Spannungstensor in
Abhangigkeit von der hydrostatische Spannung o3, dem Lodewinkel & und der
Triaxialitat n dargestellt wird. Uber Letztere kénnen unter Annahme einer ebenen
Deformation die unterschiedlichen Spannungstypen von biaxialem Zug (n = 0,66),
einachsigem Zug (n = 0,33), reiner Scherung (n = 0) bis hin zum biaxialem Druck
(n = -0,66) dargestellt werden. Uber diesen Zusammenhang kénnen die Bruchkurven
fur verschiedene Spannungszustéande einfach interpretiert werden. Die Triaxialitat wirkt
sich auf die Umformbarkeit eines Werkstoffes aus, insbesondere existiert eine starke
Abhangigkeit in Bezug auf die maximale plastische Dehnung, die ein Werkstoff
erreichen kann, bevor ein Versagen eintritt. Die Spannungstriaxialitat ist definiert als
das Verhaltnis der hydrostatischen Spannung zur von Mises Vergleichsspannung a,,:

Oh
30, (3)

T]:

Alternativ lasst sich die Triaxialitat auch durch eine Invariantendarstellung angeben:

Iy

"B (4)

Hierbei entspricht /3], einer &quivalenten Darstellung der von Mises
Vergleichsspannung. Innerhalb des Materialmodells erfolgt die Bertcksichtigung der
Triaxialitat durch die Verwendung der maximalen Scherspannung t,,,,, welche auf die
Vergleichsspannung a,, im Schadigungsterm bezogen wird (Isik K. 2012). Somit kann
die Entwicklungsfunktion der Schadigung analog zum Oyane Bruchkriterium
multiplikativ verandert werden:

b (zzax)" (Y ; Yo)s o _wD)ﬁ 5)

In Gleichung ( 5 ) ist k der sogenannte Scherkorrekturfaktor. Setzt man diesen zu
k = 0 erh&lt man das Basismodell (siehe Abbildung 4-1, graue Kurve) bzw. das um den
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Mechanismus der Porenschlieung erweiterte Modell. In Abbildung 4-1 ist die
Modellantwort fir zwei verschiedene k-Werte (k = 3 blaue Kurve, k = 5 rote Kurve)
dargestellt. Dort werden die Auswirkungen der Modellerweiterung sowohl fir den
Verlauf der Bruchdehnung tber der Triaxialitét (links) als auch fur die Bruchortskurve
gezeigt. Durch Letztere lasst sich der Einfluss des zusatzlichen Modellparameters auf
die Bruchortskurve visualisieren. Diese Steigerung der Flexibilitat wird durch nur einen
zusatzlichen Parameter erzeugt. Der somit gesteigerte Aufwand fur die
Parameteridentifikation ist hierbei vergleichsweise gering, da sich die zu
bestimmenden Parameter von vier auf finf erhéhen.

Das Materialmodell wird hinsichtlich seiner Eignung fir die Blechumformsimulation und
der Vorhersagegite von Versagen untersucht. Zuséatzlich wird es hinsichtlich der
Praxistauglichkeit bewertet. Der numerische Aufwand fir die Identifikation der
Modellparameter und die Plausibilitat der Simulationsergebnisse werden analysiert und
bewertet.

0,25 . 7 :
2 02 _ |
= : : :
£ 015] "Plane |
o 5 ; strain |
S 0,1 valley" :
= : : -
@ 0,05/ :
0 - : ! :
033 0 033 0,67
Triaxialitat
Abbildung 4-1: Einfluss der Scherkorrektur auf den Bruchdehnung-Triaxialitat-Verlauf und die
Bruchortskurve

Figure 4-1: Influence of shear correction factor on fracture strain — triaxiality curve and fracture curve in
stress space
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5 Experimentelle Untersuchungen zur
Werkstoffcharakterisierung
Experimental investigations for the material
characterization

Kurzfassung

Um eine geeignete Datenbasis zur Bestimmung der freien
Schadigungsparameter zu generieren, werden Charakterisierungsversuche
mit Triaxialitatswerten zwischen 0 < n < 0,66 durchgefuhrt. Hierbei zeigt
sich, dass insbesondere der ebene Torsionsversuch fiir die Bestimmung des
Verhaltens bei niedriger Triaxialitat verwendet werden kann. Die flr alle
Versuche aufgezeichneten Kraft-Verschiebungsverlaufe werden im Anschluss
fir die inverse Parameteridentifikation verwendet. Zur Validierung des
Materialmodells werden Tiefziehversuche mit unterschiedlichen Geometrien
durchgefuhrt. Hierbei wird versucht sowohl Teile ohne als auch mit Defekten
herzustellen. Dabei wird untersucht, ob mit den vorhandenen Werkstoffen
Gutteile erzielt werden kénnen. Uber die Variation der Prozessparameter
wird Bauteilversagen herbeigefihrt. Dies dient der Validierung des
Schadigungsmodells in Kapitel 7.

Abstract

In order to generate a suitable database for the determination of the damage
model parameters, characterization experiments with triaxiality values
between 0 <n <0.66 are carried out. It was found that especially the in-plane
torsion test can be used for the determination of the behavior at low triaxiality.
The force-displacement curves were recorded for all experiments and will be
later used for the inverse parameter identification. For the validation of the
material model deep drawing experiments with different geometries are
carried out. Here, parts without as well as with defects are produced. It was
examined whether good parts can be produced with the existing materials.
The damage parameters are validated in Chapter 7 by comparison with the
conducted experiments.

5.1 Werkstoffcharakterisierungsversuche
Material characterization experiments

Fir die Kalibrierung des Materialmodells und insbesondere der Schadigung werden
verschiedene Charakterisierungsmethoden verwendet. Hierbei werden zunachst die
elasto-plastischen Eigenschaften des Materials an Standardzugversuchen untersucht.
Weiterhin wird mit Hilfe unterschiedlich gekerbter Zugversuchsproben und voller
Nakajimaproben der untersuchte Triaxialitatsbereich fir initiale Spannungszustande
mit n>1/3 erweitert. Um das Schadigungsverhalten auch bei niedrigen
Triaxialitdtswerten untersuchen zu kdnnen, werden drei verschiedene Testmethoden
verwendet, die einen scherungsahnlichen Deformationszustand hervorrufen.
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Zusatzlich wird das Materialverhalten unter komplexen Randbedingungen anhand von
unterschiedlichen Tiefziehteilen untersucht. Die einzelnen Tiefziehteile weisen hierbei
eine solche Geometrie auf, dass ein kritischer Belastungszustand bzw.
Bauteilversagen unter verschiedenen Spannungstriaxialitaiten hervorgerufen wird.
Insbesondere fur eine Geometrie, bei der unter niedrigen Triaxialitatswerten ein
Materialversagen eintritt, soll zur Validierung des verwendeten Schadigungsmodells
genutzt werden und somit die Eignung des erweiterten Materialmodells zeigen.

5.1.1 Zugversuche und untersuchte Werkstoffe
Tensile tests and investigated materials

Fur die Identifikation der FlieRkurve wurden im ersten Schritt klassische Zugversuche
durchgefihrt. Hierfir wurden Flachzugproben nach DIN EN ISO 6892-1 gefertigt und
geprift. Fur die Herstellung wurden Proben aus drei unterschiedlichen Orientierungen
(0°, 45° und 90°) zur Walzrichtung aus dem Blech mittels Laserstrahlschneiden
herausgetrennt. Die Versuche wurden in einer Universalprifmaschine Zwick 250
durchgefihrt. Als Abbruchkriterium fiir die Versuche wurde ein Abfallen der Last um
85 % verwendet. Hierfur wurden die Zugproben Uber die Spannbacken eingespannt
und axial mit einer vorgegebenen Geschwindigkeit belastet. Die dabei wirkenden Kréfte
wurden Uber eine Kraftmessdose aufgenommen. Zeitgleich wurden, mittels
Extensometer und optischer Dehnungsfeldmessung mit einem GOM Aramis System,
die sich einstellenden Verschiebungen gemessen. Aus den gemessenen Werten
wurden die Spannungs-Dehnungskurven generiert, mithilfe derer die FlielBkurven
mittels geeigneter Ansétze extrapoliert werden kdnnen. In Abbildung 5-1 und Abbildung
5-2 sind die ermittelten Spannungs-Dehnungskurven fir die beiden untersuchten
Werkstoffe dargestellt. Es wurden zwei DP-Stahle mit einer Zugfestigkeit > 1000 MPa
und einer Blechdicke von 1 mm untersucht. Die Werkstoffe wurden von thyssenkrupp
Steel Europe AG zur Verfigung gestellt. Die Werkstoffe unterscheiden sich beziglich
ihrer Streckgrenze und weiterer mechanischer Eigenschaften. Im Folgenden werden
die Bezeichnungen CR590Y980T-DP und CR700Y980T-DP gem&l der
Zugfestigkeiten und Streckgrenzen der Werkstoffe verwendet. Es lasst sich erkennen,
dass der CR700Y980T-DP eine um 110 MPa angehobene Streckgrenze hat. Im
Gegensatz zum CR590Y980T-DP weist dieser Werkstoff deutlich anisotrope
Eigenschaften auf. Die Streuung der Messergebnisse ist nur bei der Auswertung der
Bruchdehnung (+ 2 %) zu erkennen.
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Abbildung 5-1: Spannungs-Dehnungsverlauf des Werkstoffes CR590Y980T-DP (Zugversuch)

Figure 5-1: Stress-strain curve of CR590Y980T-DP (tensile test)
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Abbildung 5-2: Spannungs-Dehnungsverlauf des Werkstoffes CR700Y980T-DP (Zugversuch)

Figure 5-2: Stress-strain curve of CR700Y980T-DP (tensile test)
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Ein analoges Vorgehen wurde fur die zugversuchsahnlichen Proben,
unterschiedlichen Kerbradien und der Zugprobe mit Loch, gewahlt. Bei diesen wurden
jedoch aufgrund der Inhomogenitat der Spannung und Dehnungen
Relativverschiebung zweier Punkte der Probe und die korrespondierende Kraft
ermittelt. Abbildung 5-3 zeigt den experimentellen Aufbau und die verwendeten

gekerbten Probenformen.
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Abbildung 5-3: (links) experimenteller Aufbau; (rechts) Geometrie der gekerbten Proben

Figure 5-3: (left) experimental setup; (right) geometry of notched specimen

Durch die Erfassung des optischen Dehnungsfeldes (siehe Abbildung 5-4) kénnen die
Bruchdehnungen fur verschiedene Belastungsfalle ermittelt werden. Hierfir wurden die
Versuche kurz vor dem Eintreten des Versagens ausgewertet. Es ist zu erkennen, dass
der CR700Y980T-DP Werkstoff bei den durchgefiihrten Versuchen eine hohere
plastische Dehnung ertragen kann, bevor es zum Bruch der Probe kommt.

CR590Y980T-DP CR700Y980T-DP CR590Y980T-DP CR700Y980T-DP

R=5 mm

R=10 mm R=20 mm

Abbildung 5-4: Optisches Dehnungsfeld der gekerbten und gelochten Zugversuche

Figure 5-4: Optical strain distribution of notched and holed tensile specimen
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5.1.2 Scherversuche
Shear tests

Fur die Versuchsproben mit Gberwiegender Scherdeformation wurden zwei Aspekte
untersucht. Zum einen wurden die Kraft-Verschiebungs-, bzw. Torsionsmoment-
Drehwinkel-Kurven aufgenommen, um diese als EingangsgroBen fur die
Parameteridentifikation verwenden zu kdnnen. Des Weiteren wurde untersucht, ob die
Versuchsdurchfihrung numerisch mittels Volumenelementen abgebildet werden muss
oder ob numerisch effiziente Schalenelemente ausreichend sind. Da die Scherproben
Uber eine Verringerung des Querschnittes verfligen, kann hier eine Deformation a priori
nicht zwingend mittels Schalenelemente abgebildet werden. Daher werden fir alle
Scherversuche sowohl eine Berechnung der Materialantwort mittels Volumen- als auch
mittels Schalenelementen durchgefiihrt und miteinander verglichen, sodass ein
mdglichst ,kostenglnstiges” numerisches Modell flur die Optimierung verwendet
werden kann. Im Folgenden werden die Aufbauten und Eignungen fir das
beschriebene Vorgehen aufgezeigt.

5.1.2.1 Ebener Torsionsversuch
In-plane torsion test

Der ebene Torsionsversuch wurde erstmalig von Marciniak vorgestellt (Marciniak und
Kuczynski 1967). Inzwischen wurde er durch diverse Arbeiten von Yin (Yin Q. 2011)
(Yin, Tekkaya und Traphoner 2015) verifiziert und weiter modifiziert. Durch das
Anbringen einer Nut kdnnen tber diese Methode lokale Umformgrade von bis zu ¢ = 1
realisiert werden. Fur den ebenen Torsionsversuch wird ein kreisrunder Prufkorper
verwendet. Dieser wird an zwei Stellen, in der Mitte und am aufleren Rand
eingeklemmt. An der entstehenden freien Flache entsteht durch ein aufgebrachtes
Torsionsmoment die Deformation in der Probe, die Uber ein optisches Messsystem
ermittelt werden kann. Der prinzipielle Aufbau ist in Abbildung 5-5 dargestellit.

Probe
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Abbildung 5-5: Aufbau des ebenen Torsionsversuches ohne (links) und mit Nut (rechts)

Figure 5-5: Set-up of the in-plane torsion test with (right) and without groove (left)

Aus den experimentell gewonnenen Daten wurden Messkurven extrahiert, sodass ein
Zusammenhang zwischen Scherdeformation und angreifender Last erstellt werden
konnte.
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In der Simulation konnte gezeigt werden, dass sich sowohl fiir eine Berechnung mittels
Volumenelementen als auch Uber Schalenelemente die gleichen Spannungs-
Deformationskurven als Materialantwort ergeben. Dies lasst sich in Abbildung 5-6
erkennen. Der Grund hierfir liegt darin, dass die maximale Deformation im Nutgrund
der Probe auftritt und Uber die Blechdicke konstant ist. Des Weiteren ist fur diesen
Bereich der Triaxialitatswert ebenfalls konstant, wodurch eine Verwendung von
Schalenelementen erfolgen kann. Wegen der gleichen Triaxialitatt und
Scherdeformation am Nutgrund ist ebenfalls die Entwicklung des Schadigungswertes
identisch. Weiterhin ist es aufgrund der konstanten Spannung Uber der Blechdicke und
Uber den Umfang mdglich, das Modell weiter zu vereinfachen, sodass eine Ein-
Element-Simulation anstelle einer Simulation mit Volumenelementen verwendet
werden kann. Hierdurch kann der numerische Aufwand erheblich reduziert werden,
wodurch die Optimierung beschleunigt wird.
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Abbildung 5-6: Modellierung mit Volumen- und Schalenelementen im ebenen Torsionsversuch:
Spannung-Umformgrad-Verlauf, Schadigungsentwicklung und Triaxialitat-Verlauf

Figure 5-6: Modeling of the in-plane torsion test by volume and shell elements: Stress — strain curve,
damage evolution and triaxiality during the test

5.1.2.2 |IEHK Scherversuch
IEHK Shear test

Am Institut fur Eisenhittenkunde (IEHK) der RWTH Aachen wurde eine Scherprobe
auf Basis einer modifizierten Zugprobe entwickelt (Lian, et al. 2015). Bei dieser tritt in
der Mitte der Probe aufgrund der eingebrachten Kerbe eine Scherdeformation bei
Zugbelastung der Probe in Langsrichtung auf. Aufgrund des komplexen Form eignet
sich als Herstellungsverfahren fur diese Proben nur das Erodieren, welches im
Allgemeinen mit einem hohen Zeit- und Fertigungsaufwand verbunden ist. Allerdings
hat diese Probenform den Vorteil, dass diese in eine konventionelle Zugprtfmaschine
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eingespannt und dort getestet werden kann, ohne dass weitere Zusatzmodule
notwendig sind. In Abbildung 5-7 ist der Aufbau und eine belastete Probe wéahrend der
Prufung abgebildet.

Es ist zu erkennen, dass die Probe sich bei einer angreifenden Belastung um die
Langsachse dreht. Aufgrund der hohen Festigkeit des Materials ist die geometrische
Torsionssteifigkeit zu gering, sodass eine Verkippung auftritt. Diese Rotation musste
fur hochfeste Werkstoffe durch eine Anbringung einer Supportstruktur oder
Verbesserung des Probendesigns verhindert werden. (Lian, et al. 2015) haben mit dem
Aufbau und einer leicht geanderten Geometrie einen weniger festen Werkstoff gepruift.
Fur diesen tritt keine Verdrehung auf. Zeitgleich wurden Simulationen zu den
durchgefuihrten  Experimenten  durchgefuhrt, die die Eignung fur die
Parameterbestimmung untersuchen sollen.
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Abbildung 5-7: Probengeometrie (links) und Versuchsaufbau (rechts) IEHK Scherversuch, Bildmaterial
wurde freundlicherweise von IEHK der RWTH Aachen zur Verfiigung gestellt

Figure 5-7: Specimen geometry (links) and test setup (rechts) IEHK shear test, images have been
provided by IEHK of RWTH Aachen

In den Simulationen zeigte sich, dass der Bereich, in dem eine Scherdeformation
hervorgerufen werden soll, keine Uber die Messbreite homogene Deformation
hervorruft. Aufgrund der eingebrachten Kerbe wird fur die Probe mit den dargestellten
Abmessungen und den Werkstoff CR700Y980T-DP die hdchste Deformation am Rand
der Probe hervorgerufen. Aus dem inhomogenen Deformationsfeld folgt, dass die
Triaxialitdt Uber den Messbereich ebenfalls nicht konstant ist. Die Variation des
Querschnitts der Probe im Messbereich kann direkt nur dber Volumenelemente
abgebildet werden. Bei der Verwendung von Schalenelementen wurde keine konstante
Triaxialiat n = 0 berechnet. Somit fihrt die Verwendung von Schalen- und
Volumenelementen zu einer starken Abweichung der Vorhersage voneinander. Grund
hierfur ist, dass die Schalenelemente einen ebenen Spannungszustand zugrunde
legen, welches in diesem Versuchsaufbau nicht gegeben ist. Hieraus resultiert, dass
eine Simulation mit Schalenelementen nicht sinnvoll verwendet werden kann. Die
Ergebnisse der Simulation sind in Abbildung 5-8 dargestellt. Aufgrund des erhdhten
Rechenaufwandes durch Volumenelemente wurde daher eine weitere Verfolgung und
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Verbesserung der Versuchsdurchfihrung fir diesen Werkstoff nicht betrachtet.
Weiterhin sollen aufgrund der Vergleichbarkeit alle Simulationen mdglichst mit
derselben  Elementformulierung gerechnet werden, so dass aus der
Elementformulierung resultierende Abweichungen ausgeschlossen werden kénnen.
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Abbildung 5-8: Modellierung mit Volumen- und Schalenelementen der IEHK-Probe: Spannung-
Umformgrad-Verlauf, Schadigungsentwicklung und Triaxialitat-Verlauf

Figure 5-8: Modelling of the IEHK-specimen by volume and shell elements: Stress — strain curve,
damage evolution and triaxiality during the test

5.1.2.3 Twente Scherversuch
Twente shear test

Die an der Twente Universitat verwendete Scherversuchsprobe ist durch eine
Freiformflache so modifiziert, dass im Messbereich durch eine angreifende definierte
Last eine Scherdeformation erzeugt werden soll, ohne dass dabei Risse von der
aul3eren Kante des Messbereiches initiiert werden. In Abbildung 5-9 ist die Probenform,
sowie die Bruchinitierung bei der Versuchsdurchfihrung dargestellt. Es ist zu
erkennen, dass die maximale Deformation in der Mitte des erodierten Bereiches liegt.
Allerdings wurde bei der Versuchsdurchfihrung Risse auferhalb des Messbereichs
initiiert, sodass auch bei diesem Aufbau keine Messkurven unter reiner Scherbelastung
aufgenommen werden konnten. Die Proben werden ebenfalls in der LAngsrichtung der
Probe gezogen.

Grund fur das Ausbrechen der Proben neben dem Messbereich kdnnte zum einen eine
nicht optimale Préparation des Prufkorpers sein, aber auch eine nicht fiir hochfeste
Werkstoffe optimierte Probenform. Analog zu den IEHK-Proben wurden Simulationen
fur die Eignung zur Parameteridentifikation durchgefihrt.
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Abbildung 5-9: Probengeometrie (links) und Versuchsergebnisse (rechts) der Twenteprobe

Figure 5-9: Specimen geometry (left) and test results (right) of the Twente-specimen

Durch die Simulationen konnte gezeigt werden, dass der Umformgrad Uber der
Probendicke konstant ist und die maximale Belastung im mittleren Bereich der Probe
vorliegt. Die Simulationsergebnisse mit Schalen- und Volumenelementen weisen
unterschiedliche Triaxialitdtsverlaufe auf, wobei die Abweichungen mit zunehmender
Belastungsdauer zunehmen. Analog zu den IEHK-Proben zeigt der Verlauf der
Triaxialitat bei Volumenelementen einen konstanten Anstieg bis zum Bruch, wéhrend
durch Schalenelemente eine konstante Triaxialitdt n =0 Uber die gesamte
Versuchsdauer vorhergesagt wird. Hieraus resultieren ebenfalls unterschiedliche
Versagenszeitpunkte, welche aufgrund der groBeren  Triaxialitat  bei
Volumenelementen zu einem friiheren Versagen fihren (siehe Abbildung 5-10).
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Abbildung 5-10: Modellierung mit Volumen- und Schalenelementen der Twenteprobe: Spannung-
Umformgrad-Verlauf, Schadigungsentwicklung und Triaxialitat-Verlauf

Figure 5-10: Modelling of the Twente-specimen by volume and shell elements: Stress — strain curve,
damage evolution and triaxiality during the test

5.1.3 Nakajima-Versuch (biaxiale Probe)
Nakajima-Text (biaxial specimen)

Mit den zuvor dargestellten Probengeometrien kann das Materialmodell fir
Triaxialitdten zwischen n = 0...0.55 kalibriert werden. Damit eine Anpassung fur
Belastungszustande von n = 0.66 erfolgen kann, wurden biaxiale Nakajima-Versuche
durchgefuhrt. Hierftir wurden kreisrunde Proben mit einem Durchmesser von 200 mm
mittels Laserschneiden hergestellt. Zum Abgleich mit der Simulation wurden die Kraft-
Verschiebungskurven des Stempels aufgezeichnet, siehe Abbildung 5-11. Beide
Werkstoffe weisen einen &hnlichen Verlauf auf, wobei der CR700Y980T-DP einen
etwas geringeren Anstieg der bendtigten Kraft tber den Stempelweg verzeichnet. Die
Triaxialitat im deformierten Bereich der Probe liegt Giber den gesamten Verlauf konstant
bein = 0.66.

CR590Y980T-DP CR700Y980T-DP
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80

[y

Stempel-Kraftin kN
Stempel-Kraftin kN

o o

0 — 0 L
0 Stempel-Wegin mm 35 0 Stempel-Wegin mm 35

Abbildung 5-11: Stempelkraft-Weg Verlauf Nakajima-Versuch: CR590Y980T-DP (links), CR700Y980T-
DP (rechts)

Figure 5-11: Punch force-displacement curve Nakajima-test: CR590Y980T-DP (left), CR700Y980T-DP
(right)
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Experimental investigations for the validation

Kurzfassung

Zur Validierung der Simulationsergebnisse wurden Umformversuche an drei
Bauteilen unterschiedlicher Geometrien durchgefuhrt. Hierbei wurden zwei
symmetrische Geometrien, Kreuznapf und Vierkantnapf, sowie ein komplexes
Industrieteil gefertigt. Fur alle Geometrien wurde versucht, sowohl Gutteile
als auch Teile mit Rissen zu erzeugen. Uber diese Versuche soll in einem
weiteren Schritt die Validierung des Schadigungsmodells erfolgen. Das
Materialversagen wird flir das komplexe Bauteil und den Kreuzzugversuch
unter einer biaxialen  Zugbelastung hervorgerufen. Fir den
Vierkantnapfversuch erfolgt fir den CR700Y980T-DP keine Rissinitiierung,
fir den CR590Y980T-DP kurz vor Erreichen der maximalen Ziehtiefe. Der
Riss wird dabei unter einer Scherdeformation hervorgerufen.

Abstract

For the validation of the simulation results, three different sheet metal
components were investigated. These are in particular two symmetrical
geometries, namely a cross-die and a square cup as well as a complex
industrial component. For all geometries the aim was to manufacture feasible
parts as well as parts with cracks. These will be used to validate the damage
model in a further step. The material failure is caused, for the complex
component and the cross die, under a biaxial tensile load. For the square cup
test, no cracks could be initiated for the CR700Y980T-DP. For the
CR590Y980T-DP material failure was obtained in the vicinity of maximum
drawing depth, the crack was generated under shear deformation.

Neben den Charakterisierungsversuchen wurden Validierungsversuche an drei
unterschiedlichen Bauteilgeometrien durchgefiihrt. Bei den Validierungsversuchen
handelt es sich um Tief-, Streck- und Karosserieziehoperationen, die aufgrund der
unterschiedlichen geometrischen Randbedingungen, verschiedene kritische
Spannungszustande hervorrufen, die zum Riss fihren. Im Einzelnen wurden der
Kreuznapfversuch (Kapitel 6.1), Vierkantnapf (Kapitel 6.2) und ein komplexes Bautell
(Kapitel 6.3) untersucht. Anhand dieser drei Geometrien soll das Schadigungsmodell
beziglich der Einsetzbarkeit in der industriellen Umformsimulation untersucht werden.
Insbesondere das komplexe Bauteil ist aufgrund des sich einstellenden
Belastungspfads gut zur finalen Validierung geeignet.

6.1 Tiefziehen eines Kreuznapfes
Deep drawing of a cross-cup

Zunachst wird das Tiefziehen des Kreuznapfes experimentell untersucht. Die
Versuchswerkzeuge wurden von der Daimler AG im Rahmen der Mitwirkung im Projekt
bereitgestellt. Weiter erfolgte die technische und wissenschaftliche Unterstitzung,
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sowie die Durchfihrung der Versuche durch Mitarbeiter der Daimler AG. Die
Kreuzstruktur besitzt zwei Achsen mit verschiedenen Langen, wodurch die
Risslokalisierung entweder an der Kreuzflanke der kurzen oder langen Achse auftreten
kann. Fur jede der beiden Flankentypen stellen sich unterschiedliche
Spannungszustande, Dehnungs- und somit auch Schadigungsverlaufe ein. Als weitere
Modifikationsmdglichkeit werden zwei unterschiedliche Platinenformen verwendet und
hinsichtlich der Art des Einsetzens des Versagens untersucht. Die sich dabei
einstellenden Spannungszustande hdngen malf3geblich von der auftretenden Reibung
im Prozess ab. Fur alle Versuche werden die Bleche mit einer Bedlung versehen, so
dass die Reibung fir diese Prozesse als konstant angenommen werden konnen. Eine
weitere EinflussgrofRe auf die sich einstellenden Deformationszustande hat das
NachflieBen des Werkstoffes, welches durch die Einstellung der Niederhalterkraft
gesteuert werden kann. Diese wurde zwischen 100 kN und 400 kN variiert und somit
das NachflieBen gesteuert. Abbildung 6-2 zeigt, wie durch die Anderung der
Ausgangsplatine der Materialfluss so behindert wurde, dass der sich einstellende
Spannungszustand, bei sonst gleichen Prozessparametern, zum Versagen an der
langeren Achse flihrte (rechts).

Stempel

Platine Platine Geometrie (A X B_8 x C)

Abbildung 6-1: Ubersicht Kreuznapf: Versuchsaufbau (links) Platine Geometrie (rechts)

Figure 6-1: General overview cross-die: Test setup (left) blank geometry (right)

Bei Durchfihrung der Tiefziehoperationen kann das FlieBen des Materials nicht
beobachtet werden, wie z.B. bei Zugversuchen, sodass die Prifung nach Erreichen
einer vorgegebenen Ziehtiefe abgebrochen wird. Die Beurteilung des Bauteils
hinsichtlich auftretender Risse oder lokalen Einschnirungen erfolgt erst nach der
Entnahme der Bauteile. Daher kénnen die erreichten Ziehtiefen, bei denen der Riss
eingetreten ist nur mit einer Genauigkeit von +2mm bestimmt werden. Eine
Kraftsteuerung, Uber die eine Rissinitialisierung als Abfallen der Prozesskraft als
Indikator erkannt werden kann, ist an den verwendeten Pressen mit den verwendeten
Werkzeugen nicht mdglich.

In Abbildung 6-2 sind zwei Versuche mit dem CR590Y980T-DP Werkstoff dargestellt,
bei denen die Niederhalterkraft konstant bei 400 kN gehalten wurde und der Versuch
nach dem Erreichen der maximalen Tiefziehtiefe von 38 mm abgebrochen wurde. Fur
die beiden Versuche wurden zwei unterschiedliche Platinen verwendet, welche in
Tabelle 1 angegeben sind.
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Tabelle 1: Dimensionen der verwendete Platinengeometrien (Kreuznapf)

Table 1: Dimensions of the used sheets (cross-die)

A B c 0

300 mm 245 mm 60 mm 45°
310 mm 225 mm 45 mm 55°

CR590Y980T-DP

Abbildung 6-2: CR590Y980T-DP links) Geometrie 1, Ziehtiefe: 38 mm, NHK: 400 kN ohne Riss; rechts)
Geometrie 2, Ziehtiefe: 30 mm, NHK: 400 kN mit Rissen

Figure 6-2: CR590Y980T-DP left) geometry 1, drawing depth: 38 mm, BHF: 400 kN without cracks,
right) geometry 2, drawing depth: 30 mm, BHF: 400 kN with cracks

Fir Geometrie 1 konnte die maximale Ziehtiefe von 38 mm erreicht werden, ohne dass
Risse an den Flanken des Kreuznapfes aufgetreten sind. An der langen Achse ist das
NachflieBen des Materials gut zu erkennen. Dies ist bei der zweiten Geometrie nicht
der Fall. Hieraus resultiert, dass das Material fir die Geometrie 2 starker aus der Breite
oder Dicke des Bleches geflossen ist, welches zur Materialausdinnung und
Rissbildung an den Kannten der tiefgezogenen Struktur fuhrt. Fir die Geometrie 2 ist
das Materialversagen bereits nach einer Tiefziehtiefe von 30 mm aufgetreten.

Tabelle 2: Erreichte Ziehtiefe fur die verwendeten Probengeometrien (Kreuznapf, CR590Y980T-DP)
Table 2: Reached drawing depth for used sheets (cross-die, CR590Y980T-DP)

. Niederhalter . L
Geometrie Kraft Schmierstoff Versagen Ziehtiefe

Geometrie 1 400 kN Oest Platinol (Ol)  Kein 38 mm

Geometrie 2 400 kN Oest Platinol (OI) Riss 30 mm

In einem weiteren Versuch wurde das Tiefziehen des Kreuznapfes mit dem
CR700Y980T-DP Werkstoff durchgefuihrt. Hierbei wurde zunachst die Geometrie 1
verwendet, aufgrund des Verfestigungsverhaltens, sowie der kleineren n-Werte und
der damit verbundenen Fliel3eigenschaften wurden bei einer Niederhalterkraft von 400
kN nur Bauteile mit Rissen (30 mm Ziehtiefe) oder Bauteile mit starker Ausdiinnung an
den Flanken des Kreuzes (Ziehtiefe 25 mm und 20 mm) erzeugt. Zur Erzeugung von
Gutteilen wurde in einem weiteren Schritt die Niederhalterkraft auf 100 kN reduziert,
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wodurch mehr Material aus dem Flanschbereich flieBen kann. In Abbildung 6-3 sind
zwei unterschiedliche Tiefziehstufen von 20 mm und 30 mm abgebildet. Bei einer
maximalen Ziehtiefe von 20 mm sind keine Risse oder Einschnirung auf dem Bauteil
zu erkennen. Wird diese auf 25 mm erhoéht sind erste Einschnirungen an der kurzen
Flanke des Kreuzes zu erkennen. Bei einer weiteren Erhéhung der Tiefziehtiefe auf
30 mm schntren diese weiter ein und resultieren in einem Versagen in der Flanke siehe
Abbildung 6-3 rechts. Aufgrund der relativ geringen Niederhalterkraft ist eine
Faltenbildung des Bleches im Niederhalterbereich des Werkstoffes zu beobachten.

CR700Y980T-DP

Abbildung 6-3: CR700Y980T-DP; (links) Geometrie 1, Ziehtiefe: 20 mm, NHK: 100 kN kein Riss
(rechts) Geometrie 1, Ziehtiefe: 30 mm NHK: 100 kN Falten + Riss

Figure 6-3: CR700Y980T-DP; (left) Geometrie 1, drawing depth: 20 mm, BHF: 100 kN no fracture
(right) Geometrie 1, drawing depth: 30 mm BHF: 100 kN wrinkles and fracture
Fur den CR700Y980T-DP konnte die Ziehtiefe des CR590Y980T-DP nicht erreicht
werden, da ein verfrihtes Versagen des Bauteils, sowohl bei einer hohen als auch bei
einer geringen Niederhalterkraft, auftrat.

6.2 Tiefziehen eines Vierkantnapfes
Deep drawing of a square-cup

Vorherige Untersuchungen haben gezeigt, dass ein Versagen wahrend des
Tiefziehens von Vierkantnapfgeometrien durch Risse an den Tiefziehecken einsetzte.
Aufgrund der guten Umformbarkeit der Werkstoffe wurde die Platine so modifiziert,
dass der Spannungszustand im Eckbereich von einer Scherbelastung zu einer
Zugbelastung geandert wurde. Abbildung 6-4 zeigt den Versuchsaufbau und die
Geometrie der Blechprobe.

Die Vierkantnapfversuche wurden durch thyssenkrupp Steel Europe durchgefihrt. Die
Kantenlange der Platine betrug 140 mm. Die Ecken wurden abgeschnitten (s.
Abbildung 6-4). Im Versuch betrug die Niederhalterkraft 75 kN und das Tiefziehen aller
Proben erfolgte mit Ziehfolien. Die direkte Identifizierung der Rissbildung wéhrend der
Versuchsdurchfuhrung ist ebenfalls nicht moglich. Die Auswertung der Ergebnisse
erfolgte daher zunachst bei unterschieden Ziehtiefen.
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Abbildung 6-4: Vierkantnapfversuch: Aufbau (links) und Geometrie der Platine (rechts)
Figure 6-4: Square cup test: Test setup (left) and sample geometry (right)

Fur beide Werkstoffe wurden jeweils 20 Wiederholversuche durchgefuhrt. Fur den
CR590Y980T-DP wurde bei einem Versuch ein vorzeitiges Versagen durch einen Riss
am Kopf des Bauteils festgestellt. Fur die Gbrigen Versuche wurde eine Rissinitiierung
bei einer Ziehtiefe von 43,7 mm (Streuung von +1,2 mm) hervorgerufen. Der dabei
auftretende Riss wurde ausschlie3lich im Eckbereich hervorgerufen. Hier konnte keine
Einschnirung uber die Blechdicke ermittelt werden (Abbildung 6-5). Die bei der
Priufung aufgezeichnete Maximalkraft erreichte Werte zwischen E,,, = 186,7 und
195,1 kN. Insgesamt erreichten vier Proben die maximale Ziehtiefe von 45 mm.
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CR590Y980T-DP

- o 1 [ o e ‘\i\‘\‘

y P

Abbildung 6-5: CR590Y980T-DP, Vierkantnapf, Riss bei 42,2mm Tiefziehtiefe
Figure 6-5: CR590Y980T-DP, square cup, crack at drawing depth of 42,2mm

Die gleichen Versuche wurden auch fir den CR700Y980T-DP durchgefuhrt, dabei
wurden alle Prifbedingungen identisch zu denen des anderen Materials gewahlt. Alle
20 Versuche konnten unter diesen Prifbedingungen bis zu der maximalen Tiefziehtiefe
von 45 mm umgeformt werden, ohne dass Defekte in den Eckenbereichen aufgetreten
sind. Die bei der Prifung aufgezeichnete Maximalkraft erreichte Werte zwischen

Fpax = 186,7 — 195,1 kN.
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6.3 Tiefziehen eines Bauteils
Deep drawing of a part

Als weiterer Validierungsversuch wurde ein Unterteil einer B-Saule (BSU-Bauteil)
tiefgezogen (Mennecart, et al. 2015). Dieses weist eine deutlich komplexere Struktur
und damit verbundene Umformpfade auf. Die Werkzeuge wurden hierfur von der BMW
AG zur Verfigung gestellt, so dass die Validierungsversuche am IUL durchgefihrt
werden konnten. Aufgrund der komplexeren Struktur weist das Bauteil verschiedene
kritische Bereiche auf. Das Versagen stellt sich in Abhangigkeit vom Materialfluss ein.
Der Materialfluss wird Uber die Randbedingungen wie Niederhalterkraft und Reibung
gesteuert.

Fur die Durchfihrung der Versuche wurden zwei kontrére Ziele definiert. Zum einen
sollten Gutteile ohne Risse mit den Werkzeugen hergestellt werden und zum anderen
werden durch nicht optimalen Prozessbedingungen Blechausdiinnung, Risse oder
Faltenbildung hervorgerufen. Diese sich einstellenden Fehlermoden sollen genutzt
werden um das Materialmodell und die identifizierten Parameter zu validieren.

Der Materialfluss, welcher ausschlaggebend fiir die Akkumulation der Schadigung ist,
kann insbesondere durch die Geometrie der Formplatine, Ziehsicken, die
Niederhalterkraft und die Reibung beeinflusst werden. Um das Prozessfenster zu
reduzieren wurde die Geometrie der Platine fur alle Versuche konstant gehalten,
ebenso wurden die Werkzeuge nicht modifiziert. Die folgenden Untersuchungen
wurden anhand der eingestellten Reibung vorgestellt, hierbei wurden Versuche (i) nur
mit einer Bedlung, (ii) nur mit einer Ziehfolie sowie (iii) bei gleichzeitigem Einsatz von
Bedlung und Ziehfolie durchgefuhrt. Der Reibkoeffizient zwischen Ziehstempel und
Platine ist somit fur (i) und (ii) grof3er als fur die Durchfihrung nach (iii). Die Versuche
wurden entweder beim Erreichen der maximalen Tiefziehtiefe abgebrochen oder aber
vorzeitig, wenn die Rissinitierung und das Versagen akustisch festgestellt werden
konnte.

Zunachst wurden die Versuche mit einer einfachen Be6lung, Anticorit RP 4107S,
durchgefiihrt, wobei eine Olauflage von 1,5 g/m?2 verwendet wurde. Der Reibkoeffizient
wurde von thyssenkrupp Steel Europe, durch das Tiefziehen einer runden Ronde
(Durchmesser 100 mm) mit einer Ziehgeschwindigkeit von 50mm/s, als u = 0,11
bestimmt. Die Versuche wurden fur den CR590Y980T-DP mit einer Niederhalterkraft
zwischen Fyy = 200 — 400 kN durchgefuhrt. Bei Niederhalterkraften bis zu 340 kN
konnten keine Risse oder Lokalisierungen, wie Verjingung des Materials, identifiziert
werden. Jedoch konnten die Teile aufgrund der geringen Niederhalterkraft nicht
vollstandig umgeformt werden. Ab einer Niederhalterkraft von 350 kN (siehe Abbildung
6-6) stellte sich ein Versagen des Bauteils an einer der exponierten Ecken ein. Die
Risse bilden sich von einem Zentrum aus orthogonal in alle vier Blechrichtungen aus.
Allerdings ist eine genaue Aussage Uber den genauen Bereich, von dem die
Risspropagation begonnen hat, nicht mdglich, da keine Echtzeitaufnahmen des
Bleches durchgefiihrt werden konnten. Insgesamt konnten Streuungen der
Versuchsergebnisse fur die gleichen Einstellungen der Prozessparameter (Be6lung,
Niederhalterkraft, Ziehtiefe) festgestellt werden. Die Anzahl der Wiederholversuche mit
den gleichen Einstellungen lag bei 3. Die Streuungen waren grof3er fur den Werkstoff
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CR700Y980T-DP. Streuung bezeichnet hier die Beobachtung, ob ein Riss aufgetreten
ist oder nicht und die Art des Rissbildes.

CR590Y980T-DP

Abbildung 6-6: CR590Y980T-DP, BSU-Bauteil, Niederhalter Kraft: 350 kN, Ziehtiefe: 44 mm, Ol

Figure 6-6: CR590Y980T-DP, BSU-Part, blankholder force 350kN, Drawing depth: 44 mm, lubrication
oil

Aufgrund der Versuchsdurchfihrung in Kapitel 6.1 mit dem CR700Y980T-DP wurden
die Versuche mit einer verringerten Niederhalterkraft zwischen Fyy = 100 — 200 kN
durchgefiihrt. Obwohl der Materialfluss des Werkstoffes nur wenig behindert wurde,
sind Risse im Kopfbereich des Bauteils, d.h. an der Kante mit dem grof3ten vertikalen
Abstand vom Flanschbereich, entstanden. Fur vier unterschiedliche Niederhalterkrafte
war der Ort der Rissentstehung bzw. die Richtung der Rissausbreitung unabhéngig
vom Niederhalterdruck. Die Rissausbreitung fiur die Experimente mit der
Niederhalterkraft von Fyy = 120 und Fyy = 200 sind in Abbildung 6-7 dargestellt. Als
zusatzliche Fehler bildeten sich, aufgrund der relativ kleinen Niederhalterkraft, Falten
im Bereich des Niederhalters. Eine Ubersicht der Versuchsdurchfilhrung mit einer
einfachen Bedlung ist in Tabelle 3 dargestellt.

Tabelle 3: Ubersicht der Versuche verwendete Schmierung: Ol (BSU-Bauteil)

Table 3: Overview of experiments used lubrication: oil (BSU-Part)

Niederhalter

Werkstoff Kraft Schmierstoff Riss
CR590Y980T-DP 200 — 300 kN Ol Nein
CR590Y980T-DP 350 — 400 kN Ol Ja
CR700Y980T-DP 200 kN Ol Ja + Falten
CR700Y980T-DP 120 kN Ol Ja+ Falten
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Abbildung 6-7: CR700Y980T-DP, BSU-Bauteil, links) Niederhalter Kraft: 120 kN, Ziehtiefe: 44 mm, Ol,
Falten + Riss, rechts) Niederhalter Kraft: 200 kN, drawing depth: 44 mm, Ziehfolie, Falten + Riss

Figure 6-7: CR700Y980T-DP, BSU-Part, left) blankholder force: 120 kN, drawing depth: 44 mm, oll,
wrinkles and crack, right) blankholder force: 200 kN, drawing depth: 44 mm drawing foil, wrinkles and
crack

In der zweiten Versuchsreihne wurde die Reibung weiter reduziert, sodass die
Niederhalterkraft erhoht werden konnte, um eine bessere Ausformung zu erhalten und
eine frihzeitige Rissbildung zu reduzieren. Hierfir wurde eine Ziehfolie zwischen
Ziehstempel und Platine eingesetzt.

Durch den Einsatz der Ziehfolie konnte so die Niederhalterkraft auf bis zu 600 kN erhoht
werden, ohne dass eine Rissbildung im Material stattfand. In Abbildung 6-8 ist das
tiefgezogene Bauteil abgebildet. Von beiden Seiten konnten keine Lokalisierungen in
Form von Verjungung identifiziert werden. Durch die verwendeten Niederhalterkrafte
konnte das Bauteil so vollstandig ausgeformt werden. Die Details und Auspragungen
in den einzelnen Funktionsbereichen sind gut zu erkennen.

Abbildung 6-8: CR590Y980T-DP, BSU-Bauteil, Niederhalter Kraft: 600 kN, Ziehtiefe: 65 mm, Ziehfolie,
Kein Riss

Figure 6-8: CR590Y980T-DP, BSU-Part, blankholder force 600kN, drawing depth: 65 mm, drawing foil,
without fracture
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Tabelle 4: Ubersicht der Versuche verwendete Schmierung: Ziehfolie (BSU-Bauteil)

Table 4: Overview of experiments used lubrication: drawing foil (BSU-Part)

Niederhalter

Werkstoff Kraft Schmierstoff Riss
CR590Y980T-DP 800 kN Ziehfolie Ja
CR590Y980T-DP 700 kN Ziehfolie Ja
CR590Y980T-DP 600 kN Ziehfolie Nein
CR590Y980T-DP 400 kN Ziehfolie Nein
CR700Y980T-DP 600 kN Ziehfolie Ja
CR700Y980T-DP 400 kN Ziehfolie Ja
CR700Y980T-DP 200 kN Ziehfolie Ja + Falten

Fir den CR700Y980T-DP Werkstoff konnte durch eine Reduktion der Reibung mithilfe
von Ziehfolie bei 600 kN Niederhalterkraft kein Gutteil erzeugt werden. Bei den
Experimenten kam es zu einer Rissbildung. Bei einer weiteren schrittweisen Reduktion
der Niederhalterkraft um 200 kN wurden jeweils Risse, bzw. bei 200 kN Falten im
Niederhalterbereich hervorgerufen. Eine Ubersicht der Versuchsdurchfiihrung mit einer
einfachen Bedlung ist in

Tabelle 4 dargestellt.

Durch den Einsatz von Ziehfolie konnten keine Gutteile erzeugt werden, daher wurde
in einem weiteren Schritt der Einsatz einer doppelten Schmierung (Beé6lung +
Tiefziehfolie) getestet. Zeitgleich wurde die Niederhalterkraft weiter angehoben, da
einzelne Elemente nicht vollstandig ausgeformt wurden. Durch die Verwendung der
doppelten Schmierung konnten Bauteile tiefgezogen werden, ohne dass Risse oder
Einschnurungen an Kanten auftraten, in Abbildung 6-9 ist ein solches Bauteil fur den
CR700Y980T-DP bei einer Niederhalterkraft von 800 kN abgebildet. Bei einer weiteren
Erhohung der Niederhalterkraft um 100 kN konnten erste Dehnungslokalisierungen in
Form von Einschnirung des Materials an scharfen Kanten des Bauteils identifiziert
werden.
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Tabelle 5: Ubersicht der Versuche verwendete Schmierung: Ziehfolie + Ol (BSU-Bauteil)

Table 5: Overview of experiments used lubrication: drawing foil + oil (BSU-Part)

Niederhalter _ .
Werkstoff Schmierstoff Riss

Kraft

Nein (teilweise

CR700Y980T-DP 900 kN Ziehfolie + Ol . )
Einschnirung)

CR700Y980T-DP 800 kN Ziehfolie + Ol Nein

CR700Y980T-DP 600 kN Ziehfolie + Ol Nein

Abbildung 6-9: CR700Y980T-DP, BSU-Bauteil, Niederhalter Kraft: 800 kN, Ziehtiefe: 65 mm, Ziehfolie
+ Ol, kein Riss

Figure 6-9: CR700Y980T-DP, BSU-Part, blankholder force 800kN, drawing depth: 65 mm, drawing foil
+ oil, without fracture
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7 Parameteridentifikation
Parameter identification

Kurzfassung

Das im Abschnitt 4 vorgestellte Plastizitat- und Schadigungsmodell verfligt
Uber materialabhangige Parameter, welche in zwei Gruppen aufgeteilt
werden konnen. Diese sind die Kennwerte fiir das elasto-plastische und
schadigungsdominierte Materialverhalten des Modells. Letztere werden,
wenn das Verformungsverhalten inhomogen wird, mittels einer inversen
Parameteridentifikation und verschiedenen Versuchen ermittelt. Die
Parameter, welche die Plastizitat beschreiben, wurden mit Hilfe einfacher
Zugversuche ermittelt. Fir die Bestimmung der Schadigungsparameter
wurden verschiedene Versuche genutzt, bei denen u.a. Kraft-Weg-Kurven
gemessen wurden. AnschlieBend wurden die Parameter durch den Abgleich
zwischen Versuch und Simulation identifiziert. Das erweiterte Modell bietet
mehr  Flexibilitat das Versagensverhalten (ber einen breiteren
Mehrachsigkeitsbereich anzupassen. Vor allem bei geringen Triaxialitaten
werden Scherversuche zur ldentifikation benotigt. Dabei soll der Riss in der
Scherzone unter reiner Scherung auftreten. Dafir wurden drei
unterschiedliche Typen von Scherversuchen untersucht.

Abstract

The continuum damage model described in chapter 4 contains material
parameters, which are divided in two groups. These are the parameters
governing the elastic plastic behavior and the damage behavior. The last
group of parameters is identified via inverse methods for tests with
inhomogeneous deformation. The plasticity parameters are determined using
simple tensile tests. For the optimization of the damage parameters different
tests are required. In these the force displacement curves are measured. Due
to the occurrence of softening before fracture, the complete duration of the
test is considered in the modeling and simulation. This serves the purpose to
take into account the real behavior of the damage and fracture process. The
material parameters are identified by comparing the measured results from
tests with finite element simulations. The enhanced damage model is capable
to account for the observed material behavior in a wide range of stress
conditions. Especially for low triaxialities, shear tests are needed for the
characterization and identification. In shear tests the crack should be located
in the pure shear zone. Therefore, several set-ups for shear tests were
investigated.
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7.1 Ermittlung der Kennwerte fur die Elasto-Plastizitat
Identification of the elasto plastic parameter

7.1.1 Elastische und plastische Kennwerte
Elasticity and plasticity coefficients

Bei der Modellierung des Materialverhaltens von Stahlwerkstoffen wird eine Trennung
zwischen elastischen und plastischen Parametern unterschieden. Hierbei wird der
elastische Bereich durch den E-Modul und die Querkontraktionszahl charakterisiert.
Die Beschreibung des plastischen FlieRverhaltens bei Blechen erfordert die Aufnahme
von FlieBkurven und aufgrund der Walztextur die Bestimmung der Materialanisotropie
Uber die - Werte. Diese kénnen im Zugversuch ermittelt werden. Hierbei werden die
Proben mit unterschiedlicher Orientierungen zur Walzrichtung des Bleches gefertigt
und unter Zug belastet. Neben den r~Werten ist die Anfangsflie3spannung, die den
Ubergang zwischen elastischem und plastischem Bereich angibt, im Zugversuch zu
ermitteln. Diese Kenndaten werden als Grundlage fir die Identifikation des
Materialverhaltens verwendet. Die ermittelten elastischen und plastischen Kennwerte
sind in Abbildung 5-1und Abbildung 5-2 fur die beiden Werkstoffe aufgelistet.

7.1.2 Extrapolation der FlieBkurve
Flow curve extrapolation

Eine weitere wichtige Angabe fir das verwendete Materialmodell ist die Flie3kurve,
d.h. die Beziehung zwischen wahrer Spannung und wahrer Dehnung. Diese wird
ebenfalls im Zugversuch bestimmt. Allerdings sind die im Zugversuch erreichten
Umformgrade zu gering, um ausschlie@lich die ermittelte FlieBkurve fir eine
Vorhersage des Materialverhaltens zu verwenden. Bei Umformprozessen kdnnen
namlich lokal deutlich hoéhere Umformgrade erzielt werden, daher werden die
FlieRkurven fur hohere Dehnungswerte extrapoliert. Dazu stehen mehrere Ansatze zur
Verfiigung. In den folgenden Betrachtungen wurde nur das elasto-plastische
Materialverhalten mit dem in Kapitel 4 vorgestellten Modell abgebildet. Dazu wurde der
Parameter Y, auf einen hohen Wert Y, gesetzt, so dass dabei keine
Schadigungsinitiierung stattfindet. Die Basis fur die Identifikation stellen Zugversuche
nach DIN EN ISO 6892 mit einer Messlange von 80 mm und einer Probenbreite von
20 mm. Dazu werden die mittels eines FEM-Modells vorhergesagten Kraft-
Verschiebungskurven mit den experimentell bestimmten verglichen. Hierflr wurde ein
expliziter Solver fur die Zeitintegration verwendet und die Vernetzung der Geometrie
wurde mittels Shell-Elementen mit funf Integrationspunkten und 1 mm Kantenldnge
durchgefuhrt. Die Kraft wurde mit einer Kraftmessdose im Krafthauptfluss einer Zwick
Universalprifmaschine mit 250 kN Prifkraft gemessen. Die Relativverschiebung
zweier Punkte im Messbereichs wurde mittels eines Extensometers bestimmt.

Fur die FlieBkurvenextrapolation wurde der Ansatz nach Ludwik

or = Ap™, (6)
sowie eine Kombination aus dem Ludwik und dem Voce Ansatz
or = a(Ap™) + (1 — a)(o5 — (05 — gp)exp(—me)), (7)
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gewahlt. Zunachst wurde die gemischte Extrapolation (Ext. Ill) mit dem Ansatz nach
Ludwik und Voce verwendet, welcher an den Bulge-Test und den Zugversuch
angepasst wurde. Die somit ermittelte FlieBkurve wurde verwendet, um die Kraft-
Verschiebungskurve des Zugversuches vorherzusagen. Diese Ergebnisse sind in
Abbildung 6-1 (graue Kurve) dargestellt. In der Abbildung ist eine frihere Einschnirung
der Probe in der Simulation zu erkennen. Analog zeigt sich dies auch bei einer
gemischten Extrapolation (Ext. Il) am Zugversuch (grtine Kurve). Als dritte Kurve (blau)
ist der Extrapolationsansatz nach Ludwik (Ext. I) auf Basis der experimentellen Daten
des Zugversuchs abgebildet. Es ist zu erkennen, dass hierdurch die vorhergesagte
Kraft hoher ist als die im Versuch bestimmte. Der starke Abfall der Kraft bei den
Extrapolationen Il und Il geht einher mit einer starken Lokalisierung der Dehnungen im
Prufbereich der simulierten Proben. Mit den identifizierten Materialparametern fir die
Extrapolation | wird ein vorzeitiges Einschniren in der Simulation verhindert. Zuséatzlich
bietet die Ludwik-Extrapolation im Vergleich zu den anderen Ansétzen, wie dem Voce
Ansatz mehr Flexibilitat bei h6heren plastische Dehnungen. Insbesondere beim Voce-
Ansatz tritt fir grol3e Dehnungen eine Sattigung der FlieRspannung ein. Der gewahlte
Extrapolationsansatz (Ext. Ill) Uberschatzt die Hohe der Kraft. Somit kann eine gute
Ubereinstimmung mit der experimentellen Kraftkurve, durch eine geeignete Wahl der
Schadigungsparameter im gekoppelten Schadigungsmodell erreicht werden. Mit
fortschreitender Entwicklung der plastischen Deformation wird bei Beriicksichtigung
der Schéadigungsevolution, d.h. Y, « Y,, Schadigung akkumulieren. Da der Einfluss der
Schadigung ab einem bestimmten Zeitpunkt hoher ist als der Einfluss der Verfestigung
des Materials, fuhrt dies zu einem Absinken der notwendigen Prozesskratft.

25

Ext. I: Zugversuch (Ludwik)

Ext. ll: Zugversuch (Ludwik+Voce)

Kraftin kN

Experiment

CR590Y980T-DP

0

0 35

Wegin mm

Abbildung 7-1: Angewendete FlieRkurvenextrapolationsanséatze fir CR590Y980T-DP
Figure 7-1: Applied flow curve extrapolation rules for CR590Y980T-DP
a y:| n oo [ m
Ext. | - 1680 0,149 - - -
Ext. Il 0,94 1515 0,0945 2600 117,8 68,17
Ext. Il 0,8156 1364 0,08985 1420 1322 46,89
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7.2 Ermittlung der Schadigungsparameter
Identification of the damage parameter

Im Gegensatz zur Ermittlung der plastischen Kennwerte wird fur die Identifikation der
Schadigungsparameter eine inverse Methode bendtigt, weil die Schadigung
gleichzeitig an den Spannungszustand als auch an die Entwicklung der plastischen
Dehnung gekoppelt ist. Diese Kopplung wird umso komplexer je inhomogener der
Spannungszustand wird. Dies ist der Fall, wenn das Material im Zugversuch lokal
einschnurt. Um die globale Materialantwort, d.h. den Verlauf der Kraft-
Verschiebungskurve, vorhersagen zu konnen, wird eine FE-Modell aufgebaut. Die
Materialparameter werden so variiert, dass das Lokalisierungsverhalten, und die Héhe
der Kraft bei gegebener Verschiebung, fur eine gegebene Verschiebung sowohl fir das
FE-Modell als auch fur die experimentell ermittelten Daten Ubereinstimmen. Diese
Herangehensweise entspricht einer inversen Optimierungsaufgabe bezuglich der
freien Materialparameter des Modells. Ziel der Minimierungsaufgabe ist, die
Unterschiede zwischen der gemessenen Kraft-Verschiebungskurve und der mittels
Simulation vorhergesagten Kraft-Verschiebungskurve zu minimieren. Derjenige
Parametersatz fur den der Unterschied der Fehlerquadrate der experimentellen und
simulierten  Kraft-Verschiebungskurve minimal ist, wird als ,identifizierter
Parametersatz® bezeichnet. Bei der Optimierung kdnnen einzelne oder mehrere
Versuche gleichzeitig mit in Betracht gezogen werden. Abhangig von der gewahlten
Optimierungsstrategie, die die Anzahl der gleichzeitig verwendeten Proben und freien
Materialparameter beinhaltet ergeben sich unterschiedliche Ergebnisse. Auch bei
gleicher Strategie, aber unterschiedlichen Startwerten oder Optimierungsalgorithmen
kénnen sich unterschiedliche Parametersets ergeben. Die Uber die verschiedenen
Strategien gefundenen Materialparameter werden hinsichtlich ihrer Effizienz und
Plausibilitat untersucht.

Fur die Ermittlung der Schadigungsparameter wurden zwei unterschiedliche Strategien
untersucht, die sich hinsichtlich ihres Setups unterscheiden und somit entsprechend
eine andere Zielfunktion besitzen. Im Folgenden werden die zwei Vorgehensweise
beschrieben. Bei der einen wurden ausschlief3lich Zugversuche (mit vollen, gekerbten
und gelochten Proben) verwendet. Bei der anderen kamen Zugversuche mit gekerbten
(R20) und gelochten Proben (R5) sowie ein Biax-Nakajima-Test zum Einsatz. Die
Anzahl der in der Optimierung verwendeten Proben hat einen direkten Einfluss auf den
numerischen Aufwand, da jeder Versuch in jeder Iteration der Optimierung simuliert
werden muss.

7.2.1 Optimierungseinstellungen in LS-OPT
Optimization methodology in LS-OPT

Die Optimierungen wurden mit der kommerziellen Software LS-OPT durchgefuhrt. Die
verwendeten Einstellungen sind im folgenden Teil ausfuhrlich dokumentiert. Fur die
Parameteridentifikation wurde eine metamodell-basierte Optimierung durchgefuhrt.
Dabei wurde die Methode der linearen Antwortflachen mit einer ,sequential domain
reduction“ verwendet. Die Optimierung Uber die ,Response Surface Method® ist eng
verbunden mit der Metamodellbildung, da iterativ zwischen Simulationsexperimenten
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und der Anpassung der Metamodelle gewechselt wird. Mit Hilfe des Metamodells wird
der Raum, in dem das Optimierungsproblem geldst wird, eingegrenzt.

Main task

Metamodel-based

(®) Optimization

() DOE study

() Monte Carlo analysis

() REDO/Robust Parameter Design

Direct simulation
() Optimization
() Mante Carlo analysis

[] Create Pareto Optimal Front

Strateqy for Metamodel-based Optirnization
() Single lteration
() Sequential
) Sequential with Domain Reduction (SR5M)
1. Sampling points are added sequentially
in an adaptive subregion.
2. Metamodel optimization is done at each iteration
and is lirnited to the current subregion.
3. Suitable for finding a converged solution
(e.g. systemn identification).
4, Generally unsuitable for global exploration.
[]Global Sensitivities
Do verification run
Batch Mode Options
[ ] Baseline Run Only

Abbildung 7-2: Einstellung fur die Metamodell-basierte Optimierung mithilfe der Software LS-OPT
Figure 7-2: Setup of the metamodel based optimization with the help of LS-OPT

Fur das Metamodell wurde ein Polynomansatz erster Ordnung und fur die
Punktselektion der einzelnen durchgefuhrten Simulationen in jeder Iteration ein ,D-
Optimal“ Verfahren gewahlt. Um den numerischen Aufwand mdglichst gering zu halten,
ist ein moglichst kleiner Versuchsplan zu erstellen, welcher trotzdem die gewiinschten
Effekte und Wechselwirkungen eindeutig abbildet. Dabei wird kein festes Schema im
Versuchsplan generiert, sondern iterativ auf Grundlage der bereits gewonnenen
Ergebnisse aufgebaut. Dadurch kann die Anzahl der Simulationen reduziert werden.
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Sampling Metamodel Settings  Active Variables Features Constraints

Metamodel Pointselection
@Pnl}rnnmial () Full Factorial
() Sensitivity i Linear Koshal
") Feedforward Meural Metwork () Quadratic Koshal
(") Radial Basic Function Network () Composite
() Kriging (®) D-Optimal
() Support Vector Regression ) Monte Carlo
() User-defined () Latin Hypercube
Order () Space FiIIIing

() User-defined
(®) Linear
(") Linear with interaction Murnber of Simulation Points (per lteration per Case)
O Quadratic 18 (default is &)
() Elliptic

Set Advanced D-Optimal Options ==

Set Advanced Options

Abbildung 7-3: Einstellungen fir das verwendete Metamodell

Figure 7-3: Setup of the used metamodel

Als Optimierungsalgorithmus wurde das ,adaptive simulated annealing“ (ASA) mit einer
Umschaltungsoption auf die Leap-Frog Optimierungsmethode verwendet. Die Methode
des ,Simulated Annealing“ stammt von einem Verfahren, das in der Werkstoffphysik
verwendet wird, und entspricht einer Generalisierung des Monte Carlo Integration
Algorithmus. Dabei wird eine geeignete Wahl von Parametersatzen erstellt und
hinsichtlich des Energielevels untersucht. Nur die Kandidaten werden weiter in Betracht
gezogen, die ein nétiges Energieniveau nicht Ubersteigen. Die maximale Energie wird
solange reduziert, bis sich keine geeigneten Kandidaten mehr finden oder das
Abbruchkriterium erreicht ist. Falls dieses Verfahren nicht konvergiert, wird - falls
notwendig- automatisch auf das Leap-Frog Verfahren umgeschaltet. Durch dieses
gradientenbasierte Verfahren ist es mdglich, einen dynamischen Pfad vom Startpunkt
in Richtung eines lokalen Minimums zu generieren.
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Objectives  Constraints  Algorithms

Optirmization Algorithm
(I LFOP

O GA

(@) ASA

() Differential Evolution
Switch to LFOP

Show LFOP Settings

Show ASA Settings

Abbildung 7-4: Eingestellte Optimierungsalgorithmus

Figure 7-4: Setup of the optimization algorithm

Als Zielfunktion wurde die Minimierung der Quadratwurzel der Kurvenabstéande
zwischen den Kraft-Verschiebungskurven einzelner Simulationspunkte f,,(x) und der
experimentell ermittelten Versuchspunkte (G,) verwendet. Die Messstellen werden
dabei in aquidistanten Abstanden P ausgewertet. Zusatzlich kann ein
Gewichtungsfaktor W, verwendet werden, welcher die Quadratsumme gewichtet. s,, ist
ein Skalierungsfaktor, der Abweichungen der Berechnungsergebnisse vom
experimentellen Wert gewichtet. Der totale Fehler zwischen den beiden Kurven lasst
sich Uber folgende Formel ( 7 ) beschreiben. Dieses Vorgehen ist als Minimierung des
quadratischen Fehlers bekannt (Mean square error, MSE). Die genaue
Vorgehensweise zur Bestimmung der Modellparameter werden im néchsten Absatz

ausfuhrlicher erklart.
p 2
cRMS _ lz w, <fp(x) - Gp)
P& Sp (7)
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Mame:
| Kraft_Weg_Kurve_R5

Algorithm
(® Mean Square Error (difference in curve Y values)
() Curve Mapping (size of area between curves)

Target curve:
| Messung_R5

Computed curve:
| Kraft_Weg_R5_Sirmulation

Regression Points
() From target curve
(®) Fixed number (equidistant, interpolated) : |30

Abbildung 7-5: Einstellungen fir die Zielfunktion
Figure 7-5: Setup of the target function

Zur Optimierung wurden neben den Kraft-Weg-Kurven als weitere Nebenbedingung
die Einzelwerte der maximalen Kraft und die der maximal erreichten Verschiebung aus
den Experimenten mit in die Berechnung einbezogen. Hierbei muss darauf geachtet
werden, dass das hierdurch erzeugte FehlermaR ™S in der gleichen GréRenordnung
liegt, wie das durch das des MSE der beiden Messkurven. Wenn beispielsweise die
Differenz zwischen der gemessenen und berechneten Kraft gleich 2000 N ist, resultiert
hieraus ein Fehlermaf, welches der zweiten Potenz, also 4 - 10% N2 entspricht. Im
Gegensatz dazu ergibt das Fehlerquadrat 4 mm? bei einer Differenz der maximalen
Verschiebungen in der GréR3enordnung von ca. 2 mm. Ein ahnliches Problem entsteht
dadurch, wenn unterschiedliche Versuche gleichzeitig betrachtet werden. Die
ermittelten Messwerte der einzelnen Versuche besitzen eine unterschiedliche Anzahl,
weiterhin ist die Prozesskinematik der einzelnen Proben nicht direkt mit vergleichbar.
Daher muss darauf geachtet werden, dass fir jede Probengeometrie ein Gewicht
festgelegt werden muss, wodurch die GroRRe des Fehlers normiert wird. Diese Gewichte
entsprechen denen des bereits erwahnten Faktor spin Gleichung (7).
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Computed curve: fix,z)

./ Response Surface constructed
for each interpolated matching

oint /
>

|..|

b

Residual ¢,

]
NN | | —————

a7

g Test results

Interpolated test curve Gyz)

[N 4

Abbildung 7-6: Schematische Darstellung der Berechnung des Kurvenabstandes (gestrichelte vertikale
Linien) zwischen Simulation (blaue Kurve) und Experimenten (rote Punkte) (LS-OPT 2015)

Figure 7-6: Schematic representation of the determination of the curve distance (dashed vertical lines)
between simulation (blue curve) and experiments (red points) (LS-OPT 2015)

7.2.2 Optimierung bei ausschlief3licher Nutzung von Zugversuchen
Optimization with only tensile tests

Zur ldentifikation der Modellparameter wurden unterschiedliche Strategien verwendet,
die sich in der Anzahl der verwendeten Probengeometrien und somit im numerischen
Aufwand unterscheiden. Aufgrund der unterschiedlichen Ausgangsbedingungen und
der daraus folgenden Zielfunktionen werden zum Teil unterschiedliche lokale Minima
erreicht. In einem weiteren Schritt werden die verschiedenen Strategien hinsichtlich der
identifizierten Parameter und der Eignung fir die spatere Berechnung einfacher und
komplexer Bauteile untersucht. Beim Aufbau der FE-Modelle ist zu beachten, dass
gekoppelte Schadigungsmodelle eine Abhangigkeit von der Grol3e der Elemente
besitzen. Das Netz der Proben wurde daher so gewdahlt, dass im Bereich des
Versagens die Kantenlange der Elemente fir alle Proben 1 mm betragt.

Bei der ersten Optimierungsstrategie werden zunachst nur zugversuchsahnliche
Proben verwendet, welche entweder gelocht oder gekerbt sind. Durch die gewahlten
Modifikationen kann das Materialverhalten fir eine Spannungstriaxialitdt zwischen
n = 0,33..0,5 optimiert werden. Fir jede Probe stellt sich ein charakteristischer
Spannungszustand in Abh&ngigkeit der Probengeometrie ein. So kann insbesondere
der Verlauf des ,Plane-strain valley” abgebildet werden (s. Abbildung 7-7). Insgesamt
wurden funf unterschiedliche Geometrien verwendet, um die Gute Uber den
angegebenen Triaxialitdtsbereich zu steigern. Die fur die Berechnung verwendeten
Vernetzungen sind in Abbildung 7-8 dargestellt. Hierbei wurde der Bereich, in dem eine
Rissinitiierung voraussichtlich einsetzt, mit einer konstanten Netzgrof3e von 1 mm
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diskretisiert, wahrend die umliegenden Bereiche mit einer groberen Diskretisierung
aufgelost wurden. Die Berechnungsdauer fur die Optimierung kann so reduziert
werden, wobei gleichzeitig die Identifikation flr eine vorgegebene NetzgroRe erfolgen
kann.

0,25 o
. 02 .
§ 0.15! E"Planeg
CE | strain |
S 0,1 valley"
0,05 : ,
0 i Scherung

033 0 0,33 0,67
Triaxialitat
Abbildung 7-7: Modellantwort (Bruchdehnung) Uber die Triaxialitdtswerte

Figure 7-7: Triaxiality dependent model response (Fracture strain)

Die Auswertung erfolgte anhand der Verschiebungs- und Kraftkurven, wobei die Kraft
am Probenkopf in axialer Richtung eingeleitet wurde. Die korrespondierende
Verschiebungskurve wurde in der Simulation und in den Experimenten an der gleichen
Stelle im Messbereich der Probe ausgewertet.

Volle Probe

Gelochte Probe
R5

Gekerbte Probe
R5

Gekerbte Probe
R10

Gekerbte Probe
R20

Abbildung 7-8: FE-Modelle der Probengeometrien fiir die Optimierung

Figure 7-8: FE-models of the specimen geometries for the optimization
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Diese wurden bei den experimentellen Durchfihrungen Uber die optische
Verschiebungsmessung mittels GOM Aramis System ausgewertet. Die Krafte wurden
Uber einen Kraftaufnehmer aufgezeichnet und mit dem Verschiebungsfeld
synchronisiert. Die Kraft-Verschiebungskurven der einachsigen Zugversuche wurden
in Abschnitt 5.1.1 dokumentiert und fuir die Optimierung verwendet. Zuséatzlich wurden
wie im Abschnitt 7.2.1 beschrieben, die Einzelwerte der maximalen Kraft und des
maximalen erreichbaren Weges optimiert.

Optimiert wurden die Parameter (grof3) S und (klein) s sowie der Exponent der
maximalen Scherspannung n. Der Beginn der Schéadigungsevolution ist durch Y,
angegeben. Fur Y, = 0 setzt die Schadigungsevulotion mit Verlassen des elastischen
Bereiches ein. Hierdurch kann der Unterschied zwischen den Kraft-
Verschiebungskurven  ohne  Schéadigungsentwicklung fir den  gewahlten
Extrapolationsansatz und die experimentell bestimmten Kurven mithilfe der
Schadigung kompensiert werden. Der Exponent g, der die nicht-lineare
Schadigungsentwicklung beeinflusst, wurde nach Literaturangaben konstant gehalten.

Proben

Parameter Berucksichtigung | Anfangswert | Intervall
in Optimierung :
20

Teiler der elastischen S variabel 18,3 1
Energiedichte

Exponent der S variabel 1,038 0,5 10
elastischen

Energiedichte

Exponent K variabel 3,66 0,25 7
Anfangswert der Yo konstant 0 -
elastischen

Energiedichte

Schadigungsrelevante konstant 2 -
Exponent

Kritische Schadigung Der konstant 0,2 -
Parameter bzgl. der h konstant 0,15 -
Druckabhéangigkeit

Abbildung 7-9: Einstellung fur die gesuchten Parameter in LS-OPT
Figure 7-9: Setup of the Optimization constraints in LS-OPT

Der Parameter h, der den Anteil der zu berlcksichtigenden Druckspannung angibt,
wurde ebenfalls als konstant angenommen. Grund hierfar ist der vorwiegend
dominierende Anteil an Zugbeanspruchung in den modifizierten Zugproben. Der
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Kennwert flr die kritische Schadigung D. wurde entsprechend der Empfehlungen in
(Lemaitre 1996) mit D, = 0,2 angenommen. Die Start- sowie die min. und max. Werte
der einzelnen Modellparameter sind in Abbildung 7-9 dargestellt. Hierbei basieren die
abgebildeten Startwerte auf Voruntersuchen des FOSTA Projekts (Tekkaya, et al.
2013).

Eine Konvergenz des Optimierungsalgorithmus wurde nach 31 Iterationsschritten
erreicht. Ab dieser Anzahl der Iterationsschritte wurde keine Verbesserung der
Zielfunktion durch eine weitere Iteration erzielt. Hierbei sind innerhalb der ersten
Iterationsschritte noch verhaltnismaRig groRe Anderungen in den Materialparametern
erfolgt. Nach ca. 8 Iterationen ist eine geeignete Kombination gefunden, wodurch die
Schrittweite weiter sinkt, bis das Optimum erreicht ist. Die Ergebnisse fiir den optimalen
Satz an Materialparametern sind in Tabelle 6 dargestellt und zeigen die Kraft-
Verschiebungskurven der einzelnen Probengeometrien im Vergleich zu den
experimentell ermittelten Daten. Es ist zu erkennen, dass eine gute Ubereinstimmung
zwischen den Versuchen und den Simulationen besteht. Fur den einachsigen
Zugversuch ist die Kraft in der Simulation im Vergleich zu den Experimenten leicht
erhoht. Dies ist ein Resultat der gewahlten FlieBkurvenextrapolation, da zu Beginn die
Auswirkungen der Schadigungsentwicklung gering ausfallen. Allerdings ist fur den
Bereich, in dem eine plastische Deformation vorliegt, bis hin zum Bruch, eine gute
Ubereinstimmung zwischen den Kurven zu erkennen. Insbesondere der Risszeitpunkt
zeigt bei allen Probenformen gute Ubereinstimmung mit den Experimenten. Hierdurch
kann gefolgert werden, dass das Materialmodell fir einen hohen Bereich an
Triaxialitaten gultig ist.

Sampling Sampling1 3

4 vars, 8 d-opt designs

v D ¥ - D Y D K} (<) T _
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Abbildung 7-10: Darstellung des Aufbaus des Optimierungsproblems in LS-OPT
Figure 7-10: lllustration of the set-up of the optimization problem in LS-OPT
Tabelle 6 zeigt die nach der Optimierung erhaltenen Werte fur die gesuchten

Schadigungsparameter. Hierbei wurden g =2,Y,=0 und D.=0,2 als konstant
angenommen.
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Tabelle 6: Optimierungsergebnisse mit Zugversuchen

Table 6: Optimization results of tensile tests

Parameter Symbol Endwert
Teiler der elastischen Energiedichte S 6
Exponent der elastischen Energiedichte S 3,186
Exponent K 5,88

Das Set der optimalen Modellparameter ist dadurch bestimmt, dass der Unterschied
zwischen simulierten und experimentell bestimmten Kraft-Verschiebungskurven
minimal wird. Zusatzlich wurde durch einen Term in der Zielfunktion gefordert, dass die
Differenz zwischen simulierter und experimentell ermittelter Verschiebung zum
Bruchzeitpunkt ebenfalls minimiert wird. Die folgenden Abbildungen 7-11 bis 7-15
zeigen die Modellantwort und die Verteilung der plastischen Dehnungen vor dem
Versagen fiur die bestimmten Modellparameter.
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Abbildung 7-11: Vergleich zwischen Versuch und Simulation fir die volle (links) und gelochte (rechts)
Zugversuchsprobe fur den Satz optimaler Materialparameter (CR590Y980T-DP)

Figure 7-11: Comparison between trial and simulation for the full (left) and holed (right) tensile test
sample for the set of optimal material parameter (CR590Y980T-DP)
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Abbildung 7-12: Vergleich zwischen Versuch und Simulation fir die gelochten Zugversuchsproben
(links R5; rechts R10) fir den Satz optimaler Materialparameter (CR590Y980T-DP)
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Figure 7-12: Comparison between test and simulation for the holed tensile test samples (left R5, right
R10) for the set of optimal material parameter (CR590Y980T-DP)
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Abbildung 7-13: Vergleich zwischen Versuch und Simulation fir die gekerbte (R20) Zugversuchsprobe
fir den Satz optimaler Materialparameter (CR590Y980T-DP)

Figure 7-13: Comparison between trial and simulation for the notched (R20) tensile test sample for the
set of optimal material parameter (CR590Y980T-DP)

Das Nachrechnen eines Biax-Nakajima-Versuches mit den an den Zugversuchen
optimierten Parametern ergab eine relativ grol3e Abweichung zur gemessenen Kraft-
Verschiebungskurve. Wahrend das Kraftniveau sich in  einem &hnlichen
GrolRenordnungsbereich befindet, wird durch die Simulation ein frihzeitiges Versagen
vorhergesagt. Der Unterschied zu den Zugversuchen liegt neben der Belastung in der
Kinematik des Prozesses. Beim Biax-Nakajima-Versuch wird ein kreisrundes Blech
zwischen Niederhalter und Matrize eingeklemmt und soll reibungsfrei umgeformt
werden. In der Realitat wird ein Schmierpaket zwischen Stempel und Blech eingesetzt.
Dieses Schmierpaket besteht aus PVC-Folie und Handcreme. In der Simulation wurde
ein Reibkoeffizient von ¢ = 0,04 bestimmt. Dennoch konnte gezeigt werden, dass fur
zugéahnliche Belastungszustande dieser Materialparametersatz durchaus eine gute
Vorhersagequalitat erzielen kann. Allerdings fuhrt dieses so ermittelte Optimum der
Materialparameter aul3erhalb des gefitteten Triaxialtdtsbereiches zu deutlichen
Abweichungen, wie anhand des biaxialen Zugversuches zu sehen ist. Daher wurde
eine zweite Optimierungsstrategiestrategie verfolgt. Diese wird im folgenden Abschnitt
beschrieben.
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Abbildung 7-14: Vergleich zwischen Versuch und einen nachgerechneten Biax-Nakajima-Versuch mit
den an Zugversuchen optimierten Parametern (CR590Y980T-DP)

Figure 7-14: Comparison between experiment and Biax-Nakajima-test with the parameters optimized
on tensile tests (CR590Y980T-DP)

7.2.3 Optimierung mit Zugversuchen und dem Biax-Nakajima-Versuch
Optimization with tensile tests and biaxial Nakajima-test

Das im Rahmen dieses Projektes erweiterte Schadigungsmodell soll fiir einen breiten
Bereich an mehrachsigen Spannungszustanden gelten, daher soll die Modellantwort
fur weitere Spannungszustéande Uberprift und mit in die Optimierung einbezogen
werden. Um dem Aufwand bei der Optimierung zu reduzieren, wurden nur zwei
Zugversuche (gekerbt und ohne Kerbe) und der Biax-Nakajima-Versuch berucksichtigt.
Bei der gekerbten Probe wurde der Radius von 20 mm gewahlt.

Der Nakajima-Versuch ist gegeniber dem einachsigen Zugversuch und dem Bulge-
Test aufgrund der Werkzeuge komplexer. Dabei spielen, wie im vorherigen Abschnitt
bereits erwahnt, Einflisse der Reibung eine groRe Rolle. Diese kann zwar in der
Simulation einfach ausgeschaltet werden, jedoch nicht im Versuch. Weiterhin
Uberlagern sich Streckzug- und aquibiaxiale Beanspruchungszustande, so dass nicht
in der gesamten Probe ein reiner biaxialer Spannungszustand herrscht.
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Abbildung 7-15: FE-Modell fur die Optimierung mit Berticksichtigung des Biax-Nakajima-Versuch

Figure 7-15: FE-Model for the optimization with consideration of the biaxial Nakajima-test

Da die Modellparameter fiir eine Kantenléange der Elemente von 1 mm kalibriert werden
sollen, ist die Rechenzeit aufgrund der Gré3e dieser Geometrie deutlich hbher. Um den
numerischen Aufwand zu reduzieren, wurde die doppelte Symmetrie der Platine
genutzt und, wie im Abbildung zu sehen ist, ein Viertel der Platine modelliert. Analog
zum Vorgehen der letzten Optimierung wurden die Modellparameter S und s sowie n
zuerst identifiziert. Die anderen Parameter wurden konstant gehalten und mit den
gleichen Anfangswerten, wie im Abschnitt zuvor beschrieben, modelliert. Abbildung
7-16 zeigt die Einstellungen in LS-OPT.
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Parameter Beteiligung Anfangswert | Intervall
zur :
Optimierung ALUE

Teiler der elastischen S variabel 18,3 1 20

Energiedichte

Exponent der S variabel 1,038 0,5 10

elastischen

Energiedichte

Exponent K variabel 3,66 0,25 7

Anfangswert der Yo konstant 0 -

elastischen

Energiedichte

Schadigungsrelevante  p konstant 2 -

Exponent

Kritische Schéadigung Der konstant 0,2 -

Parameter bzgl. der h konstant 0,15 -

Druckabhéangigkeit

Abbildung 7-16: Einstellungen zur Bestimmung der optimalen Parameterséatze in LS-OPT

Figure 7-16: Setup for the determination of optimal parameter sets in LS-OPT

Der Vergleich zwischen den gemessenen Kurven und den Simulationen mit optimalen
Parametersets ist in den folgenden Abbildungen dargestellt. Dabei wurde ein
Kompromiss getroffen. Die Ubereinstimmung mit den Messungen ist nicht so gut wie
bei der Optimierung bei ausschlie3licher Verwendung von Zugversuchen. Allerdings ist
die Grol3e der Abweichung bei allen hier verwendeten Versuchen in etwa gleich. Damit
wird ein ausgedehnter Triaxialitdtsbereich von ,plane-strain® bis hin zu biaxialer
Belastung erfasst. Dies spiegelt sich bei der Validierung der Testbauteile, bei denen
einige Versagenszustande unter biaxialem Zug auftreten (Abschnitt 8.4), wider.
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Abbildung 7-17: Vergleich von Versuch und Simulation fiir die volle Zugversuchsprobe (links) und eine
gekerbte Probe (R20) (rechts) bei Verwendung der in Tabelle 7 verwendeten Parameter flr
CR590Y980T-DP

Figure 7-17: Comparison of simulation and experimental data on (left) tensile test and (right) notched
tensile test (R20) for the parameter set according to Table 7 (CR590Y980T-DP)
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Abbildung 7-18: Vergleich von Versuch und Simulation fur den Biax-Nakajima-Versuch bei
Verwendung der in Tabelle 7 verwendeten Parameter fir CR590Y980T-DP

Figure 7-18: Comparison of simulation and experimental data on biaxial Nakajima-test for the
parameter set according to Table 7 (CR590Y980T-DP)

Die Werte der Parameter nach der Optimierung sind in Tabelle 7 aufgelistet.

Tabelle 7: Ubersicht der identifizierten Modellparameter bei Beriicksichtigung von Zugversuchen und
Bulgeversuch (CR590Y980T-DP)

Table 7: Overview of the identified material parameters for consideration of tensile tests and bulge test
(CR590Y980T-DP)

Parameter Symbol Endwert
Teiler der elastischen Energiedichte S 8,86
Exponent der elastischen Energiedichte s 2,3
Exponent K 6,64
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7.2.4 Identifikation des Parameters A mittels des ebenen Torsionsversuches
Identification of the A Parameter using in-plane torsion test

In diesem Abschnitt wird der Einfluss der Berlcksichtigung des A-Parameters
untersucht. Weiter wird ein Satz Materialparameter identifiziert, bei dem der #A-
Parameter mittels des ebenen Torsionsversuchs bestimmt wurde. Der A-Parameter
gibt dabei den sogenannten ,Crack Closure®, d.h. eine SchlieBung der Poren bei
Druckbelastung, an. Der einzige in  diesem Projekt  untersuchte
Charakterisierungsversuch, der eine Druckspannung aufweist, ist der Scherversuch.
Aufgrund der in Kapitel 5.1.2 ausgefiuihrten Problemstellungen werden die folgenden
Untersuchungen am ebenen Torsionsversuch durchgefihrt.

Beim ebenen Torsionsversuch handelt es sich um eine kreisférmige Probe bei der in
einem Bereich eine Nut zur Lokalisierung der Dehnungen eingebracht wird. Durch die
Einspannung und das aufgebrachte Torsionsmoment wird innerhalb dieser nur eine
reine Scherbeanspruchung hervorgerufen. Aufgrund der dreidimensionalen Nut
musste der ebene Torsionsversuch mit Nut fiir den Vergleich mit Versuchsergebnissen
(Moment-Rotationswinkel-Kurve) mit Volumenelementen modelliert werden. Da in der
industriellen  Praxis  Schalenelemente  verwendet werden, sollen die
Schadigungsparameter ebenfalls an Proben mit Schalenelementen bestimmt werden.
Daher wird im Vorfeld untersucht werden, ob sich der ebene Torsionsversuch durch
Simulationen mit Schalenelementen abbilden lasst. Dabei werden die gemessenen
Momente und Rotationswinkel in Spannungs-DehnungsgréRen gemafld Yin (Yin Q.
2011) umgerechnet. Zunéchst wurde ein Vergleich zwischen Ein-Elementrechnungen
mit jeweils einem Schalen- und einem Volumenelement durchgefuhrt. Dabei wurde der
Spannungs-, Schadigungs- und Triaxialitatsverlauf tber den Umformgrad untersucht.
Abbildung 7-19 zeigt die Ubereinstimmung der Ergebnisse.
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Abbildung 7-19: Spannungs-, Schadigungs- und Triaxialitatsverlauf von Volumen- und
Schalenelementen unter Scherbelastung (CR590Y980T-DP)

Figure 7-19: Stress, damage and triaxiality evolution of volume and shell elements under shear strain
(CR590Y980T-DP)

Es ist zu erkennen, dass der Spannungsverlauf fir ein Volumenelement und ein
Schalenelement Uber den Umformgrad bis hin zum Bruch identisch verlauft. Ein
analoges Verhalten weisen die Verlaufe der Schadigung und der Triaxialitat tber den
Umformgrad auf. Aufgrund dieser Voruntersuchungen kann fir reine Scherzustande
die Elementformulierung fir Schalenelemente verwendet werden. In einem weiteren
Schritt wurde die ganze Probe des ebenen Torsionsversuchs mit Volumenelementen
simuliert und mit den Ergebnissen unter Verwendung von Schalenelementen
verglichen. Fur den Vergleich wurde das kritische Element im Nutbereich der Probe
ausgewertet. Fur diesen wurden die Spannungs-Dehnungsverlaufe extrahiert und mit
denen der Schalenelemente unter reiner Scherung verglichen. Die Gegenuberstellung
der Ergebnisse ist in Abbildung 7-20 dargestellt. FUr ein isotropes Werkstoffverhalten
weisen alle Kurven den identischen Verlauf der Volumenelemente auf.

Aufgrund der reinen Scherbeanspruchung wird in diesem Versuch ein
Triaxialitatsverlauf hervorgerufen, der tber den Umformpfad hinweg nahezu konstant
Null bleibt. Fur anisotrope Werkstoffe hingegen weicht dieser Verlauf etwas ab, sodass
der Triaxialitatsbereich zwischen 0 < n < 0,03 liegt, welcher ebenfalls relativ gering ist.
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Abbildung 7-20: Spannungs-, Schadigungs- und Triaxialitatsverlauf beim ebenen Torsionsversuchs mit
Volumen- und Schalenelementen (CR590Y980T-DP)

Figure 7-20: Stress, damage and triaxiality evolution of volume and shell elements by the use of
in-plane torsion test (CR590Y980T-DP)

Mithilfe der durchgefiihrten Untersuchungen kann gezeigt werden, dass der Bereich
niedriger Triaxialitaten fur die Parameterermittlung durch den ebenen Torsionsversuch
gedeckt wird. Weiterhin kann der numerische Aufwand deutlich reduziert werden, da
sowohl die Modellierung mittels Ein-Volumen, als auch Ein-Schalen-Ersatzmodell
durchgefiihrt werden kann, ohne dass es zu gréf3eren Abweichungen der Ergebnisse
fuhrt.

Im Folgenden kann daher das Optimierungsproblem, fur die ldentifikation des A-
Parameters, anhand des Ein-Schalenelementmodells durchgefiihrt werden.
Gleichzeitig wurden die bereits identifizierten Parameter, welche anhand der
Zugversuche und des biaxialen Nakajima-Versuchs durchgefihrt wurde, konstant
gehalten. Der Uber diese Methode identifizierte Parametersatz ist in Tabelle 8
angegeben:
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Tabelle 8: Identifizierten Modellparameter fir CR590Y980T-DP durch angepasste Optimierung
Table 8: Identified material parameters of CR590Y980T-DP by adapted optimization strategy

Parameter Symbol Endwert
Teiler der elastischen Energiedichte S 8,86
Exponent der elastischen Energiedichte s 2,3
Exponent K 6,64

7.3 Parameteridentifikation CR700Y980T-DP
Parameter identification for CR700Y980T-DP

Als nachstes wurden die Optimierungen der Modellparameter fir den CR700Y980T-
DP vorgenommen, hierbei handelt es sich ebenfalls um einen Dualphasenstahl mit
einer angehobenen Streckgrenze. Wie in den experimentellen Untersuchungen bereits
identifiziert wurde, besitzt dieser Werkstoff erhdhte Duktilitat gegeniber dem
CR700Y980T-DP, sodass fur die Identifikation der Modellparameter der kritische
Schadigungswert auf D, =0,3 festgelegt wurde. Das Vorgehen fir die
Parameteridentifikation wurde analog zur zweiten Methode gewahlt (siehe Kapitel
7.2.3).

Die Kennwerte fur die Plastizitat wurden am Zugversuch identifiziert, fur die
Extrapolation der FlieRfunktion wurde der Ludwigansatz, siehe Gleichung Fehler! V
erweisquelle konnte nicht gefunden werden. verwendet. Der Parameter A wurde mit
1400 MPa und n mit 0,0891 identifiziert.
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Abbildung 7-21: Vergleich der Kraft-Verschiebungskurven von Experiment und Simulation des
Zugversuchs ohne Schadigung (CR700Y980T-DP)

Figure 7-21: Comparison of force displacement curve of experiment and simulation of uniaxial tensile
test without damage (CR700Y980T-DP)
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Abbildung 7-21 zeigt den Vergleich zwischen experimentell ermitteltem Kraft-Weg-
Verlauf des Zugversuches und dem der Simulation. Die Fliel3kurvenextrapolation
wurde so gewahlt, dass fur grolRere Umformgrade ein Abstand zwischen den beiden
Kurven existiert, so dass dieser zur Anpassung der Schadigungsparameter genutzt
werden kann. Die Optimierung der Schadigungsparameter wurde anhand des
einachsigen Zugversuchs, des Zugversuchs mit Kerbe (R20) und des biaxialen
Nakajima-Versuchs durchgefihrt. Als Zielfunktion wurde der Flacheninhalt zwischen
den experimentellen Kurven und denen der Simulation minimiert. Gleichzeitig wurden
die kritischen Verschiebungswerte, bei denen das Materialversagen einsetzt, mit in die
Zielfunktion aufgenommen. In Tabelle 9 sind die identifizierten Modellparameter
angegeben.

Tabelle 9: Identifizierten Modellparameter (CR700Y980T-DP) durch angepasste Optimierung
Table 9: Identified model parameters (CR700Y980T-DP) by adjusted optimization method

Parameter Siglele] Endwert
Teiler der elastischen Energiedichte S 15,1
Exponent der elastischen Energiedichte s 0,56
Exponent K 4,95

Durch die Optimierung konnte eine Anpassung an die experimentell ermittelten Daten
erfolgen. Hierbei ist die Ubereinstimmung des Kraftniveaus des Zugversuches und des
gekerbten Zugversuches hoch, siehe Abbildung 7-22 und Abbildung 7-23. Der Riss-
initiierungszeitpunkt  wird fir den Zugversuch ebenfalls gut Uber das
Schadigungsmodell vorhergesagt. Jedoch ist ein relativ steiler Abfall der Kraft schon
vor Einsetzten des Risses bemerkbar, sodass der Risszeitpunkt gut vorhergesagt wird.
Die nachlassende Festigkeit des Material wird nicht optimal getroffen. Bei der
gekerbten Probe (R20) wird die Vorhersage fiir das Versagen durch den ermittelten
Parametersatz mit +0,8 mm etwas verspatet erreicht. Dies deutet darauf hin, dass die
Schadigungsakkumulation in der Simulation etwas langsamer ablauft als im Vergleich
zum Experiment. Jedoch wird der graduelle Verlauf der Kraftabnahme relativ gut
getroffen.
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Abbildung 7-22: Vergleich der Kraft-Verschiebungskurven zwischen Experiment und Simulation des
Zugversuchs mit Schadigung (CR700Y980T-DP)

Figure 7-22: Comparison of force displacement curve of experiment and simulation of uniaxial tensile
test with damage (CR700Y980T-DP)
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Abbildung 7-23: Vergleich der Kraft-Verschiebungskurven zwischen Experiment und Simulation des
gekerbten Zugversuchs (R20) mit Schadigung (CR700Y980T-DP)

Figure 7-23: Comparison of force displacement curve of experiment and simulation of notched tensile
test (R20) with damage (CR700Y980T-DP)

Bei biaxialer Belastung, siehe Abbildung 7-24, ist die Ubereinstimmung mit der Hohe
der Kraft nicht optimal getroffen. Der identifizierte Parametersatz ist ein lokales
Minimum. Im Mittel ist die Ubereinstimmung mit den Versuchsdaten gut. Die
Abweichungen hinsichtlich der maximalen Kraft liegen bei ca. 15 %. Der Risszeitpunkt
wird mit 35 mm Stempelverschiebung etwas spater als im Experiment vorhergesagt.
Bei der experimentellen Versuchsdurchfihrung traten Streuungen ca. 5% in der
maximal erreichbaren Stempelverschiebung auf, so dass der Rissinitiierungszeitpunkt
fur die Versuche, die im oberen Streuungsband liegen relativ nah an denen der
Simulation liegt. In Abgrenzung zur Experiment ist ein Abfallen der Kraftkurve in der
Simulation zu erkennen. Dies wird zum einen durch die einsetzende Schadigung des
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Werkstoffes hervorgerufen, zum anderen kann auch im Experiment die Reibung zu
einem weiteren Ansteigen der Kraft fihren. Der Werkstoff legt sich im Experiment um
die Spitze des Stempels, aufgrund der vorhandenen Reibung fihrt dies zu einer
Plastifizierung des Materials auch neben dem Pol. In der Simulation hingegen wurde
keine Reibung zwischen Stempel und Blech betrachtet, wodurch die Differenz der
Prozesskraft im Vergleich zur Simulation begriindet ist.
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Abbildung 7-24: Vergleich der Kraft-Weg Verlaufe zwischen Experiment und Simulation des biaxialen
Nakajima-Versuchs mit Schadigung (CR700Y980T-DP)

Figure 7-24: Comparison of force displacement curve of experiment and simulation of biaxial Nakajima-
test with damage (CR700Y980T-DP)
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8 Validierungsuntersuchungen
Validation Studies

Kurzfassung

Fir die Validierung des Schadigungsmodells und der Verifizierung der
gefundenen Parameter wurden unterschiedliche Testbauteile verwendet. Bei
diesen wird das Versagen bei verschiedenen Spannungszustéanden
hervorgerufen. Beim komplexeren Teil eines B-Saulenunterteils traten die
Risse unter ebener Dehnung und biaxialer Zugbeanspruchung auf.
Wahrenddessen wurde beim Vierkantnapf das Versagen durch reine Scherung
hervorgerufen. Beim Kreuznapf wurde das Versagen durch Zug mit ebenem
Dehnungszustand hervorgerufen. Die Validierung der Simulation wurde
sowohl beziglich des Ortes des Materialversagens als auch hinsichtlich der
Ziehtiefe durchgefuhrt. Fur die unterschiedlichen in Kapitel 6 durchgefiihrten
Experimente konnte eine gute Ubereinstimmung erzielt werden.

Abstract

For the validation of the damage model and the identification of parameters
different test components were used. In these components failure was caused
under different stress conditions. In the more complex part of a B-pillar, the
failure appeared under plane-strain and biaxial tensile stress condition. On
the contrary, the squared cup failed under pure shear. In the cross die test,
the failure was caused under tension with a plane-strain condition. The
validation of the simulation was verified regarding the location of the material
failure as well as the drawing depth. For the different experiments, which were
carried out and described in Chapter 6, a good agreement could be achieved.

8.1 Einstellung fir die verwendete FE-Modelle
Features for the used FE-Models

Die Validierungsrechnungen wurden mit LS-DYNA durchgefiihrt. Fur die FE-Modelle
der Validierungsbauteile wurden die Platinen, wie bei den Modellen fir die
Optimierung, mit 1 mm Elementkantenlange vernetzt. Alle Simulationen wurden mit
Schalenelementen (einfach integriert, Typ 2 in LS-DYNA) und funf Integrationspunkten
uber die Dicke durchgefuhrt. Fur den Kontakt wurde die Option
,contact_forming_one_way_surface“ mit den Standardeinstellungen genutzt. Der
Reibungskoeffizient u,. wurde, entsprechend der Messungen von thyssenkrupp Steel
Europe, zwischen der Matrize/Niederhalter und Platine mit u*™ = 0,11 und zwischen
Stempel und Platine mit ufS = 0,12 eingestellt. Weiterhin wurde die Niederhalterkraft
direkt aus den jeweiligen Versuchen tibernommen.

Fur die Simulation wurden die Materialparameter aus den in Kapitel 7 beschriebenen
Optimierungen verwendet. Die Angaben der plastischen Kennwerte, sowie der
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Schadigungsparameter sind in diesem zusammengefasst. Die
Validierungssimulationen wurden fir beide Werkstoffe mit den entsprechenden
Materialkarten durchgefihrt.

8.2 Tiefziehen eines Kreuznapfes
Deep drawing of a cross-cup

Bei dem Kreuznapf handelt es um einen Bauteil mit zwei symmetrisch angeordneten
Kammern, welche die gesamte Form eines Kreuzes mit zwei unterschiedlichen Achsen
ergeben. Die Platine entspricht einem Achteck, das durch vier Parameter bestimmt
werden kann. Die Untersuchungen an dieser Geometrie wurden anhand von zwei
Platinengeometrien vorgenommen, welche in Tabelle 10: angegeben sind. Durch die
Verwendung von unterschiedlichen Platinengeometrien im Kreuznapfversuch das
FlieRverhalten der Proben beeinflusst werden. Die kritischen Bereiche der Proben sind
die Ziehflanken, siehe Kapitel 6.1. Abhéngig vom FlieRverhalten des Werkstoffes
werden in diesem Bereich Triaxialitdtswerte zwischen 0,33 <15 < 0,66 erreicht,
welches dem des ,plane-strain valleys® entspricht.

Tabelle 10: Dimensionen der verwendete Platinengeometrien (Kreuznapf)

Table 10: Dimensions of the used sheets (cross-die)

Y| B c 0

300mm 245mm 60 mm 45°

el iz 310 mm 225 mm 45 mm 55°

Fur die Niederhalterkraft wurden fur die beiden Platinengeometrien konstante Werte
von 100 kN oder 400 kN gewahlt. Eine graphische Darstellung der Platinen ist in
Abbildung 6-1 dargestellt. Die Versuche wurden ausschlie3lich mit Tiefziehol
durchgefiihrt. Der Reibwert wurde zwischen Matrize/Niederhalter und Platine mit utM =
0,11 und zwischen Stempel und Platine entsprechend der Messungen von
thyssenkrupp Steel Europe mit ufS = 0,12 fir die Simulation der Versuche mit Ol
eingestellt. Abbildung 8-1 zeigt das verwendete FE-Modell.

73



Validierungsuntersuchungen
Validation Studies

Niederhalter

utme

Matrize

Abbildung 8-1: FE-Modell fur den Kreuznapf
Figure 8-1: FE-model of the cross-die

Fur die Geometrie 1 ist der Vergleich zwischen Simulation und Experiment in Abbildung
8-2 fir den CR590Y980T-DP abgebildet. Zusatzlich ist die Schadigungsverteilung im
Bauteil fir die Simulation dargestellt. Sowohl in der Simulation als auch im Experiment
konnten keine Risse identifiziert werden. Der Schéadigungswert in der Simulation liegt
bei etwa D = 0,15, somit konnte der Werkstoff noch weiter umgeformt werden, bevor
ein Materialversagen eintritt. Die Abbildung zeigt die beiden Bauteile nach dem
Erreichen einer Ziehtiefe von 38 mm.

0,0 D 0,2
CR590Y980T-DP . _—

Abbildung 8-2: Schadigungsverteilung fur die Geometrie 1, Ziehtiefe: 38 mm, NHK: 400 kN, links:
Experiment, rechts: Simulation (CR590Y980T-DP)

Figure 8-2: Damage distribution for geometry 1, drawing depth: 30 mm, BHF: 400 kN, left: experiment,
right: simulation (CR590Y980T-DP)
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0,0 D 0,2
CR590Y980T-DP gy

|

/

Abbildung 8-3: Schadigungsverteilung fiir die Geometrie 2, Ziehtiefe: 30 mm, NHK: 400 kN, links:
Experiment, rechts: Simulation £ = 0,11, (CR590Y980T-DP)

Figure 8-3: Damage distribution for geometry 2, drawing depth: 30 mm, BHF: 400 kN, left: experiment,
right: simulation ™ = 0,11, (CR590Y980T-DP)

Fir die Geometrie 2 ist ein Vergleich zwischen Simulation und realer Tiefziehoperation
in Abbildung 8-3 dargestellt. Es zeigt die Schadigungsverteilung in der Simulation
(rechts) bzw. den Ort der Rissinitierung und die Rissausbreitung fur Experiment und
Simulation. Zur Charakterisierung der Schadigung wurde der Triaxialitatspfad fiur das
kritische Element untersucht. Der Spannungszustand, unter dem der Riss initiiert wird
entspricht einem biaxialen Spannungszustand mit einer Triaxialitdt von n = 0,66.

Da die Reibung einen mal3geblichen Einfluss auf die Plastifizierung und das
Schadigungsverhalten im Bauteil hat, wurde diese bei der numerischen Untersuchung
in einem Bereich um die Messwerte von uf” = 0,11 variiert. In Abbildung 8-4 sind die
Simulationsergebnisse fiir eine geringfligig erhthte Reibung u£™ = 0,12 zu sehen. Bei
beiden Bauteilen wurde eine Auswertung bei der identischen Tiefziehtiefe
durchgefiihrt. Der optische Vergleich zwischen beiden Rissen weist eine hohe
Ahnlichkeit zueinander auf. Nichtsdestotrotz wird der Einzug der Platine durch die leicht
erhohte Reibung besser abgebildet und zeigt somit die Sensitivitat hinsichtlich des
Parameters auf.

CR590Y980T-DP 02
?

0

Abbildung 8-4: Schadigungsverteilung fur die Geometrie 2, Ziehtiefe: 30 mm, NHK: 400 kN, links:
Experiment, rechts: Simulation Reibungserhéhung uf™ = 0,12, (CR590Y980T-DP)

Figure 8-4: Damage distribution for geometry 2, drawing depth: 30 mm, BHF: 400 kN left: experiment,
right: simulation higher friction u?™ = 0.12, (CR590Y980T-DP)
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Bei der experimentellen Versuchsdurchfihrung fir den CR700Y980T-DP konnten
innerhalb der Versuchsmatrix keine Bauteile ohne Riss erzeugt werden. Uber die
identifizierten Parameter konnte eine gute Vorhersagegite der unterschiedlichen
Fehlermoden erreicht werden. Fur das Setup mit einer geringen Niederhalterkraft von
100 kN sind die Ergebnisse in Abbildung 8-5 dargestellt. Uber die Simulation konnte
sowohl der Rissort, an der kurzen Flanke vorhergesagt werden, als auch die
Faltenbildung durch die geringe Niederhalterkraft. Der Einzug der Platine und der damit
verbundene Materialfluss wurden ebenfalls gut abgebildet.

CR700Y980T-DP 0.3
]

0

Abbildung 8-5: Schadigungsverteilung fir die Geometrie 1, Ziehtiefe: 30 mm, NHK: 100 kN
(CR700Y980T-DP)

Figure 8-5: Damage distribution for geometry 1, drawing depth: 30 mm, BHF: 100 kN (CR700Y980T-
DP)

Fur die vier dargestellten Prozesse konnte eine gute Ubereinstimmung zwischen
Simulation und Experiment gezeigt werden. Insbesondere die Vorhersage des
experimentell bestimmten Rissortes als auch der erreichten Ziehtiefe sind vergleichbar.
Hinsichtlich der sich einstellenden Materialtrennung ist zu erwahnen, dass diese unter
einem nahezu biaxialen Spannungszustand fir alle Versuche auftritt und daher nur
einen kleinen Teil des Schadigungsmodells abbildet.

8.3 Tiefziehen eines Vierkantnapfes
Deep drawing of a square cup

Als zweiter Validierungsversuch wurde der Vierkantnapf untersucht. Bei diesem
wurden die Prozessparameter aus dem Experiment dbernommen. Die
Niederhalterkraft wurde mit 75 kN und die Reibung mit ufS = 0,12 bzw. uf™ = 0,11,
aus den vorherigen Untersuchungen angenommen. Wie in Kapitel 6.2 beschrieben,
konnten beide Werkstoffe Uber diesen Validierungsversuch sehr gut umgeformt
werden, sodass sich das Materialversagen beim CR590Y980T-DP erst bei einer
Ziehtiefe von 43 mm einstellte. Fir den CR700Y980T-DP hingegen konnte kein
Versagen beim Erreichen der maximalen Tiefziehtiefe von 45 mm erzeugt werden. Zur
Reduzierung der Rechenzeit wurde nur eine Viertelgeometrie simuliert. Dies ist
aufgrund des orthotropen Werkstoffs zuléassig. In Abbildung 8-6 ist die Triaxialitdt und
die Schadigungsverteilung im Bauteil zum Zeitpunkt der Rissinitiierung dargestellt. Die
Tiefziehtiefe betrug 29,9 mm und lag somit deutlich unter den im Experiment ermittelten
Werten. Uber den Triaxialitatsverlauf (Abbildung 8-7) fiir das kritische Element ist zu
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erkennen, dass der Umformvorgang bei einer geringen Triaxialitat nahe Null verlauft.
Zum Zeitpunkt der Rissinitierung ist die Triaxialitat n = 0, sodass ein reiner
Scherbruch durch diesen Versuch erzeugt wird. Durch die Auswertungen in Kapitel 5
wurde dieses Verhalten fur die Experimente bereits bestimmt.

CR590Y980T-DP 0,66 0,2
M
n L D
0,33 I 0

Abbildung 8-6: Vierkantnapfsimulation: (links) Triaxialitatsverteilung, (rechts) Schadigungsverteilung;
Ziehtiefe 29,9 mm (CR590Y980T-DP)

Figure 8-6: Simulation of the square cup: (left) Triaxiality distribution, (right) damage distribution,
drawing depth 29.9 mm (CR590Y980T-DP)

0.3
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0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2
Umformgrad

Abbildung 8-7: Umformpfad fir das kritische Element (Triaxialitatsverlauf) (CR590Y980T-DP)
Figure 8-7: Forming history for the critical element (Stress triaxiality) (CR590Y980T-DP)
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Fur den zweiten Werkstoff CR700Y980T-DP sind die Ergebnisse der Simulation in
Abbildung 8-8 dargestellt. Bei diesen zeigt sich ebenfalls ein, im Vergleich zu den
Experimenten, verfrihtes Versagen der Bauteile. Die in der Simulation erzeugte
maximale Tiefziehtiefe wurde mit 23,5 mm ermittelt. Jedoch konnte die bendtigte Kraft
zum Tiefziehen des Bauteils, mit 196,8 kN ermittelt werden. Dieser Wert liegt somit nah
an dem im Experiment gemessenen Wert von F, ., = 186,7 - 195,1 kN. Als mogliche
Ursache fur die Abweichung wurde die Reibung identifiziert. Eine Parametervariation
ergab, dass durch Anpassung der Reibung in der Simulation zwar die Prozesskraft
reduziert werden kann, jedoch der Zeitpunkt der Rissinitierung dadurch nicht an die
Experimente angeglichen werden kann.

CR700Y980T-DP

0,66 0,3
N

" b

0,33 I 0

Abbildung 8-8: Vierkantnapfsimulation: (links) Triaxialitatsverteilung (rechts) Schadigungsverteilung;
Ziehtiefe 23,5 mm, (CR700Y980T-DP)

Figure 8-8: Simulation of the square cup: (left) Triaxiality (right) damage distribution, drawing depth
23.5 mm, (CR700Y980T-DP)

8.4 Tiefziehen eines komplexen Bauteils (BSU-Bauteil)
Deep drawing of a complex part (BSU-Part)

Das BSU-Testbauteil zeichnet sich durch sein komplexes Verhalten aufgrund der
vorhandenen Geometrie aus. Zusatzlich stellten die hohe Festigkeit des tiefgezogenen
Werkstoffs sowie die Schmierbedingungen eine grol3e Herausforderung dar.

Mithilfe der vermessenen Werkzeuggeometrie wurde eine Vernetzung der Werkzeuge
fur die Simulation durchgefuhrt. Die Platinengeometrie entspricht der in den
Experimenten verwendeten Geometrie und wurde mit Elementen mit einer 1 mm
Elementkantenl&nge vernetzt. Die Reibwerte in der Simulation wurden je nachdem, ob
Ol oder zusatzliche Ziehfolien eingesetzt wurde, variiert. Fur eine Schmierung mit Ol
wurde der Reibwert zwischen #55,01 =0,11..0,12 (gemalRR der Messungen von
thyssenkrupp Steel Europe) fur den Kontakt zwischen Platine und Stempel eingesetzt.
Fur den Kontakt des Niederhalters und der Matrize mit der Platine wurde die Reibung
zwischen ufM = 0,07..0,10 verwendet, um den Einfluss der Reibung auf den
Materialfluss zu identifizieren. Weiterhin konnen sich die Reibverhéaltnisse sich tber
mehrere Pressungen hinweg verandern. Dieser Einfluss kann tber die Anpassung der
Reibwerte untersucht werden.

Fur die Berechnung des Bauteils wurde analog zum Versuch die Reibbedingungen und
Niederhalterkraft ge&andert. Weiter wurden auch mit unterschiedlichen
Optimierungsstrategien bestimmte Materialparameter in der Simulation eingesetzt.
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Zunachst wurden die Untersuchungen fir die an Zugversuchen optimierten
Parametern und anschliel3end fur die Parameter aus der Anpassung mit den Biax-
Nakajima-Versuch eingesetzt. Das verwendete FE-Modell ist in Abbildung 8-9
dargestellt.

Stempel

‘ Niederhalter

Platine

T
‘ Matrize

Abbildung 8-9: FE-Modell fiir das BSU-Testbauteil
Figure 8-9: FE-model of the BSU-part

8.4.1 Validierungsexperimente mit Ziehfolie
Validation experiments with drawing film

Bei der Verwendung von Ziehfolien lasst sich eine grofRere Ziehtiefe durch die
Reduzierung der Reibung erreichen. Bei den Versuchen wurde, wie im Abschnitt 6.3
bereits beschrieben, ebenfalls die Niederhalterkraft variiert, um unterschiedliche
Bedingungen zu untersuchen, bei denen das Versagen auftreten kann. Bei einer
Niederhalterkraft von 600 kN traten keine Risse auf. Die Ziehtiefe erreichte dabei einen
Wert von ca. 65 mm sowohl im Versuch als auch in der Simulation. Ein weiterer
Vergleich wurde beziglich des Platineneinzuges durchgefihrt (Abbildung 8-10:
Vergleich des gemessenen Platineneinzugs mit den Simulationsergebnissen).
Insgesamt ist der im Versuch gemessene Einzug grofRer als in der Simulation. Dafur
gibt es mehrere Einflussfaktoren wie eine inhomogene Verteilung des
Niederhalterdrucks oder des Reibkoeffizienten, welche nicht explizit untersucht
wurden. Die Positionierung der Platinen wurde manuell anhand von optischen Groéf3en
vorgenommen, hierdurch konnen geringfugige  Abweichung in der
Ausgangspositionierung der Platine vorliegen.
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In der Simulation wurden fir die Experimente mit der Ziehfolie Reibwerte von
ulS = 0,05 zwischen Platine und Stempel verwendet. Zwischen Niederhalter/Matrize
und Platine wurde ein Wert von £ = 0,04 angenommen.

LS-Dyna
in mm

A 28,3 27,9

B 222 219

C 273 31

D 14,9 s

E 132 147
\ F 14,4 17

Abbildung 8-10: Vergleich des gemessenen Platineneinzugs mit den Simulationsergebnissen
(Ziehtiefe: 65 mm)

Figure 8-10: Comparison of the determined blank indentation (drawing depth: 65 mm)

Zum Vergleich der sich einstellenden Dehnung wurde auf den Proben ein Muster
aufgebracht, mithilfe dessen nach dem Prozess die lokalen Deformationen errechnet
werden kann. In Abbildung 8-101 sind die Ergebnisse des optisch ermittelten
Dehnungsfeldes (links) und den Simulationsergebnissen (rechts) gegeniibergestellt.
Sowohl die Hohe der Vergleichsdehnung, als auch die ortliche Verteilung zeigen eine
gute Ubereinstimmung.

CR700Y980T-DP

Umformgrad

o
I

Abbildung 8-11: Dehnungsverteilung: BSU-Bauteil, Niederhalterkraft: 800 kN, Ziehtiefe: 65 mm,
Ziehfolie und Ol (CR700Y980T-DP)

Figure 8-11: Strain distribution: BSU-Part, blankholder force: 800 kN, drawing depth: 65 mm, drawing
foil and oil (CR700Y980T-DP)

Weiterhin wurden die Dehnungspfade fir Punkte, bei denen ein Riss im Versuch
stattfand, in der Simulation verfolgt. Hierdurch soll ermittelt werden, unter welchem
Belastungszustand das Versagen eintritt. Exemplarisch wird dies fur die Konfiguration
(Werkstoff CR590Y980T-DP) unter Verwendung einer Niederhalterkraft von 700 kN
dargestellt. In Abbildung 8-12 zeigt fir den Punkt 1 einen nicht-linearer Belastungspfad.
Dieser verlauft im negativen (druckdominanten) Triaxialitatsbereich. Mit zunehmender
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Umformung tritt ein scherdominierter Spannungszustand auf. Fur die auftretenden
Umformgrade gilt ¢! > 0,5. Dieser lokale hohe Umformgrad, ohne Auftreten von
Rissen ist vor allem deshalb mdéglich, weil eine Druckspannung in diesem Bereich wirkt
und somit die Rissentstehung hemmt. Im Unterschied dazu stellt sich fir den zweiten
Punkt wahrend des gesamten Umformprozesses ein biaxialer Belastungszustand ein.

Punkt 1 Punkt 2

0,6 0,14

o 0,12

0,1
0,4
0,08
03
0,06

o
©
=
(o))
£
ot
(e}

[t
£

-}

0,2

Umformgrad

0,04

0,02

28 06 04 02 0 02 04 02 0 02 04 06 08
Triaxialitat Triaxialitat
Abbildung 8-12: Dehnungsverlauf an kritischen Stellen am seitlichen Rand (Punkte 1 und 2)
Figure 8-12: Strain path of the critical element (Points 1 and 2)

Fur den zweiten Punkt ist der erreichte Umformgrad mit ¢f? ~ 0,12 deutlich geringer
und der Belastungszustand bleibt nahezu konstant im Bereich des ,plane-strain
valleys“ bzw. der biaxialen Belastung.

Die Belastungspfade der Punkte 3 und 4 sind in der Abbildung 8-13 dargestellt. Fir
den Punkt 4 entwickelt sich die Belastung in den Bereich der biaxialen
Zugbeanspruchung und bleibt konstant an dieser Stelle bis zu einem Umformgrad von
pF* ~ 0,17. Fur die Materialpunkte, welche in der Region vom Punkt 3 liegen, andert
sich der Spannungszustand mit zunehmendem Umformgrad von einer biaxialen
Zugbelastung in eine einachsige Zugbelastung.
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Punkt 3
Punkt 4

Umformgrad
Umformgrad
il

o
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o \}\/*\f o SN

-0,2 0 0,2 0,4 0,6 0,8 0 7

Triaxialitat Triaxialitat

Abbildung 8-13: Dehnungsverlaufe an kritischen Stellen im vorderen Teil (Punkte 1 und 2)
Figure 8-13: Strain path of the critical material point in the front part (Points 3 and 4)

Bei einer Erhéhung der Niederhalterkraft auf 800 kN versagte die Probe entlang der
Kante bei Punkt 3 bis zur oberen Bauteilecke beim Punkt 4. Die Ziehtiefe in der
Simulation betrug ca. 57 mm wahrend im Versuch 65 mm erreicht wurden. Allerdings
konnte der genaue Zeitpunkt, bei dem der Riss im Versuch auftritt, aufgrund der
geschlossenen Werkzeuge nicht gemessen werden. Es konnte lediglich die Ziehtiefe
nach der Ruckfederung nach Ablauf des Experimentes taktil aufgenommen werden.
Der Rissort wird vom Versagensmodell in der Simulation sehr gut wiedergegeben
(Abbildung 8-14). Hier ist jedoch anzumerken, dass der Rissort abhangig von der
gewahlten Diskretisierung sein kann.

0,0 Schadigung 0,0
[ . ' - 1N

Abbildung 8-14: links) BSU-Bauteil, Niederhalterkraft: 800 kN, Ziehtiefe: 65 mm, Ziehfolie, rechts)
Schédigungsverteilung (Simulation), Ziehtiefe: 57 mm (CR590Y980T-DP)

Figure 8-14: left) BSU-Part, blankholder force: 800 kN, drawing depth: 65 mm, drawing foil, right)
Damage distribution (simulation), drawing depth: 57 mm (CR590Y980T-DP)
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8.4.2 Validierungsexperimente mit Ziehfolie und Tiefzieh6l
Validation experiments with drawing film and drawing oil

Durch die gleichzeitige Verwendung von Tiefzieh6l und Ziehfolie verringert sich die
Reibung. Dadurch kann eine hohere Ziehtiefe im Versuch erreicht werden.
Beispielsweise versagten die Proben bei der Verwendung von Ol bereits bei einer
Niederhalterkraft von 350 kN im Gegensatz zum Versuch mit Ziehfolie, bei dem sich
erst ein Versagen bei der doppelten Niederhalterkraft von 700 kN einstellte. In der
Simulation wurde fur die Simulation bei Verwendung von Tiefziehfolie ein Reibwert von
pPSFolie — 005 zwischen der Platine und dem Stempel verwendet. Fir die Reibung
zwischen Platine und Niederhalter/Matrize wurde ein Wert von pZ¥f°" = 0,04
angenommen.

Fir den CR590Y980T-DP Werkstoff, der mit einer Niederhalterkraft von 350 kN
tiefgezogen wurde, sind in den experimentellen Untersuchungen Risse im Kopfbereich
des Bauteils aufgetreten. Diese konnten mittels Simulation teilweise vorhergesagt
werden (siehe Abbildung 8-15). Jedoch konnte nur eine Rissposition, entlang einer
Kante, vorhergesagt werden.

Schadigung 0.2

Abbildung 8-15: links) BSU-Bauteil, Niederhalterkraft: 800 kN, Ziehtiefe: 44 mm, Ziehfolie, rechts)
Schadigungsverteilung (Simulation), Ziehtiefe: 42 mm (CR590Y980T-DP)

Figure 8-15: left) BSU-Part, blankholder force: 800 kN, drawing depth: 44 mm, drawing foil, right)
Damage distribution (simulation), drawing depth: 42 mm (CR590Y980T-DP)

Die Validierung des Schadigungsmodells wurde ebenfalls fur den Werkstoff
CR700Y980T-DP fur verschiedene Prozessparameter durchgefuhrt. Fir die
Olschmierung wurde die Reibung zwischen der Platine und dem Stempel als p5°% =
0,08 angenommen. Die Niederhalterkraft betrug entsprechende der experimentellen
Einstellungen 200kN. Bei diesen Prozesseinstellungen wurde das Bauteil nicht
vollstandig ausgeformt und es kam zu einem Riss in der Mitte des Bauteils. In
Abbildung 8-16 ist die Ausformung des Bauteils und der entstandene Riss fur eine
Ziehtiefe von 62 mm dargestellt. Die von der Simulation vorhergesagte
Schéadigungsverteilung zeigt, dass sich neben dem Hauptriss in der Mitte des Bauteils
zusatzlich kleine Risse auf der rechten Seite ausbilden. Diese sind im Experiment nicht
zu erkennen.
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Abbildung 8-16: links) BSU-Bauteil, Niederhalterkraft: 200 kN, Ziehtiefe: 44 mm, Ol, rechts)
Schadigungsverteilung (Simulation), Ziehtiefe: 62 mm (CR700Y980T-DP)

Figure 8-16: left) BSU-Part, blankholder force: 200 kN, drawing depth: 44 mm, oil, right) Damage
distribution (simulation), drawing depth: 62 mm (CR700Y980T-DP)

Im Folgenden wurden Simulationen fur die Experimente durchgefuhrt, bei denen
Gutteile hergestellt wurden. Bei diesen wurde die Reibung durch gleichzeitigen Einsatz

von Ol und Ziehfolie reduziert. Die Reibwerte wurden mit uZVFoe+0 = 0,04 zwischen
Niederhalter und Platine bzw. pf$°"%*% =004 zwischen Stempel und Platine

angenommen. In Abbildung 8-17 sind die Ausformung und die Schadigungsverteilung
bei einer Niederhalterkraft von 800 kN abgebildet. Die Ziehtiefe im Experiment lag bei
59 mm. Abgrenzend hierzu wurde durch die Simulation erst eine vollstandige
Ausformung der spezifischen Konturen des Bauteils bei einer Ziehtiefe von 63 mm
vorhergesagt. In Abbildung 8-18 wurde die Niederhalterkraft auf 600 kN reduziert. Hier
zeigt sich ebenfalls noch kein Materialversagen im Bauteil. Bei beiden
Versuchsdurchfihrungen ist zu erkennen, dass insbesondere die vier Ecken des
Bauteils potentiell zu einem Versagen neigen, da hier die groRten Schadigungswerte
vorhergesagt werden. In den experimentellen Untersuchungen konnte an diesen
Stellen bis auf eine erhdhte Reibung zwischen Matrize und Platine keine Schadigung
festgestellt werden. Die Risse breiteten sich in allen Versuchen zuerst im Kopfbereich
des Bauteils aus.

0,3

Abbildung 8-17 links) BSU-Bauteil, Niederhalterkraft: 800 kN, Ziehtiefe: 59 mm, Ziehfolie und Ol,
rechts) Schadigungsverteilung (Simulation), Ziehtiefe: 63 mm (CR700Y980T-DP)

Figure 8-17: left) BSU-Part, blankholder force: 800 kN, drawing depth: 59 mm, oil und drawing foil,
right) Damage distribution (simulation), drawing depth: 63 mm (CR700Y980T-DP)
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0,3

Abbildung 8-18: links) BSU-Bauteil, Niederhalterkraft: 600 kN, Ziehtiefe: 65 mm, Ziehfolie und Ol,
rechts) Schadigungsverteilung (Simulation), Ziehtiefe: 65 mm (CR700Y980T-DP)

Figure 8-18: left) BSU-Part, blankholder force: 600 kN, drawing depth: 65 mm, oil und drawing foil,
right) Damage distribution (simulation), drawing depth: 65 mm (CR700Y980T-DP)
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9 Instabilitatsvorhersage unter Berticksichtigung der
Schadigung
Prediction of instability with consideration of damage

Kurzfassung

Versagen wahrend der Umformung kann nicht nur in Form eines Risses
auftreten, sondern bereits durch plétzliches Einschniren, infolge einer
Instabilitat. StandardmaRig wird die Instabilitat mit Hilfe der Forming Limit
Curve (FLC) — die sogenannte Grenzformanderungskurve - vorhergesagt. Da
im Rahmen dieses Projektes ein kontinuumsmechanisches Schadigungsmodell
erstellt wurde, soll zum einen eine Adaption erfolgen, sodass der Beginn der
Einschnlrung mit dem entwickelten Verfahren vorhergesagt werden kann.
Zusatzlich wird ein nicht lokales Kriterium vorgestellt, das gradientenbasiert
die Schadigung lokal auswerten kann.

Abstract

Failure during forming can not only be evoked by cracks, but also by necking
caused by instability. Conventionally instabilities are predicted by the use of
Forming Limit Curve (FLC). Since a continuum-mechanical damage model
was applied in the context of this project, a further enhancement is
implemented, so that the beginning of the necking can be predicted with the
help of the developed material model. In addition, a non-local criterion is
presented which can evaluate the damage locally based on gradients.

In den letzten Jahren wurde die Vorhersage von kritischen Umformzonen durch
Kombination numerischer Simulationen und der Verwendung von FLCs erreicht. Uber
diese kann fir einen geben linearen Dehnungspfad die maximale Dehnung angegeben
werden, die der Werkstoff aufnehmen kann, bevor ein Versagen in Form von lokaler
Einschnirung oder seltener durch sofortigen Bruch auftritt. Hierzu werden haufig
Nakajima-Proben verwendet, bei denen durch eine unterschiedliche Geometrie die
Randbedingungen des plastischen FlieRens so gedndert werden, dass sich ein
probenspezifischer Lastpfad einstellt. Durch die unterschiedlichen Probenformen
konnen Dehnungsverhaltnisse zwischen einachsigem Zug bis hin zur biaxialen
Zugbelastung erreicht werden (Abbildung 9-5). Hierzu werden die Proben eingespannt
und durch einen halbkugelférmigen Stempel belastet. Entweder tritt Versagen durch
schlagartiges Eintreten eines Risses ein oder im Ublicheren Fall wird die lokale
Einschnlrung mittels optischer Dehnungsmessung detektiert. Dazu werden die
maximalen lokalen Deformationen an der Stelle der Einschnirung oder des Risses
ausgewertet, die fur jeden Belastungsfall einen kritischen Punkt der FLC ergeben.
Durch die Grenzformanderungskurve kann so abgeschatzt werden, bei welcher
plastischen Deformation es fiir einen gegebenen Belastungspfad zu einer lokalen
Einschnlrung oder Werkstofftrennung kommt. Hierdurch kann eine quantitative
Aussage Uber die lokale Belastbarkeit eines Werkstoffes getroffen werden.
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Als nachteilig zu betrachten ist, dass die Grenzformanderungskurve ihre Gultigkeit
verliert, sobald der Belastungspfad nicht mehr linear ist. Bei konventionellen
Umformverfahren wie dem in diesem Projekt betrachtetem Tiefziehen ist dies im
Allgemeinen nicht der Fall. Weiterhin kann das Grenzformanderungs-Diagramm (FLC)
in zwei kritische Bereiche unterteilt werden, die Grenzformanderung und die
Bruchkurve.

In Abgrenzung dazu ist eine Instabilitdt des Werkstoffverhaltens durch das Einsetzen
einer lokalen Formanderung in Dickenrichtung gekennzeichnet, welcher als ,wahre®
Beginn der Einschnurung definiert werden kann. Aufgrund der sehr geringen
Dickenanderung kann dieses Phanomen nur schwer durch optische Messmethoden
ermittelt werden. Allerdings kann der Beginn dieses Ereignis durch einen
mathematischen Zusammenhang eindeutig dargestellt werden. Daher bietet sich die
Moglichkeit diesen physikalisch korrekten Zeitpunkt innerhalb einer Finiten-Element-
Umgebung zu berechnen. Hierdurch kann ein Prozesszeitpunkt festgelegt werden, an
dem noch keine Entfestigung vorliegt (pre-kritischer Zeitpunkt) siehe Abbildung 9-2.

9.1 Untersuchungen in LS-DYNA
Investigation in LS-DYNA

In diesem Abschnitt soll abgrenzend zur konventionellen Methoden, wie z.B. der
Verwendung von Grenzformanderungskurven, eine numerische Berechnung der
auftretenden Instabilitdt, welche mit dem Beginn einer lokalen Einschnirung
einhergeht, aufgezeigt werden. Da diese Eigenschaften direkt an die Plastizitat des
Werkstoffes und somit auch unmittelbar an den Schédigungszustand geknipft sind,
wird das Lokalisierungskriterium als Zusatzmodul fir ein solches Materialmodell
implementiert.

Als Grundlage wird hierfiir das Schadigungsmodell aus dem FOSTA-Projekt (Tekkaya,
et al. 2013) verwendet, mit dem Lokalisierungskriterium kombiniert und in eine LS-
DYNA Routine implementiert.

Methode zur Bestimmung der Lokalisierungsinitialisierung:
Methods for the determination of the localization

Der Ansatz fur die Implementierung des Algorithmus stammt aus den Arbeiten von
Liang Xue (Xue L. 2008) und kann dort im Detail nachgelesen werden. Hier werden nur
die grundlegenden Aspekte sowie die notwendige formale Beschreibung dargestellt.
Die Methode beruht auf der Annahme, dass zum Beginn der Lokalisierung ein
Maximum der energetischen EingangsgroRe, Kraft bzw. Arbeit, wirkt. Dies kann im
eindimensionalen Fall eine Kraft sein, die bendtigt wird um eine Langenanderung zu
erreichen. In einem technischen Spannungs-Dehnungsdiagramm des einachsigen
Zugversuchs markiert der Punkt der grof3ten auf den Ausgangsquerschnitt bezogenen
Kraft die Zugfestigkeit des Werkstoffs. Ab diesem Punkt ist bei einer Zunahme der
aufgebrachten Dehnung ein Absinken der bendétigten Kraft festzustellen. Diese nimmt
bis zum Bruch weiterhin monoton ab. Grund hierfir ist die Einschniirung des Materials,
und die hiermit verbundene Querschnittreduktion.
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Die Zugfestigkeit kann mathematisch, bei einer stetigen Kraftkurve, Uber die Ableitung
der Kraft nach der Dehnung d.F = 0 bestimmt werden. Da die Kraft Uber F = 0,4
gegeben ist, kann der Zeitpunkt der Instabilitét direkt wie folgt berechnet werden:

0 0A do
agF ES ! (i ( ¢4

A+— W_O-GCI)A:O (8)

Fr de
Hierbei gibt 4 die Flache an, auf die die Last wirkt, g, ist die hierzu korrespondierende
Spannung und o¢., die von Mises Vergleichsspannung. Weiterhin gilt fur einen
Oeq

plastischen Werkstoff, dass die Verfestigung uber hzaa—g gegeben ist. Unter

Ausschluss der trivialen Losungen mit Flachen A< 0, gilt somit der Zusammenhang:

h—o.,=0
“ (9)

Diese Bedingung ist genau dann, wenn die Zugfestigkeit des Materials erreicht wird
erfullt. Erweitern wir diese Annahme auf den dreidimensionalen Fall, kann anstelle des
Kraftmaximums ein Leistungsmaximum verwendet werden. Hierbei ist die plastische
Leistungsdichte P gegeben Uber P = o, * £,;, WObei £, die plastische Dehnrate ist.

Analog zum vereinfachten eindimensionalen Fall kann der Startpunkt der Instabilitat
uber die Anderung der Leistung berechnet werden. Es wird davon ausgegangen, dass
Ep1 D> & ISt, somit lasst sich wiederrum der Zeitpunkt der Instabilitat Gber

0P 0o, dée

_=ﬂ épl+0'eq—pl=

aepl agpl agpl ( 10 )

fir einen allgemeinen Fall bestimmen. Die Vergleichsspannung o,,, welche bei einer
gegebenen plastischen Dehnung ¢,, auftritt, ist abhangig vom Materialmodell. Die
Gleichung ist erfillt, wenn beide Terme im Gleichgewicht zueinanderstehen. In den
folgenden Herleitungen werden Zusammenhange zwischen der Vergleichsspannung
und den Hauptspannungen bendtigt. Dieser Zusammenhang kann flr assoziative
FlieBgesetze auf den Zusammenhang zwischen Vergleichsdehnrate und den
logarithmischen Hauptformanderungsgeschwindigkeiten tbertragen werden. Weiter
werden Ableitungen der logarithmischen Hauptformanderungsgeschwindigkeiten nach
der logarithmischen Hauptformanderung benétigt. Im Folgenden wird zur Illustration
der Vorgehensweise ein einachsiger Zugzustand angenommen. Ausgangspunkt der
Herleitung ist der von Xue hergeleitete Begin der Instabilitat (Gleichung 10).
Unter einachsigem Zug mit konstantem Dehnpfad entspricht die Vergleichsdehnung ¢,
der ersten Hauptformanderung &;. Dies gilt entsprechend auch fur die zugehoérigen
zeitlichen Ableitungen

0é, 0& (11)

&y e
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Uber ( 12 ) und dem Verfestigungsmodul h kann die Gleichung ( 10 ) umformuliert
werden

apP 0 & (12)
—=hE —=0
G Ept + Oeq 0&;
Die Gultigkeit des Zusammenhangs ( E4)
d & , (13)
Oeq 0—81 = _Gqul

wird im Folgenden gezeigt. Fur ideale Plastizitat und isotropes Werkstoffverhalten ist
der Deformationsgradient
1+ at 0 0
[0 \
0 0

F = 1+ at
D B
1+ at

gegeben. Die materielle Zeitableitung des Geschwindigkeitsgradienten lautet dann

a 0 0
a
o= o )

F=| 2m3 | (15)
O
2V1+at
Der Geschwindigkeitsgradient ist Giber L = F - F~! gegeben
/1 0 0 \ (16)
a 0 —1 0

L= 2
o 0 —=
2

Zusammen mit der logarithmischen Hauptdehnung und der zugehdrigen Zeitableitung

e =1In(1+at)und 2 = (17)
folgt fuir die Ableitung der zeitlichen Anderung der logarithmischen Hauptdehnung

oL _ g (18)

e,
Damit gilt auch E’;Tll = a;—;i = —¢&, (s. Gleichung (14 )). Gemal der von Xue gewahlten
Definition, ist der Lode Winkel fir den einachsigen Zug 6, = —% hieraus folgt die
alternative Form

[h—aeqcos(9+%)]épl=0 (19)

fur Gleichung ( 13 ). Eine graphische Darstellung zeigt
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Abbildung 9-1: Darstellung des v. Mises Flie3zylinders im Hauptspannungsraum; & stellt die
tensorielle Dehnrate dar

Figure 9-1: Representation of the Mises flow cylinder in principal stresses; ¢ represents the tensor of
strain rate
In Kombination mit dem verwendeten Lemaitre Materialmodell, in dem die effektiv
wirkende Spannung in Abh&ngigkeit zum Schadigungswert D steht, ist die Spannung
gegeben Uber:

Hierbei entspricht der Faktor, der die Spannungen miteinander verknipft, einer
Entfestigungsfunktion w = (1 — D). Der Ausdruck der effektiven Spannung kann in
Gleichung 11 den der makroskopischen Spannung ersetzen. Diese muss in der
Differentiation, nach dem plastischen Inkrement «, beachtet werden. Unter
Verwendung der Kettenregel erhalten wir folgenden Zusammenhang:

00 | ) ow 00¢q \ . 0ép
— <£O’eq + W_(')a Epl + W0gq _agpl (21)

Unter Annahme eines proportionalen Dehnungspfades kann die durch Xue (Xue L.

2008) definierte Gleichung ZST’”Z = cos (0 + g) &y Zusammen mit der Verfestigungs-
14

funktion (die Herleitung befindet sich im Anhang) verwendet werden, so erhalt man:

dwaD n aO'eq (9+T[) . _o
oD’ TV aq ) T W0ea OS\T T g) [ T (22)

Die LOosung des Instabilitdtsproblems ist mit dieser Gleichung beschrieben, wobei die
nur nicht trivialen Losungen mit von &, # 0 Interesse sind. Wir erhalten als finales

Kriterium:
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n*=i+la—wa—D— cos(9+z) <0

Ocq W OD dey 6 (23)

Innerhalb der FE-Simulation wird diese Auswertungen an den Integrationspunkten
vorgenommen und sobald dieses Kriterium erreicht ist entspricht dieser Zeitpunkt dem
physikalischen Beginn der Instabilitét. Jede weitere plastische Dehnung fuhrt dazu,
dass eine lokale Materialentfestigung eintritt.

Simulative Untersuchung der Methode
Simulative investigation of the methodology

Die Methode zur Bestimmung des Startpunktes der diffusen Einschnirung wird an
einem Ersatzmodell verifiziert. Hierzu wird eine quadratische Struktur (siehe Abbildung
9-2) mit unterschiedlichen Randbedingungen belastetet. Durch die einfache
geometrische Struktur kann ein linearer Dehnungspfad bis zum Erreichen des
.Kritischen® Zeitpunktes sichergestellt werden.

In Abbildung 9-2 das zur Verifizierung verwendete Modell dargestellt. Hierbei wurden
Belytschko-Tsay Schalen-Elemente verwendet. Die kinematischen Randbedingungen
sind durch ein Festlager unten links bestimmt. Zusatzlich befindet sich auf der unteren
linken Seite ein Loslager zur Fixierung in x-Richtung und auf der unteren Seite ein
weiteres Lager, um den Kérper in y-Richtung festzuhalten. Die Grél3e der vereinfachten
Struktur ist 10 x 10 mm und wird durch Elemente mit einer Kantenlange von 1 mm
diskretisiert. Die Verschiebungsrandbedingungen werden an der rechten ( 1) und

oberen ( u,) Seite aufgebracht, sodass tber das Verhéltnis der Dehnungen R =% =

P2

uu—r eine beliebige Anzahl von linearen Dehnpfaden eingestellt werden kann.

Zunachst wird die Geometrie nur von einer Seite belastet, wahrend die zweite Seite frei
von Belastungen ist, sodass das Material einschniren kann. Es wird eine konstante
Verschiebungsgeschwindigkeit der Randknoten von 1, = 10"1—"1 verwendet. Das

resultierende Verhaltnis R der Hauptumformgrade kann fur eine freie Einschnirung
unter Annahme eines isochoren und isotropen Materials mit R = — 0,5 angegeben
werden. Dieses Verhaltnis entspricht dem einen einachsigen Zugversuch.

Die verwendeten Materialparameter fur die simulativen Untersuchungen wurden in
dem bereits abgeschlossenen Forschungsprojektes (P853) der FOSTA flir das Material
identifiziert. Die Modellparameter fir den DP800-Werkstoff sind in Tabelle angegeben.

Abbildung 9-2 zeigt den Kraft-Wegverlauf fir eine einachsige Belastung mit freier
Einschnirung auf der unbelasteten Seite. Aufgrund der nicht vorhandenen
Schadigungsinitialisierung durch Elementléschung ist eine konstante Reduzierung der
notwendigen Kraft, nach Erreichen des Kraftmaximums, zu erkennen. Diese
Reduzierung erfolgt zum einen durch die einsetzende Materialsch&adigung, wodurch die
Nachgiebigkeit des Materials erh6ht wird. Zum anderen wirkt bei zunehmender
plastischer Deformation zwar weiterhin verfestigend, allerdings in einem geringeren
Mal3e als die Materialschadigung entfestigt. Das Lokalisierungskriterium weist fur das
Kraftmaximum den Durchgang von n* > 0 zu n* < 0 auf. Indirekt kann durch den Wert
des Lokalisierungskriteriums n* das Verhaltnis von Materialverfestigung zu
Schadigungsinduzierter Entfestigung angegeben werden. Durch einen nahezu linearen
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Anstieg der Schadigung und einer sich einstellenden Sattigung der Verfestigung
resultiert ein monotone Reduktion von n*.

9
E 6 “.
£
TE 3
h'd
0
0o 0,5 1 1,5
-~ Umformgrad ¢
¥ 5
=
& 3 Elementtyp m
o g Elementanzahl 1
% § 1 Integrationspunkte 5
"@' = Zeitinkrement E-6
-1 — E-Modul in GPa 197
0o 0,5 1 1,5
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Abbildung 9-2: Gegenuberstellung Kraftreduktion und Instabilitatskriterium fir den Werkstoff DP800

Figure 9-2: Comparison of force reduction and instability criteria for the material DP800

Im Folgenden wird das Kriterium zur Bestimmung der Lokalisierungsinitialisierung fur
den einachsigen Zugversuch verwendet. Hierbei wird nur die Messlange modelliert und
an den Enden mit einer symmetrischen Verschiebungsfunktion belastet. Dabei wird
zunachst von einem ideal homogenen Material ausgegangen. In Abbildung 9-3 ist
(oben) der Beginn der Lokalisierung und (Mitte) Versagenszeitpunkt des Bauteils
abgebildet. Fur die gegebene Belastung kann, durch das implementierte Kriterium, eine
qualitative Aussage Uber den Entstehungsort einer Lokalisierung getroffen werden. So
wird die diffuse Lokalisierung in dem Bereich vorhergesagt, in dem eine Einschniirung
der Breite stattgefunden hat. Es lasst sich erkennen, dass in diesem Bereich eine
Reduktion der Festigkeit durch die einsetzende Schéadigung stattfindet. In Abbildung
9-3 (unten) ist das Werkstiick zu dem Zeitpunkt abgebildet, bei dem sich die diffuse
Lokalisierung zu einer lokalen Einschnirung weiterentwickelt hat. Die Ausbildung der
lokalen Einschnurung erfolgt von der oberen Seite und verlauft entlang der 45 Grad-
Achsen senkrecht zur Belastung durch das Bauteil.
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Beginn der Instabilitat 0,2

Beginn der Bauteilversagens 5
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Abbildung 9-3: Vorhersage der Instabilitat beim Zugversuch

Figure 9-3: Prediction of onset of instability at uniaxial tension test

In einem weiteren Validierungsschritt wurde an der Zugversuchsprobe eine
Imperfektion in Form einer Dickenreduktion von 1% der Blechdicke an einer Stelle
(Element) eingebracht. Diese Imperfektion soll eine Unebenheit im Material
wiederspiegeln. Die einachsige Zugprobe wurde mit dem gleichen Lastpfad belastet
wie der homogene Zugversuch. In Abbildung 9-4 (oben) ist das Lokalisierungskriterium
abgebildet, in dem die diffuse Einschnirung einsetzt. Wie angenommen, wird das
Kriterium zuerst an der eingebrachten Imperfektion erreicht. Bei weiterem Fortschreiten
der Umformung werden aufgrund der reduzierten Materialfestigkeit der Lokalisierung
auch die Elemente im Umkreis stéarker deformiert. Diese Deformation verlauft ebenfalls,
wie in der Probe zuvor, in einem 45° Winkel zur Belastungsrichtung. Das
Materialversagen beginnt an dem auf3eren Rand der Probe und bildet einen Riss durch
die eingebrachte Imperfektion. Durch diese Vorgehensweise konnte gezeigt werden,
dass das Lokalisierungskriterium an einer geometrisch eingebrachten Schwéachung
des Materials eine diffuse Einschniirung korrekt vorhersagen kann.
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Blechdicke 0,99 mm

Beginn der Instabilitat 19,
: n|
20 i

Beginn der Bauteilversagens 0,25

0,0 I

Abbildung 9-4: Vorhersage der Instabilitéat beim Zugversuch mit kiinstlicher Schadigung

Figure 9-4: Prediction of onset of instability in artificial pre-damaged uniaxial tension test

In einem weiteren Schritt wird durch das Lokalisierungskriterium eine FLC fir eine
diffuse  Einschnirung erstellt. In FE-Simulationen unter Einbindung des
Lokalisierungskriteriums werden analog zu den Nakajima-Proben unterschiedliche
Dehnungspfade erzeugt und untersucht. Das Ziel ist die Bestimmung der diffusen
Einschnirung mittels Simulation. Die ermittelten Werte sind im Abbildung 9-5
dargestellt (rot). Zuséatzlich ist die konventionell-experimentell ermittelte FLC (blau) zum
Vergleich abgebildet. Es ist zu erkennen, dass sich fir alle gewahlten Lastpfade die
diffuse Lokalisierung vor der lokalen Einschnirung auspragt. Dabei ist zu erkennen,
dass fur die linke Seite der FLC ein deutlicher Abstand der Kurven besteht, wahrend
fur die rechte Seite die Differenz geringer ist. Hervorzuheben ist, dass durch dieses
Kriterium kritische Stellen bei niedrigerer Dehnung identifiziert werden kdnnen.
Allerdings kann der Werkstoff nach Erreichen des kritischen Wertes, an dem eine
diffuse Einschnirung beginnt, noch weitere Verformung ohne ein vollstdndiges
Versagen ertragen. Ein ahnliches Verhalten ist auch bei der Einschnirungskurve (FLC)
zu erkennen. Die Menge an postkritischer Dehnung, die der Werkstoff ertragen kann,
ist sehr stark von der angreifenden Belastung und dem Material selbst abhangig. Durch
die entstehende Lokalisierung wird ein Grol3teil der Deformation in einem Gebiet
umgesetzt, wodurch eine Ausdinnung des Materials hervorgerufen wird. Abhangig
vom Werkstoff kann eine Dickenreduktion des Materials zu einem verfrihtem
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Werkstoffversagen fuhren. Um zu identifizieren, in welcher Weise das
Lokalisierungskriterium nutzbar ist, missen weitere Forschungsarbeiten durchgefuhrt
werden. Hierdurch kénnte ermittelt werden, ob ein kritischer Deformationszustand
durch einen geanderten Lastpfad in einen unkritischen (ohne Bruch) umgewandelt
werden kann. Dies kénnte insbesondere bei komplexen Bauteilen zu einer Reduktion
des Ausschusses fuhren.

0.5 . . .
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S # |nstabilitatskriterium
- 04r y
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— $. L
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2. Hauptumformgrad ¢,

Abbildung 9-5: Vergleich zwischen FLC und Begin der Instabilitat

Figure 9-5: Comparison of FLC and onset of instability
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9.2 Untersuchungen in ibura zur Vorhersage der Instabilitat
Investigations in ibura for the prediction of instability

Iburaist ein ,in-house® implizites FE-Element Programm der Firma inpro. Es verwendet
dicke Schalenelemente und eine Flachenkontaktformulierung. Die Untersuchungen mit
ibura basieren im Gegensatz zu der im vorherigen Abschnitt beschriebenen Analyse
mit LS-DYNA auf einem empirischen Ansatz.

Hierbei wird im Postprocessing eine nicht lokale Betrachtung der
Schadigungsverteilung durchgefihrt. Dabei wird mittels einer Gauf3funktion entlang
eines raumlichen Gebiets Q mit dem Radius | (Abbildung 9-6) die Verteilung der
Nachbarschaftselemente beziglich der Schadigungsvariable D(x) geglattet. Ferner
wird dafir ein Approximationsansatz mit Polynomen ¢(x) verwendet. Dieser
Polynomansatz kann hochstens den Polynomgrad 3 aufweisen. Durch das Lésen einer
Minimierungsaufgabe wird die Glattung der Schadigungsverteilung erreicht.
Anschlie3end kann die Glattungsfunktion mehrfach abgeleitet werden.
X—X
f [D(x) — qJ(x)]Ze_(T)dQ - min

0

(24)

Abbildung 9-6: Schematische Abbildung des Glattungsgebiets liber die Integrationspunkte

Figure 9-6: Schematic illustration of the smoothing area over the integration points

Durch die Bildung der Ableitung verschiedener ZustandsgréRen ergeben sich
Gradienten, die auf eine mdgliche Lokalisierung hinweisen kénnen. Dies wird anhand
eines einachsigen Zugversuches illustriert. In Abbildung 9-7 ist die geglattete
Schadigungsverteilung zu verschiedenen Zeitpunkten (durch Pseudozeit bzw. ,Step®
gekennzeichnet) dargestellt.
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Abbildung 9-7: Schadigungsverteilung in einer Zugprobe zu verschiedenen Belastungszeiten

Figure 9-7: Damage distribution in a tensile test at different treatment times

Wird beispielsweise der Step 110 in Abbildung 9-7 betrachtet, stellt man noch keine
Vorzugsrichtung fur das Auftreten von Lokalisierung und anschlieBendem Versagen
fest. Im Step 248 ist eine Lokalisierung durch das stark verformte Scherband
aufgetreten. Wahrend die Schadigungsverteilung in Abbildung 9-8, links die maximale
Schadigung in der Probenmitte angezeigt und keine klare Auspragung der
Vorzugsrichtung zu erkennen ist, kann Uber den Gradienten der Schadigung bereits
eine Vorzugsrichtung identifiziert werden (Abbildung 9-8, rechts). Diese zeigt sich
anhand der Akkumulation der Schadigung erst zu einem spéateren Zeitpunkt (Step 248).

0.0 Schadigung 0.05 -0.005 Grad, 0.005
[ s [ s

Abbildung 9-8: Symmetrische Schadigungsverteilung (links) und deren Gradient in Dickenrichtung z
(rechts) in Step 110

Figure 9-8: Symmetrical damage distribution (left) and gradient in z-direction (right) step 110
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Neben dem raumlichen Gradienten kann tGber die Auswertung der zeitlichen Ableitung
der geglatteten Schadigungsverteilung (Abbildung 9-9) auch eine erhdhte zeitliche
Anderung korrelierend mit den Maxima der Schadigungswerte in der Probenmitte
angezeigt werden. Neben dem raumlichen Gradienten kann ebenfalls die zeitliche
Anderung der Schadigung als Mafstab fir eine Lokalisierung verwendet werden. Wird
diese Anderungsgeschwindigkeit tiber die Gesamtzeit aufgetragen, kann ein kritischer
Wert definiert werden, bei dem der Beginn der Instabilitat vorhergesagt werden kann.
Zur Kalibrierung des Grenzwertes kdonnen korrelierende zeitliche Auswertungen der
Dehnungsmessungen hinzugezogen werden. Der Gradient in Dickenrichtung wirde
anschlielend die Versagensrichtung anzeigen.

0.0 Schadigung 0.05 -0.005 Grad, 0.005
b | . |
Abbildung 9-9: Symmetrische Schéadigungsverteilung (links) und deren zeitlichen Gradient (rechts) in
Step 110

Figure 9-9: Symmetrical damage distribution (left) and gradient with respect of time (right) step 110
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Kurzfassung

Durch die im Abschnitt 8 beschriebene Validierung des Modells an Bauteilen
konnte dessen Leistungsfahigkeit aufgezeigt werden. Weiterhin wurde ein
Vergleich zu einer in der Industrie hdufig eingesetzten Vorhersagemethode
untersucht. Diese wurde am B-Saulen-Unterteil durchgefihrt. Hierbei wurden
die Standardmethode zur Versagensvorhersage mittels Grenzforméanderung
(forming limit curve FLC) sowie die Modelle von GISSMO verwendet. Die
Vorhersage mit der gemessenen FLC liefert ein friheres Versagen. Das
Materialversagen wird mit GISSMO vorzeitig im Zargenbereich
vorhergesagt.

Abstract

The validation of the model for formed components (described in section 8)
showed its potential of crack prediction. Furthermore, a comparison with
other methods of failure prediction commonly used in industry methods is
examined for the example of the B-pillar part. Here, the standard method for
failure prediction using the Forming Limit Curve (FLC) and the models of
GISSMO and CrachFEM were used. The prediction with the measured FLC
yields an early failure compared to the experiment. In the failure prediction
with GISSMO, the material failure was prematurely generated in the wall
area.

10.1Versagensvorhersage des BSU-Bauteils mit der FLC
Damage prediction of the BSU test part with the FLC

Als erster Schritt wurden die Haupt- und Nebenforménderung optisch gemessen und
nach ISO 12004 ausgewertet. Die gemessene FLC fur das hier verwendete Material
wurde von thyssenkrupp Steel Europe zur Verfiigung gestellt. Innerhalb des GISSMO-
Modells werden die effektiven Spannungen o€ {iber folgende Funktion bestimmt:

FADEXP

1- DKrit ( 24 )

Hierbei ist Uber Dg,;; der Zeitpunkt definiert, an welchem die Schadigungsentwicklung
einsetzt. Zuséatzlich kann Gber den Exponenten ,FADEXP* (fading exponent) festgelegt
werden, wie stark die Kopplung zwischen der Schéadigungsentwicklung und der
effektiven Spannung sein soll. Je hoher dieser ist, desto hdher sind die effektiven
Spannungen nach dem Uberschreiten der kritischen Schadigung Dg,. Die
verwendeten GISSMO-spezifischen Materialparameter sind Dg,;; = 0,3 und der fading
exponent wurde zu 1 bzw. 5 gesetzt. Die verwendeten Eingangsgrof3en, wie die
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spanungsabhangige Bruchdehnung und die FlieBkurve, sind in Abbildung 10-1
dargestellt.
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Abbildung 10-1: Fir das GISSMO-Modell verwendete Bruchdehnung (links) und FlieRkurve (rechts).
Figure 10-1: Fracture strain (left) and flow curve (right) used for the GISSMO model.

Die FLC wird im Postprocessing verwendet. Dabei werden die gemessenen Haupt- und
Nebenformanderungen mit den simulativ berechneten verglichen.
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Abbildung 10-2: Versagensvorhersage des BSU-Bauteil mittels FLC beim Versuch mit Ziehfolie und
Niederhalterkraft von 600 kN (CR590Y980T-DP)

Figure 10-2: Damage prediction of BSU-part by FLC, testing condition: blankholder force of 600 kN and
lubrication foil (CR590Y980T-DP)

Abbildung 10-2 zeigt die Versagensvorhersage fur das BSU-Bauteil fur den Versuch
mit Ziehfolie und eine Niederhalterkraft von 600 kN. Dabei trat im Versuch kein
Versagen auf, wahrend in der Simulation mit dem reinen elasto-plastischen Modell und
anschlieBendem Vergleich mit der FLC Risse vorhersagt wurden. Die schwarzen
Punkte in der Abbildung weisen Zustandspunkte auf, bei denen kein Versagen
vorhergesagt wird. Die gelben Punkte liegen in einem Ubergangsbereich, in dem Risse
moglich sind. Dieser Bereich wird meistens durch einen Sicherheitsband von 20 %
unterhalb der FLC angegeben. Die roten Punkte in Abbildung 10-2 zeigen das
Erreichen des Versagens infolge Instabilitéat an.
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Abbildung 10-3: Bestimmung der Risse beim BSU-Bauteil mit der FLC (CR590Y980T-DP)
Figure 10-3: Prediction of fracture by FLC for BSU-part (CR590Y980T-DP)

In Abbildung 10-3 sind die Bereiche, in denen Risse vorhergesagt werden, rot auf dem
Bauteil dargestellt. Diese resultieren aus der Gegenuberstellung der kritischen
Dehnungszustande zwischen den Simulationsergebnissen und der eingegebenen
FLC. Bei der experimentellen Durchfihrung waren keine Risse zu erkennen. Wurde
die Niederhalterkraft allerdings auf 700 kN erhoht, traten Risse im Versuch im oberen
Bereich des Bauteils auf. Allerdings konnte der Riss im vorderen linken Eckenbereich,
mittels Experiment nicht nachgewiesen werden. Es wurden Simulationen mit
unterschiedlichen Werten des Materialparameters FADEXP durchgefuhrt. Dieser
bestimmt, wie schnell sich die Schadigung entwickelt.

FADEXP: 1 FADEXP: 5

CR590Y980T-DP
Niederhalter Kraft: 700 kN

u=0,05 (Ziehfolie)

Ziehtiefe: 54 mm Ziehtiefe: 63 mm

L |
0 Umformgrad 0,5

Abbildung 10-4: Versagensvorhersage mittels GISSMO- Modells links) FADEXP=1 rechts) FADEXP=5
(CR590Y980T-DP)

Figure 10-4: Failure prediction with GISSMO-Model left) FADEXP=1 right) FADEXP=5 (CR590Y980T-
DP)
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11.1Modellentwicklung

In Rahmen dieses Projektes wurde ein kontinuumsmechanisches Schadigungsmodell
fur die Versagensvorhersage hochstfester Stahle, welches Uber einen weiten
Triaxialitatsbereich flexibel angepasst werden kann, entwickelt. Dabei wurde zu einem
der sogenannte ,crack closure® Effekt bertcksichtigt und durch die Einfuhrung eines
weiteren Parameters (4) erfasst. Aul3erdem wurde durch die Integration der maximalen
Scherspannung in die Schadigungsfunktion eine zusatzliche Flexibilitat erzeugt,
wodurch das potentielle Verhalten des Materialmodells vor allem im Bereich der
ebenen Dehnung (,plane-strain valley“) verbessert wurde. Das Modell wurde in den
Software-Paketen ibura und LS-DYNA implementiert. Es kann damit von Nutzern in
Industrie und an Universitaten genutzt werden.

11.2Charakterisierungsversuche

Neben den theoretischen Untersuchungen der Materialmodellerweiterung wurden
Experimente zur Kalibrierung des Materialverhaltens durchgefuhrt. Dabei wurden
umfangreiche Charakterisierungsversuche angewendet. Diese sind notwendig, um
einen moglichst breiten Triaxialitdtsbereich abzudecken. Es wurden dabei flnf
zugversuchsahnliche Proben, eine Nakajima-Aquibiaxialprobe und verschiedene
Scherversuchsproben verwendet. Aufgrund der Homogenitat der Deformation und dem
resultierenden reinen Scherzustand wurde der ebene Torsionsversuch zu Identifikation
verwendet.

11.3Bauteilversuche

Weiter wurden drei Demonstratorbauteile gefertigt, mittels derer die Leistungsfahigkeit
des Materialmodells bewertet wurde. Die Versuche dienten ebenfalls dem Zweck, die
identifizierten Materialparameter zu validieren. Die Demonstratoren waren so
ausgelegt, dass das Versagen bei unterschiedlichen Spannungszustanden auftrat.
Hierbei stellten der Kreuznapfversuch und der Vierkantnapfversuch vergleichsweise
einffache Geometrien dar. Das B-Saulen-Unterteil (BSU) entspricht im
Komplexitatsgrad einfachen industriellen Bauteilen. Beim BSU-Teil stellen sich tber
die Ziehtiefe unterschiedliche Belastungszustande im Bauteil ein, hierdurch konnte das
Materialmodell hinsichtlich der Evolution der Schadigungsakkumulation untersucht
werden.

11.4Parameteridentifikation

Bei der Identifikation der Parameter fir das Schadigungsmodell wurden zwei
verschiedene Strategien verfolgt. Fur die erste wurden alle zugversuchséhnlichen
Proben verwendet und im Anschluss die beiden zusatzlichen
Charakterisierungsversuche, d.h. ein Nakajima-Versuch mit &quibiaxialem
Spannungszustand und der ebene Torsionsversuch, nachgerechnet. Aufgrund des
ahnlichen Belastungszustandes aller zugversuchsahnlichen Proben, werden diese
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sehr gut abgebildet vom identifizierten Parametersatz abgebildet. Hingegen gab es
Abweichungen von bis zu 10 % bezlglich des vorhergesagten Stempelwegs bei
Versagen und der Hohe der Kraft bei der Nakajima-Probe (fuir CR590Y980T-DP und
CR700Y980T-DP).

Bei der zweiten Strategie wurde fur die Zielfunktion der Optimierung nur der
Zugversuch, eine Kerbzugprobe und der Nakajima Versuch verwendet. Hierdurch
wurden die einzelnen Kraft-Weg-Verlaufe der Zugversuche nicht mehr so akkurat
getroffen wie bei der ersten Strategie. Allerdings konnte hierdurch erreicht werden,
dass das Materialversagen unter biaxialer Belastung besser vorhergesagt werden
konnte.

Zur Rechenzeitreduzierung wurden nur die Parameter S, sund n identifiziert. Die
anderen Parameter wurden als konstant angenommen. Da der einzige
Charakterisierungsversuch mit einer negativen Hauptspannungskomponente und einer
Triaxilitat nahe Null der ebene Torsionsversuch ist, konnte der h- Parameter im
Anschluss identifiziert werden.

11.5Validierung der identifizierten Parameter

Die identifizierten Parameter wurden im Anschluss fur beide Werkstoffe an den
Umformversuchen validiert. Hierbei konnte gezeigt werden, dass fur den
Kreuznapfversuch die Vorhersagegenauigkeit fur beide Werkstoffe unter
verschiedenen Randbedingungen hoch ist. Verglichen wurde hierbei jeweils die
Ziehtiefe bis der Riss eingetreten ist. Fur die Simulation wurden dabei die
Niederhalterkrafte und die Reibbedingungen aus den Experimenten dbernommen.
Beim Vierkantnapf hingegen konnte keine gute Ubereinstimmung fir beide Materialien
gefunden werden. In der Simulation wurde ein Materialversagen deutlich vor dem
Erreichen der kritischen Ziehtiefe ermittelt. Hierbei wird davon ausgegangen, dass das
Materialversagen unter Scherbelastung aufgetreten ist. Die fur diesen
Spannungszustand durchgefiihrten Charakterisierungsversuche an unterschiedlichen
Probenformen kénnen den gewunschten idealen Zustand der reinen Scherung nur
annahernd reprasentativ fir den jeweiligen Werkstoff darstellen, teilweise sind sie noch
in der Entwicklung bzw. bedirfen noch Verbesserungen, um gesicherte Aussagen
treffen zu kénnen. Fir das komplexe Industriebauteil, bei dem das Materialversagen
bei positiven Triaxialitatswerten aufgetreten ist, konnte im Allgemeinen wieder eine
gute Ubereinstimmung erzielt werden zwischen Ziehtiefe und Rissinitiierung.
Insbesondere stellten sich in Abhangigkeit der gewahlten Niederhalterkrafte
unterschiedliche Rissorte ein. Diese konnten fur unterschiedliche Belastungszustande
korrekt vorhergesagt werden. Dies unterstreicht, dass die Modellerweiterung
erfolgreich war. Allerdings ist eine geeignete Strategie zur Identifikation der
Materialparameter erforderlich. Diese Strategie wurde im Rahmen des
Forschungsvorhabens entwickelt.
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11.6Berlcksichtigung der Instabilitat sowie Versagensvorhersage
mit FLC und GISSMO

In einem weiteren Schritt wurden Modelle zur Ermittlung des Beginns der Instabilitat
erstellt und untersucht. Hierbei wurde zum einen ein Kriterium erstellt, welches in der
Lage ist, eine diffuse Einschniirung vorherzusagen. In ibura wurde ein nicht-lokaler
Ansatz zur Vorhersage insbesondere durch Einschniirung, der auf einer Abbildung des
Gradienten des Schadigungskriteriums basiert, implementiert. Mit Hilfe dieses
Ansatzes konnten Aussagen uber den Beginn der Instabilitat im Zugversuch erfolgen.
Es konnte gezeigt werden, dass durch eine lokale Ausdinnung des Materials vorzeitig
zum Versagen kommen kann.

Weiterhin wurde das BSU Bauteil hinsichtlich der Versagensvorhersage mittels FLC
und GISSMO untersucht. Bei diesen Methoden wurde in der Simulation ein verfrihtes
Versagen prognostiziert. Zusatzlich konnte der Rissort mit diesen Methoden nicht
korrekt vorhergesagt werde. Dies verdeutlicht, dass die im Projekt vorgenommene
Erweiterung des Schadigungsmodells erforderlich war.
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Das Forschungsprojekt hat die Potenziale des erweiterten Schadigungsmodells fur
hochfeste Stahle aufgezeigt. Die Implementierung in die Software-Pakete ibura und die
kommerziell erhaltliche Version von LS-DYNA waren erfolgreich. Fir eine weitere
Etablierung in der industriellen Umformsimulation ist eine Implementierung in
zusatzlichen kommerziellen Programmen wie PamStamp und AutoForm
wlnschenswert. Im abgeschlossenen Forschungsvorhaben wurden
Charakterisierungsversuche, die auf Universalprifmaschinen durchfihrbar sind,
genutzt. Allerdings wurden auch eine Nakajima-Probe und der ebene Torsionsversuch
genutzt. Bezlglich des ebenen Torsionsversuchs wére eine breitere Verbreitung im
industriellen Umfeld wiinschenswert. Voraussetzung hierfir ist eine Erfassung in
einschlagigen Richtlinien oder Normen.

Fur die Validierung des Modells kénnten weitere Parameteridentifikationen fur
verschiedene Stahlguten erzeugt werden. Auf deren Grundlage ist dann fur bestimmte
Klassen von Stahlsorten eine vereinfachte Identifikation der Schadigungsparameter
maoglich. Diese MalRnahmen erweitern auch das Feld der Nutzer in kleinen und
mittelstandischen Unternehmen.
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