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1 Einleitung

1  Einleitung

Druckgusskomponenten aus Aluminium und Magnesium haben sich in unterschied-
lichsten Bereichen der Automobilindustrie etabliert. So werden Bauteile im Antriebs-
strang (z.B. Kurbel- und Getriebegehéuse) und im Fahrwerk (z.B. Motortragbock) im
Druckguss hergestellt wie auch Instrumententafeltrager, B-S&ule oder Federstitze, die
zur Karosserie zahlen. Als Beispiel soll hier der Aluminiumvorderwagen der aktuellen
5er Baureihe aus dem Hause BMW dienen (Abbildung 1-1), dessen Federstitze aus
der Legierung AIMg5Si2Mn im Druckguss gefertigt wird.

Abbildung 1-1: Aluminiumvorderwagen der aktuellen 5er Reihe

Griinde fur den Einsatz von Druckgussteilen sind ein wirtschaftlicher Herstellungspro-
zess bei hohen Stickzahlen, der insbesondere bei komplexen Bauteilgeometrien gute
Oberflachenqualitat und Mafhaltigkeit sicherstellt. Ein hoher Grad an Funktionsintegra-
tion (Verrippungen, Anbindungsstellen fiir z.B. Niet- oder Schraubverbindungen) ver-
ringert zusatzlich die Anzahl von Fertigungsschritten, fihrt aber zu komplexen Belas-
tungszustanden im Bauteil beispielsweise an fir den Druckguss typischen Verrippun-
gen. Hier muss die fertigungsbedingte Streuung von Guss- im Vergleich zu Knetlegie-
rungen bedacht werden.

Wirtschaftliche Randbedingungen verlangen verkirzte Entwicklungszeiten bei gleich-
zeitiger Ausreizung des Leichtbaupotenzials, wodurch die virtuelle Funktionsabsiche-
rung an Bedeutung gewonnen hat. Von ihr wird eine frihzeitige und zuverlassige
Prognose der statischen Bauteilfestigkeit ebenso erwartet wie eine Aussage zum
Crash- und Missbrauchverhalten (Schlaglochdurchfahrt, Bordsteinrempler). Aufgrund
hoher Werkzeugkosten und langer Fertigungszeiten ist fur mehrere Geometrievarian-
ten eine experimentelle Absicherung oft nicht mdglich. Hier erlaubt die Finite Elemente
Berechnung in der frihen Phase die Identifikation von Schwachstellen und eine kon-
struktive Beseitigung, noch bevor erste Prototypen hergestellt werden.



1 Einleitung

Dazu sind geometrieunabhangige Materialmodelle notwendig, die das plastische Ver-
formungsverhalten ebenso berechnen kénnen wie den Zeitpunkt der Rissinitierung, der
bei der Konstruktion von Sicherheitsbauteilen unbedingt ausgeschlossen werden
muss.

In der Vergangenheit wurden fir verschiedene Gusswerkstoffe wie z.B. Magnesium
und Aluminium Materialmodelle entwickelt, die im wesentlichen verschiedene Belas-
tungssituationen wie z.B. Druck-, Torsion-, Zug-, bi- und triaxiale Belastungen berick-
sichtigen [1][2][3][4][5]. Zur Ermittlung der Werkstoffkennwerte wird typischerweise auf
gekerbte Rundzugproben zurtickgegriffen, die in Abhangigkeit vom Kerbradius den
gewtlnschten Spannungszustand haben. Diese Vorgehensweise stellt sich bei typi-
schen Druckgusskomponenten als schwierig dar, da deren Wandstarken im Bereich
von zwei bis vier Millimeter liegen, wodurch die Entnahme und die Fertigung von
Rundzugproben Probleme bereiten. Denkbar ist der Abguss von ausreichend dickwan-
digen Probekérpern fur die Kennwertermittlung. Im Vergleich zu einem komplex gestal-
teten Realbauteil sind aufgrund unterschiedlicher Abkihlbedingungen und einer ande-
ren Formfillung die Gefligeausbildung und die Fehlstellenverteilung nicht vergleichbar
und damit auch nicht beliebig Gbertragbar. Ziel muss es deshalb sein entweder an Re-
albauteilen oder an realitdtsnahen Musterbauteilen mechanische Werkstoffkennwerte
zu ermitteln.

Gegenwartig wird bei der virtuellen Funktionsabsicherung mit einem Materialmodell fur
das gesamte Bauteil gerechnet, was aber die variierenden mechanischen Eigenschaf-
ten aul3er Acht lasst. Gerade der sehr dynamische Druckgussprozess mit seinen ho-
hen Stromungsgeschwindigkeiten wahrend der Formflllung erzeugt Gaseinschlisse in
der Schmelze, die sich in Abh&angigkeit von der Bauteilgeometrie in bestimmten Berei-
chen anhaufen. Dort sind die mechanischen Eigenschaften - beeinflusst durch die Hau-
figkeit der Gieldfehler - entsprechend schlechter einzustufen, was aber momentan in
der FE-Berechnung vernachlassigt wird.

Aus diesem Grund laufen parallel Aktivitaten im Bereich der Giel3prozesssimulation mit
dem Ziel, die Verteilung der mechanischen Eigenschaften in Druckgussbauteilen [6][7]
zu prognostizieren und diese Daten der Festigkeits- und Crashberechnung zur Verfu-
gung zu stellen. Die Vision ist eine durchgangige virtuelle Prozesskette, die Entwick-
lungszeiten verkirzt, das Leichtbaupotenzial ausnutzt und Kosten reduziert bei gleich-
zeitiger Erfillung der verschiedenen Bauteilanforderungen.

Die vorliegende Dissertation verfolgt das Ziel die Streuungen der mechanischen Ei-
genschaften in der FE-Berechnung zu bertcksichtigen, indem Modelle zur Prognose
mechanischer Eigenschaften mittels Giel3prozesssimulation und Werkstoffmodelle zur
Versagenshewertung von Bauteilbereichen unterschiedlicher Fehlstellenanteile entwi-
ckelt werden.
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2 Stand der Technik

2 Stand der Technik

2.1 Der Druckgussprozess und seine Modellierung

In den folgenden Abschnitten wird der Druckgussprozess und seine Besonderheiten in
Anlehnung an Brunhuber [8] dargestellt und durch aktuelle Entwicklungen im Druck-
gusssektor erganzt. AnschlieRend wird auf die Mdglichkeiten der Giel3prozesssimulati-
on eingegangen und Ansatze vorgestellt, die die Prognose mechanischer Eigenschaf-
ten (z.B. Streckgrenze Ry, und Bruchdehnung As) in Druckgusskomponenten ermog-
lichen.

2.1.1 Das DruckgielRen und seine Eigenschaften

Die Definition des DruckgielRens lautet:

.DruckgielRen ist ein GieRRverfahren, bei dem flliissiges Metall unter relativ hohem Druck
in eine geteilte metallische Dauerform gepresst wird.”

Das DruckgieRen zahlt somit zu den modellfreien Giel3verfahren mit Dauerform und
hat sich aus dem Kokillenguss entwickelt. Im Vergleich dazu erfolgt das Giel3en nicht
mehr allein durch die Schwerkraft, sondern durch die Erzeugung von hohen Giel3- bzw.
Fulldrucken, wodurch hohe Strémungsgeschwindigkeiten entstehen. Aus diesen Grin-
den unterscheidet sich die Formfillung deutlich von anderen GieRRverfahren. Daraus
resultieren auch spezifische Anforderungen an Gussteilgestaltung, Gussform und An-
schnittsystem.

Das Verfahren erlaubt die Fullung engster Querschnitte und eine konturgenaue Form-
wiedergabe. Es kénnen also sehr diinnwandige und maf3genaue Gussstiicke mit hoher
Oberflachenqualitat hergestellt werden. Dadurch lasst sich eine Uberdimensionierung
vermeiden und somit auch Werkstoff einsparen.

Hoher maschineller Aufwand und insbesondere die hohen Werkzeugkosten fuhren
dazu, dass der Druckgussprozess seine Anwendung immer in der Serienfertigung mit
starker Automatisierung findet. Der Fertigungsprozess eines einzelnen Gussteiles be-
steht aus einer festen Folge von Einzelschritten, die den so genannten Giel3zyklus bil-
den. Abbildung 2-1 zeigt einen typischen Giel3zyklus:

/

Form schlieBen —| Schmelze einfillen Form fullen Abkuhlphase

N /

Form sprihen |<—| Bauteil entnehmen [«+—| Form &ffnen

Abbildung 2-1: Typischer Zyklus des DruckgieRverfahrens
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2 Stand der Technik

Die Palette der Druckgussprodukte reicht von einfachen Massenartikeln aus Zink wie
Rasierer, Modellautos, Tirgriffe oder Armaturen bis hin zu komplexesten Bauteilen aus
Aluminium (z.B. Getriebegehause, Motorblécke, Lenkrader) und Magnesium (Instru-
mententafeltrager, Laptop- und Handygehause, Lenkrader, Fahrradgabeln etc.).

Prozesstechnik des Druckgiel3ens

Die Herstellung von Druckgusskomponenten erfolgt durch zwei Prozessvarianten: das
Kaltkammer- und das Warmkammerverfahren. Sie unterscheiden sich dadurch, dass
beim Warmkammerverfahren der Warmhalteofen mit der Giel3kammer und dem Saug-
rohr Bestandteil der Maschine sind, wahrend sie beim Kaltkammerverfahren auf3erhalb
liegen. Der entscheidende Vorteil des Kaltkammerverfahrens liegt darin, dass die
Schmelze nur kurzzeitig Kontakt mit den Stahlteilen der GieR3garnitur hat und somit
kaum Eisen l6sen kann. Die Bildung eisenhaltiger Phasen wird dadurch reduziert, was
zu einer Verbesserung mechanischer Eigenschaften fiihrt. Beispielsweise verdreifacht
sich bei der Legierung AlSi7Mg0,7 die Bruchdehnung, wenn der Eisengehalt von 0,60
auf 0,12 Gewichtsprozent verringert wird [9]. Die Je nach Anordnung der GieRkammer
wird zwischen vertikalem und horizontalem KaltkammergieRRverfahren differenziert. Aus
Grinden der hdéheren Prozesssicherheit, hat sich die vertikale Anordnung durchge-
setzt, auf deren Steuerung und Giel3phasen kurz eingegangen wird, da hier eine wich-
tige Quelle fur die Einbringung von Fehlstellen in das Gusssttick liegt.

Stauwelle

a)l

Phase 1 Phase 2 Phase 3

Kolbendruck p

Zeit

Abbildung 2-2: Links: Kolbengeschwindigkeit v und Gie3druck pgiezen Uber der Zeit [11],
Rechts: Einfluss der Kolbengeschwindigkeit in der Vorlaufphase [8]

Der einzelne GielRRvorgang (,Schuss”) wird durch den Verlauf von GielRkolbenge-
schwindigkeit vk und GieRdruck pgiegen Uber der Zeit charakterisiert. Abbildung 2-2
Links zeigt eine typische GieRkurve in den drei unterschiedlichen Giel3phasen:

e Phase 1: Die Vorlaufphase dient der Aufstauung der Schmelze in der Giel3-
kammer, ohne Flllung des Formhohlraums. Hier sollte eine angepasste Kol-
bengeschwindigkeit (v = vi:iY) gewahlt werden, so dass die entstehende Stau-
welle die komplette Front des GielRkolbens bedeckt (Abbildung 2-2 Rechts (b)).
Die in der GieBkammer befindliche Luft kann dann Uber Entliftungskanéle in

12



2 Stand der Technik

der Form entweichen. Wird die Kolbengeschwindigkeit zu niedrig (Vk < Vit
Abbildung 2-2 Rechts (a)) bzw. zu hoch (vx > v, Abbildung 2-2 Rechts (c))
gewahlt, kann es zu Lufteinschliissen im Gussstiick kommen, was zu einer
Verschlechterung der mechanischen Eigenschaften fiihrt.

¢ Phase 2: Phase der Formflillung, in der die Kavitat vollstandig mit Schmelze ge-
fullt wird. Dazu erfolgt eine starke Beschleunigung des Giel3kolbens, um die
Schmelze durch den Anschnitt zu pressen. Aufgrund der hohen Strémungsge-
schwindigkeiten kommt es bei der Formfillung zu Lufteinwirbelungen, die Gas-
porositéat erzeugen und sich damit qualitditsmindernd auf die mechanische Ei-
genschaften auswirken. Reibungskrafte in Anschnitt und Form bewirken einen
Anstieg des GielRdrucks. Nach vollstandiger Formfiullung wird der Kolben
schlagartig auf Null abgebremst und der Druck steigt sprunghaft an.

¢ Phase 3: Nachverdichtungsphase, in der durch Zuschalten eines so genannten
Multiplikators ein sehr hoher Druck erzeugt wird, um eingeschlossene Gase zu
verdichten und erstarrungsbedingte Porositdten durch nachflielendes Material
zu fullen.

Wird bei Gussbauteilen Warmebehandelbarkeit und Schweil3barkeit gewiinscht, so
kann die dazu erforderliche minimale Porositat durch Verwendung von Vakuumdruck-
guss erreicht werden. In diesem Verfahren wird Uber ein Vakuumsystem wahrend des
GieRRvorgangs die Luft aus der Kavitat ,abgesaugt®, so dass in der Form ein Unterdruck
entsteht. Die Folge ist, dass weniger Luft in die Schmelze eingewirbelt wird und sich
somit die unerwinschte Porositat verringert. Gleichzeitig ist der Gegendruck wahrend
der Formflllung geringer, wodurch der erforderliche Giel3druck reduziert und eine ho-
mogenere Formfillung erreicht werden kann. Experimentelle Untersuchungen [12] bes-
tatigen, dass Grolie und Anzahl der Gasporen deutlich verringert werden und homoge-
ner im Bauteil verteilt sind. Eine Erhdohung von Zugfestigkeit Ry, und Bruchdehnung As
sowie hohere Dichten sind die Folge.

DruckgieRwerkstoffe

Fur die Verarbeitung von Aluminium im Druckgussprozess werden im Wesentlichen
zwei Legierungsgruppen verwendet: die Al-Si- und die Al-Mg-Gruppe. Fur beide Legie-
rungstypen sind in Abbildung 2-3 die Phasendiagramme dargestellt.

Legierungen mit dem Hauptlegierungselement Silizium zeichnen sich bei nahezu eu-
tektischer Zusammensetzung (Si-Gehalt = 11,7 %) durch hervorragende Giel3barkeit
aus und besitzen gleichzeitig gute Festigkeitseigenschaften. lhr Anwendungsbereich
liegt bei komplex gestalteten und diinnwandigen Gussstiicken. Die am weitesten ver-
breitete Legierung ist die untereutektische Legierung GD-AISi9Cug3, die zusatzlich noch
eine sehr gute Zerspanbarkeit besitzt sowie durch eine hohe FlieRfahigkeit der
Schmelze gekennzeichnet ist. Durch eine fortschreitende Legierungs- und Prozess-
entwicklung [12] - [19] dréangen neue Legierungen auf den Markt, die neben sehr guter
Verarbeitbarkeit auch warmebehandelbar [20] sind, wodurch sich das gewilinschte Ei-
genschaftsprofil einstellen lasst. Gerade im Bereich crashrelevanter Karosseriestruktu-
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ren, wo eine gute Verformbarkeit bei ausreichend hoher Festigkeit notwendig ist, wird
die Legierung AISi9MgMn bzw. AlSi10MgMn [17][18] eingesetzt.

Temperatur 3
Temperatur &

o+ Si

Moz % waw AL M 0 W %D
Silicumgehalt —— Magnesiumgehalt

(@) (b)

Abbildung 2-3: Phasendiagramm typischer Al-Druckgusslegierungen a) Al-Si-System b) Al-
Mg-System [10]

Bei magnesiumhaltigen Legierungen bildet sich bei eutektischer Zusammensetzung
(Mg-Gehalt ~ 37,5 %) die AlzMg,-Phase aus, die aus zweierlei Grinden unerwinscht
ist. Zum einen besitzt sie eine hohe Harte und eine geringe Verformbarkeit und zum
anderen geht sie aufgrund des Mg-Gehalts bei Korrosionsangriff bevorzugt in Losung.
Deshalb werden in der Praxis Gusswerkstoffe mit einem geringen Magnesium-Gehalt
von ca. 5% eingesetzt. Hier hat sich im Automobilsektor in den letzten Jahren die Le-
gierung AIMg5Si2Mn [15][16] etabliert, da sie bereits im Gusszustand sehr hohe Fes-
tigkeit bei gleichzeitig hoher Dehnung besitzt. Die Giel3barkeit ist hier aber einge-
schrankt.

Eigenschaften von Druckgusskomponenten

Kennzeichen fehlerfreier Druckgusserzeugnisse im Vergleich zu Sand- und Kokillen-
guss sind hohe MalRhaltigkeit und sehr gute Oberflachenqualitat, weshalb im allgemei-
nen nur eine geringe Nachbearbeitung notwendig ist. Voraussetzung daflr ist jedoch
die Bereitstellung konstruktiv und mechanisch einwandfreier Druckgiel3formen sowie
die Verwendung optimaler Giel3parameter. Die sehr schnelle Erstarrung bewirkt ein
feinkdrniges Gefiige, weshalb die mechanischen Eigenschaften tendenziell besser
liegen als die vergleichbarer Sand- oder Kokillengusssteile.

Die Praxis zeigt jedoch, dass die optimalen Randbedingungen nur selten einzuhalten
sind, was zu verschiedenen Fehlstellen im Bauteil fihrt, von denen einige im weiteren
erlautert werden, da sie einen nicht zu vernachlassigenden Einfluss auf die mechani-
schen Eigenschaften zeigen.

Fehlstellen im Druckgussprozess

Im Wesentlichen treten zwei verschiedene Arten von Porositaten in Druckgussbautei-
len auf: Erstarrungsporositat und Gasporositét [21].
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e Erstarrungsporositét

Das spezifische Volumen V eines Werkstoffs sinkt mit abnehmender Temperatur T.
Wie Abbildung 2-4 (a) zeigt, kommt es im Bereich des Erstarrungsintervalls zu einer
verstarkten Volumenkontraktion, wodurch Erstarrungsporositat (Lunker) entsteht.
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Abbildung 2-4: (a) Abhangigkeit des spezifischen Volumens von der Temperatur [10], (b)
Erstarrungsporositéat in einer AlSi — Druckgusslegierung

Bei anderen Giel3verfahren wird dieses Defizit durch nachflieendes Material ausgegli-
chen, was aber beim Druckgie3en aufgrund der sehr schnellen Erstarrung nur einge-
schrankt maoglich ist. Deshalb muss hier nach abgeschlossener Formfillung schnellst-
moglich ein sehr hoher Nachdruck aufgebaut werden, um noch flissiges Material
nachzupressen und Poren zu verdichten.

Weitere Einflussfaktoren auf die Lunkerbildung haben Schmelze- und Werkzeugtempe-
ratur, welche eine mdglichst gleichmalige Erstarrung in Richtung Anschnitt bewirken
missen. Ansonsten kann es aufgrund zu hoher Temperaturen zu einer verzdgerten
Erstarrung und damit zu Lunkerbildung in angussfernen Bereichen kommen.

Erstarrungsporositat lasst sich in einem metallographischen Schliff anhand nicht gefull-
ter Bereiche zwischen den Dendritenarmen erkennen. Die Kontur ist meist gezackt, wie
in Abbildung 2-4 (b) erkennbar ist.

e Gasporositat

Im Gegensatz zur Erstarrungsporositat lasst sich die Gasporositat durch ihre kreisrun-
de Form identifizieren (Abbildung 2-5 (a)). Die Hauptursache fur Gasporositat in
Druckgussbauteilen ist mitgerissene und eingewirbelte Luft wahrend des Formfillungs-
vorgangs. Wie bereits bei der Prozessbeschreibung erwéhnt, kann der Lufteinschluss
in der GieBkammer, im Gie3lauf oder in der Kavitat trotz entsprechender Formentlif-
tung nicht stattfinden. Weitere Ursachen konnen das Verdampfen von Trenn- und
Schmiermitteln sein sowie das Freisetzen von in der Schmelze geléstem Wasserstoff.
Um Lufteinschlisse zu minimieren, sollte in der ersten Gie3phase eine langsame und
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eventuell konstant beschleunigte Giel3kolbengeschwindigkeit gewahlt werden. Dadurch
wird ein Uberschlagen der Schmelze vor dem GieRkolben verhindert und der Ein-
schluss groRRer Luftmengen vermieden. In der Nachdruckphase kann durch das Auf-
bringen sehr hoher Dricke das Gasvolumen noch zusatzlich komprimiert werden.

Abbildung 2-5: Links: Gasporositat in AlSi—-Druckgusslegierung, Rechts: REM-Aufnahme
einer Bruchflachse: linke Bildhalfte: Oxidhaut; rechte Bildhéalfte: Restbruch

e Oxidhaute und KaltflieRstellen

Neben Porositdten kommt es wahrend des Giel3prozesses auch noch zur Bildung von
Oxidhauten, die aufgrund ihrer Geometrie eine innere Kerbe im Bauteil darstellen, den
Querschnitt schwachen und sich somit festigkeitsmindernd auswirken (Abbildung 2-5
(b)). Durch die Affinitat von Metallschmelzen zu Luft entstehen Oxidhaute bereits im
Giel3ofen bzw. in der GielBkammer und werden in das Bauteil eingespult. Aber auch
wahrend der Formflllung selbst kann es konstruktionsbedingt zu mehrfachen Umlen-
kungen, Teilen und wieder Zusammentreffen der Schmelze kommen, was Oxidein-
schliisse oder Anhaufungen von Oxidhauten bewirkt. Verringern lasst sich dieser Typ
von Fehler durch gute Anschnittkonstruktion und eine wirbelreduzierte Formfillung.

Wahrend der Formfilllung gibt die Schmelze Wéarme an die Umgebung ab, was bei
langen FlieBRwegen zu einem Erkalten des Materials fiihrt. Beim Zusammentreffen von
Schmelzfronten ist dann nur noch eine mangelhafte Verbindung des Materials mdglich.
Es entstehen so genannte KaltflieRstellen, die zur Verschlechterung mechanischer
Eigenschaften fiihren. Dies kann beispielsweise durch entsprechende Werkzeug- bzw.
Schmelztemperatur vermieden werden.

e Verteilung von Giel3fehlern

Die in den vorangegangenen Absatzen beschriebenen Fehlstellen in Druckgussbautei-
len flhren in Abhangigkeit ihres Vorkommens zu systematischen und statistischen Ver-
teilungen der mechanischen Eigenschaften. Was darunter verstanden wird, soll an-
hand Abbildung 2-6 deutlich gemacht werden. Es handelt sich bei den Ergebnissen um
Kurven aus Zugversuchen, die aus einem angussnahen und angussfernen Bereich
eines grof3flachigen und diinnwandigen Druckgussbauteils enthommen wurden.
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Abbildung 2-6: Systematische und statistische Streuungen mechanischer Eigenschaften in

einem grof3flachigem und dinnwandigem Druckgussbauteil

1) Systematische Verteilung

Bauteilgeometrie, GieRparameter (z.B. Kolbengeschwindigkeit, Schmelz- und Werk-
zeugtemperatur) und GieRsystem (z.B. Anschnitt, Uberlaufbohnen) geben den Ablauf
der Formfullung vor. Dadurch treten an bestimmten Positionen innerhalb des Druck-
gussbauteils vermehrt Fehlstellen auf — die mechanischen Eigenschaften variieren
systematisch. In angussfernen Bauteilbereichen kann es beispielsweise aufgrund sehr
hoher Stromungsgeschwindigkeiten, langer FlieBwege und hoher Luftkontaktzeiten zu
Einwirbelung von Verunreinigungen und auch zu einer verstéarkten Oxidhautbildung
kommen. Hinzukommt, dass nach Abschluss der Formfillung kaum noch ein Nach-
druck aufgebracht werden kann, der die Erstarrungsporositat nachspeist, da dinnwan-
dige Bereiche bereits erstarrt sind. Somit kann die Auftretenswahrscheinlichkeit von
Fehlstellen in angussfernen Bereichen deutlich héher sein, was dort geringere Bruch-
dehnungen zur Folge hat, als im Vergleich zu angussnahen Lagen.

2) Statistische Verteilung

Im Gegensatz zu der systematischen Verteilung der mechanischen Eigenschaften in-
nerhalb eines Bauteils wird bei der statistischen Verteilung nur lokal eine Stelle im Bau-
teil betrachtet. Hier streuen die mechanischen Kennwerte ebenfalls, verursacht durch
eine verschieden stark ausgepragte Anhaufung von Fehlstellen pro Probe. Der sehr
dynamische Prozess des Druckgiel3ens mit Formfillungszeiten im Bereich von ca.
100ms bewirkt diese zuféllige Verteilung von Porositaten und Oxidhauten.

2.1.2 Madglichkeiten der Gie3prozesssimulation: Formfillung, Erstarrung

und Ansétze zur Prognose mechanischer Eigenschaften

Formfillung und Erstarrung

Die Giel3prozesssimulation beschreibt die auftretenden physikalischen Vorgéange durch
partielle Differentialgleichungen [22]. Zur Beschreibung der stromungsmechanischen
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Vorgange von inkompressiblen Fluiden (Metallschmelzen) werden die Navier-Stokes-
Gleichungen gelbst:

a—“+(§-VjU=—£Vp+£VS+§+£E (2-1)
ot P p P

In dieser Gleichung ist u das Geschwindigkeitsfeld der Schmelze, p die Dichte des

Mediums, p der Druck, S der Newtonsche Spannungstensor, 5 die Erdbeschleuni-

gung und F von auRen auf das Fluid einwirkenden Krafte.
Die thermischen Vorgéange werden durch die Warmeleitungsgleichung abgebildet:

pCo -%:v(&-wﬁw (2-2)

Darin ist cp die spezifische Warmekapazitat, T die Temperatur, A die Warmeleitfahigkeit
und W die Leistungsdichte einer Warmequelle.

Desweiteren ist erstens eine mdglichst genaue Abbildung der Geometrie von Bauteil
und Form mit allen Details wie Kiihlkanalen, Uberlaufbohnen, Auswerferstiften, Entfor-
mungsschragen und Entliftungsbohrungen notwendig. Zweitens spielen die Prozess-
parameter und weitere Randbedingungen eine wichtige Rolle. Dazu zahlen beispiels-
weise die Temperatur der Schmelze Tschmeze, die Kolbengeschwindigkeit vy in der ers-
ten und zweiten Giel3phase oder die Werkzeugtemperatur Twerneug- Di€ meisten Mate-
rialwerte wie Dichte, Warmeleitfahigkeit, spezifische Warmekapazitat und die Warme-
Uibergangskoeffizienten sind dabei idealerweise temperaturabhéngig anzugeben.

Wahrend der Berechnung von Formflllung und Erstarrung kénnen zuséatzlich verschie-
dene Zusatzkriterien berechnet werden. Die Wichtigsten werden im folgenden kurz
vorgestellt.

e Zusatzkriterien der Formfullung

1) Flielange |: Das ist der Weg den ein Schmelzepartikel zurticklegt, bis er seine end-
gultige Position im Bauteil gefunden hat. Je langer der FlieBweg ist, desto kalter wird
die Schmelze durch den Kontakt mit der kalten Form. Dies erhoht die Gefahr von Kalt-
flieRstellen und die Porositat nimmt zu. Dies wiederum wirkt sich negativ auf die loka-
len mechanischen Eigenschaften aus. Bis zu einem gewissen Grad lassen sich auch
Wirbel und Rickstromungen anhand der Flie3lange erkennen. Fir einen Giel3er ist die
Flielange eine wesentliche Grélie, die das Fullverhalten der Form und insbesondere
auch die Effektivitat des Anschnittes beschreibt.

2) Luftkontaktzeit tyontakt: ZU Beginn des Fllvorgangs ist die Form noch mit Luft gefullt,
die die Schmelzefront vor sich herschiebt. Durch den Kontakt mit der Luft kommt es zur
Oxidhautbildung, die sich nachteilig auf mechanische Eigenschaften auswirkt. Das
Schichtwachstum wird von verschiedenen Parameteren beeinflusst wie z. B. Zusam-
mensetzung der Schmelze oder Umgebungsdruck, was zu Schwankungen bei der
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Schichtdicke fuhrt [23][24][25]. In erster N&aherung kann die Oxidhautdicke x auf flussi-
gem Reinaluminium (z.B. T = 800°C) aber durch ein parabolisches Wachstumsgesetz

x=+k-t (2-3)

abgeschatzt werden [23]. Unter Verwendung der Wachstumskonstanten k = 10*?cm?/s
[26] und einer exemplarischen Formfillzeit im Druckguss (t = 60ms) lasst sich eine
Oxidhautdicke von ca. 2,5nm berechnen. Derartige Schichten an der Oberflache zwei-
er FlieRfronten verhindern ein vollstandiges Verschmelzen beim Zusammentreffen, weil
sie einen sehr hohen Schmelzpunkt besitzen (z.B. Al,O3: Ts = 2045°C) und wéhrend
der Formflllung nicht wieder abgebaut werden kdnnen. Das Luftkontaktzeit-Kriterium
gibt die Zeit an, die die Schmelze in unmittelbarem Kontakt zur Luft steht.

3) Luftgegendruck pg: Durch die hohen Geschwindigkeiten wahrend der Formfullung
beim Druckgussprozess wird die in der Form enthaltenen Luft stark komprimiert. Uber
das ideale Gasgesetz

P Vi=p2- Ve (2-4)

wird der sich aufbauende Druck berechnet, ohne dass das Medium Luft selbst in der
Giel3prozesssimulation abgebildet wird. Normalerweise kann das Gas durch die daftr
vorgesehenen Kanale entweichen. Falls die Luft in einer Ecke nicht entweichen kann,
weil dort keine Entliftung vorhanden ist, wird sie unweigerlich in der Schmelze geldst
und lagert sich zwischen den Dendriten an. Erhéhte Porositéat ist die Folge, was eine
Verschlechterung der mechanischen Eigenschaften bewirkt. Stationdre Bereiche mit
hohen Luftgegendruck-Anzeigen kdnnen daher hilfreiche Hinweise liefern bei der Be-
wertung des GielR3prozesseses und der daraus resultierenden Bauteilqualitat.

e Zusatzkriterien der Erstarrung

1) Abkuhlgeschwindigkeit T : Die Abkuhlgeschwindigkeit ist die zeitliche Ableitung der
Temperatur, die fiur alle Zellen einzeln knapp oberhalb der Liquidustemperatur berech-
net wird. Der Zusammenhang zwischen Abkuhlgeschwindigkeit und Korngréf3e ist hin-
reichend bekannt (Hall-Petch). Je schneller die Schmelze abkiihlt, desto feiner ist das
Geflige und desto besser sind die mechanischen Eigenschaften. Da die Abkihlge-
schwindigkeit aus Temperaturen berechnet wird, die Gber ein energetisches Gleichge-
wicht bestimmt werden, sind die meisten Geometrieeinfliisse in der Abkuhlgeschwin-
digkeit enthalten: In der Nahe des massiven Anschnitts, der zusatzlich Wéarme ein-
speist, wird die Abkuhlgeschwindigkeit geringer sein als in der Nahe eines Kihlkanals.
Typische Werte liegen zwischen 20-500°C/s, an Ecken und Kanten noch deutlich ho-
her, wobei an der Oberflache mit bis zu 2500°C/s die grof3ten Werte auftreten.

2) Erstarrungszeit ts: Das ist die Zeit, bis die betreffende Zelle ausgehend von der Li-
quidustemperatur die Solidustemperatur unterschritten hat. Nattrlich besteht ein enger
Zusammenhang zwischen Erstarrungszeit und Abkuhlgeschwindigkeit. Je héher die
Abkuhlgeschwindigkeit desto geringer die Erstarrungszeit. Trotzdem enthélt die Erstar-
rungszeit wichtige zuséatzliche Informationen, denn die Abkihlgeschwindigkeit ist eine
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Momentaufnahme vor der eigentlichen Erstarrung, wahrend die Erstarrungszeit den
gesamten Erstarrungsverlauf darstellt. Ungenligende Kihlung oder vorzeitiges Aus-
werfen werden sich in der Abkihlgeschwindigkeit kaum wieder finden, aber die Erstar-
rungszeiten maf3geblich beeinflussen.

3) Temperaturgradient G: Der Temperaturgradient ist die 6rtliche Ableitung der Tempe-
ratur. Aufgrund des hohen Warmeulubergangs an der Formwand liegen die Werte hier
entsprechend hoch und nehmen in Richtung Bauteilmitte kontinuierlich bis Null ab. Bei
der Auswertung des Kriteriums ist zu beachten, dass dies sowohl fir dinne als auch
fur dicke Querschnitte gultig ist. Fir Proben aus dem Inneren hoher Wandstarken wird
der Gradient daher insgesamt sehr flach verlaufen und wenig Aussagekraft besitzen

Die Qualitat von Zyklus-, Formfillungs- und Erstarrungssimulation und die vorgestell-
ten Zusatzkriterien hdngen von einer Vielzahl von Parametern ab. Bei Heckel und Klein
[27] wird Ubersichtlich der Einfluss der Vernetzung, der verwendeten Materialdaten, der
Randbedingungen und der physikalischen Modelle diskutiert. Ein Vergleich zwischen
Experiment und Simulation findet sich z.B. bei Schmid [28], Hilbinger [29] und Sannes
[30] und zeigt die Leistungsfahigkeit heutiger Softwarepakete.

Ansétze zur Prognose mechanischer Eigenschaften

In den Kurzbeschreibungen der verschiedenen Zusatzkriterien wurde bereits deren
mdglicher Einfluss auf die mechanischen Eigenschaften angedeutet. In der Literatur
finden sich verschiedene Anséatze, um Korrelationen zu mechanischen Eigenschaften
wie Streckgrenze Ry, und Bruchdehnung As herzustellen. Bei Greve [31] wird anhand
eines Magnesium-Getriebegehduses ein Quotient aus der Abkuhlgeschwindigkeit

T und der FlieRlange | vorgeschlagen, um eine Korrelation zur Bruchdehnung herzu-
stellen. Je kleiner der Wert ist (geringe Abkuhlgeschwindigkeit bei langen Flie3wegen)
desto niedriger ist die ermittelte Bruchdehnung (Abbildung 2-7 (a)). Ursachen sind zum
einen verstarkte Erstarrungsporositat in dickwandigen Geometrien und zum anderen
eingespllte Verunreinigungen (Trennmittel, Gase) in angussfernen Bereichen. Der
Einfluss der FlieRlange bei Mg-Gusswerkstoffen findet sich auch in anderen Quellen
[6][32][33][34].
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Abbildung 2-7: (a) Korrelation von Abkihlgeschwindigkeit und FlieRlange zur Bruchdeh-
nung, (b) Einfluss der Abkuhlgeschwindigkeit auf die Streckgrenze [31]
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Im Gegensatz zur Bruchdehnung ist bei Greve die Streckgrenze nur von der Abkuhlge-
schwindigkeit abhéangig (Abbildung 2-7 (b)). Hier spielt die Gefligefeinheit die entschei-
dende Rolle. Sie bildet sich umso feiner aus, je héher die Abkuhlgeschwindigkeit ist.
Die verstarkte Behinderung der Versetzungsbewegung fuhrt zu héheren Festigkeiten.
Bei Caceres [35] sowie Stroppe und Todte [36][37][38][39] wird die Streckgrenze Ropo,z
bzw. die Zugfestigkeit R®, zusétzlich durch den Porositatsgrad P beeinflusst. Aufgrund
der inneren Kerbwirkung von Poren und einer Verringerung des tragenden Quer-
schnitts der Matrix beginnt das Material bei einer um den Faktor (1-P) niedrigeren &u-
Reren Belastung zu fliel3en.

Rpo,z = Rgo,z '(1_ P) (2-5)

Im Vergleich zu experimentellen Werten wird jedoch ein schnellerer Abfall der Streck-
grenze bzw. Zugfestigkeit beobachtet, was bei Todte [38] durch die Abweichung der
Poren von der idealen Kugelgestalt erklart wird. Aus diesem Grund wird ein so genann-
ter Rundheitsfaktor s eingefiihrt, der die komplexe Gestalt der Hohlrdume berlicksich-
tigt und werkstoffabhangig ist. Somit ergibt sich

Rpo, =Ry, -(1—5-P) (2-6)

was analog auch auf die Zugfestigkeit R,, angewendet werden kann. Adaquate analyti-
sche Beziehungen fur die Bruchdehnung ermdglichen eine Prognose der mechani-
schen Eigenschaften fur Gussteile in Abhangigkeit von lokaler Erstarrungszeit und Po-
rositat. Hilbinger [6][29] weist in diesem Zusammenhang darauf hin, dass erstarrungs-
bedingte Porositaten relativ gut prognostiziert werden kénnen, wohingegen bei fullbe-
dingten Giel3fehlern wie Gasporositat, Kaltflie3stellen und Oxidhauten noch deutlicher
Forschungsbedarf besteht, da das Entstehen dieser Defekte durch komplexe Wech-
selwirkungen von Formfillung, Erstarrung und Reaktionen mit der Umgebung entste-
hen. Dies gilt speziell fur die schnelle und turbulente Formftllung beim Druckgusspro-
zess. Mangels geeigneter physikalisch basierter Modelle, die die einzelnen Effekte
beschreiben kdnnten, werden bei Sturm [40] und Hepp [7] experimentelle Untersu-
chungen zur Ermittlung mechanischer Eigenschaften vorgeschlagen, die mit den weiter
oben vorgestellten Zusatzkriterien (z.B. Abkuhlgeschwindigkeit, Erstarrungszeit, Fliel3-
lange oder Luftkontaktzeit) gekoppelt werden kénnen. Als Ansatz werden funktionale
Zusammenhange der Form

Ry = ¢, - Kriteriuml® +c, - Kriterium2® + ¢, - Kriterium3®... (2-7)
A, =c, - Kriteriuml® +c, - Kriterium2* +c, - Kriterium3®... (2-8)

verwendet, wobei c; bis ¢, materialabhangige Konstanten sind und Kriterium 1 bis Kri-
terium n den wahrend der Formflllung und Erstarrung ermittelten Zusatzkriterien ent-
sprechen.

Funktionen dieser Form gehen auf Taylor und Berry [41] zurlick, die dafir bereits 1980
den Begriff ,Kriteriumsfunktionen” eingefiihrt haben. Dahinter steht urspringlich die
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Uberlegung, dass Kriterien der Erstarrung (z.B. Abklhlgeschwindigkeit, Temperatur-
gradient) die Bildung von Porositaten beeinflussen; eine direkte Kopplung zu mechani-
schen Eigenschaften ist dabei noch nicht vorgesehen. Es wird eine Vielzahl von empi-
rischen ,Kriteriumsfunktionen* zur Porositatsvorhersage entwickelt. Der bekannteste
Ansatz stammt von Niyama [42], der erstarrungsbedingte Porositaten in Eisenwerkstof-
fen prognostiziert, wenn ein Quotient aus Temperaturgradient und Abkihlgeschwindig-
keit eine werkstoffabhangige Konstante Gberschreitet:

G
ki
Y. W. Lee [43] entwickelt fur die Al-Kokillengusslegierung AlSi7Mg ein anderes Kriteri-

um, das neben dem Temperaturgradienten G die Wachstumsgeschwindigkeit der
Festphase Vs und die Erstarrungszeit ts beinhaltet:

G-3t2

> > const (2-10)

> const (2-9)

S

Neben den ,Kriteriumsfunktionen® gibt es verschiedene physikalische Modellansatze.
Einen Uberblick zur Modellierung von Makroporositaten gibt Upadhya [44], wéhrend
P.D. Lee [45] den Stand bei Mikroporositaten zusammenfasst. Fazit ist, dass die kom-
plexen Einzelvorgange im Verlauf der Erstarrung durch die bestehenden Modelle der-
zeit nur eingeschrankt abgebildet werden konnen. Eine Weiterentwicklung und Kopp-
lung der Anséatze soll in Zukunft Simulationen auf verschiedenen Langen- und Zeitska-
len ermdglichen, was exemplarisch bei P.D. Lee (Abbildung 2-8) beschrieben wird.

Macroscopic Heat,
Mass & Momentum Transfer
FEM

Grain & Pore Grtzwy
CA, FEM

Segregation &
Dendritic Structure
PF or CA-FD

Phenomena/
Modelling Approach

10 103 100
Scale (seconds or metres)

Abbildung 2-8: Multiskalen-Modellierung von Erstarrungsprozessen nach Lee [46]

In Abhéngigkeit vom betrachteten Phdnomen (Temperaturfeld, Poren- und Dendriten-
wachstum, Segregation) kommen verschiedene Berechnungsansatze zum Einsatz
(FEM, CA, CA-FD), so dass eine Abbildung von der Nano- bis zur Makroebene reali-
sierbar sein wird. Im industriellen Umfeld ist aufgrund der Komplexitat und eines enor-
men Rechenaufwandes eine Anwendung noch nicht umsetzbar.

Im Gegensatz dazu ermoglichen ,Kriteriumsfunktionen* bereits heute teilweise die Be-
ricksichtigung von Fertigungseinfliissen bei Kokillengussbauteilen aus Gusseisen bzw.
Aluminium. Simulierte Parameter wie sekundarer Dendritenarmabstand und Eigen-
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spannungen [47][48][49][50] werden auf FE-Modelle der Lebensdauerberechnung -
bertragen und verbessern dadurch die Aussagefahigkeit der Berechnung. Fir den dy-
namischeren Druckgussprozess ist die Entwicklung dieser Modelle noch im Anfangs-
stadium.

2.2 Bruchmechanismen in Al-Druckgusslegierungen

In der Literatur findet sich eine Vielzahl von Untersuchungen, die sich mit dem
Versagensverhalten der weit verbreiteten Aluminium-Kokillengusslegierung AISi7Mg
beschaftigen [51] - [55]. Der Ablauf des Versagens lasst sich in drei verschiedene Stu-
fen unterteilen. Vor der Rissinitiierung sind bei Aufbringung einer Deformation zunéchst
Scherbander im a-Mischkristall zu beobachten. Die eigentliche Rissinitiierung erfolgt
durch Versagen der sprdoden, eutektischen Silizium-Partikel. Die entstandenen Mikro-
risse wachsen mit zunehmender Deformation und vereinigen sich durch ein Abscheren
der verbleibenden Werkstoffbriicken. Das endgultige Versagen ereignet sich bei Errei-
chen einer kritischen Risslange.

Fur die einzelnen Phasen finden sich bei folgenden Autoren Ubersichtliche Darstellun-
gen. Yeh und Liu [56] fassen die wichtigsten Ergebnisse zur Mikrorissbildung durch
Partikelbruch zusammen, wahrend bei Mishnaevsky et al. [55] in in-situ-REM-
Versuchen zusétzlich die Rissausbreitung in Abhangigkeit von einem globularen bzw.
lamellaren Eutektikum diskutiert wird. Auch Caceres beschéftigt sich mit dem Einfluss
der Mikrostruktur und zeigt, dass mit zunehmender Dendritengréf3e erstens der Antell
gebrochener Partikel schneller zunimmt [52] und zweitens der Risspfad von intergranu-
lar zu transgranular wechselt [53]. In einer weiteren Arbeit wird theoretisch gezeigt,
dass unter Annahme einer groRer werdenden kreisrunden Pore, sowohl die Streck-
grenze als auch die Bruchdehnung abnehmen [35]. In der Realitét ist eine Korrelation
dieser Kennwerte zu Giel3fehlern wie z. B. Erstarrungsporositat, Gasporositat, Oxid-
hauten und Schlackeeinschlissen allerdings problematisch, vor allem wenn formful-
lungsbedingte Fehlstellen (Oxidhaute, Schlackeeinschliisse) im Material vorhanden
sind [54]. Die Aufzéhlung dieser Quellen erhebt nicht den Anspruch auf Vollstéandigkeit,
sondern soll lediglich einen Uberblick auf die vielfaltigen Forschungsaktivitaten bei Ko-
killengusslegierungen verschaffen.

Das Versagensverhalten von Druckgusswerkstoffen hingegen wird in der Literatur
kaum beschrieben, da sich deren Einsatz in sicherheitsrelevanten Strukturen erst in
den letzten Jahren verstarkt hat, was auf die Weiterentwicklung von Legierungen und
Prozesstechnologie zurlickzufuihren ist. Bei Mohr und Treitler [58] wird das Versagens-
verhalten der warmebehandelten Druckgusslegierung AlSilOMgMn beobachtet, die
aufgrund ihrer hohen Duktilitat in crashrelevanten Strukturbauteilen, wie beispielsweise
der B-Saule, eingesetzt wird. Eine spezielle Prufvorrichtung wird verwendet, um
Versagensmechanismen bei unterschiedlichen Spannungszustanden zu untersuchen.
Der Matrixwerkstoff mit globularen Si-Partikeln zeigt einen Wechsel von Matrixversa-
gen bei Scherbelastung zu Partikelversagen bei uni- bzw. biaxialer Zugbelastung.
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Henn [2] beobachtet bei einer warmebehandelten Kokillengusslegierung AISi7TMg e-
benfalls den Wechsel des Versagensmechanismus (Abbildung 2-9).

[ —

—_— Vergleichsdehnungsbésiene Veréagensgrenzkurve
| @ Lokale Vergleichsdehnungen nach von Mises
Hauptnormaldehnungsbasierte Versagensgrenzkurve
@ Lokale, maximale Hauptnormaldehnungen

e
'Y

Dehnung [-]

0.2 1

0.4 02 0,0 0,2 04 06 08 1.0 1,2
Spannungsmehrachsigkeit [ -]
Abbildung 2-9: Wechsel von Matrixversagen bei Scherbelastung zu Partikelversagen bei
uni- bzw. biaxialer Zugbelastung bei globularer Form der Si-Partikel [2]

Berdin et al. [9], der die Druckgusslegierung AlSI9Cu3 untersucht hat, beobachtet ana-
log zur Kokillengusslegierung AlSi7Mg ebenfalls Mikrorissbildung und —wachstum, was
letztlich zum Versagen des Materials fuhrt. Neben den Si-Partikeln spielen zusatzlich
eisenhaltige intermetallische Phasen sowie deren Form und Abstand zur freien Ober-
flache eine Rolle fur das Versagen. Dabei ist ein Ablosen der verschiedenen Partikel
von der Al-Matrix nur selten zu beobachten, was Caceres [52] auch bei der Legierung
AISi7Mg nachgewiesen hat. Die Orientierung der Bruchflachen ist in den meisten Fal-
len senkrecht zur Belastungsrichtung. Bedingt durch die turbulente Formfullung entste-
hen beim Druckgussprozess verschiedene Arten von Giel3fehlern (siehe Kapitel 2.1.1).
Berdin weist darauf hin, dass die Poren am Versagen beteiligt und auf untersuchten
Bruchflachen zu finden sind, in ihrer unmittelbaren Umgebung bis kurz vor dem endgtil-
tigen Versagen jedoch keine Mikrorissbildung erfolgt. Daraus wird gefolgert, dass die
Querschnittsreduzierung dominant und der Effekt der Spannungsuberhéhung um die
Poren vernachlassigbar ist.

2.3 Rissinitierungsmodelle fir Al-Druckgusslegierungen

Rissinitiierungsmodelle fir duktile Metalle wurden in der Vergangenheit intensiv unter-
sucht, wobei zwischen mikromechanischen und phanomenologischen Modellen unter-
schieden wird.

Mikromechanische Modelle

Das wichtigste mikromechanische Modell basiert auf der Vorstellung von Hohlraumbil-
dung, -wachstum und —vereinigung. Es handelt sich dabei um das am weitesten ver-
breitete Gurson-Tvergaard-Needleman-Schadigungsmodell (auch modifiziertes Gur-
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son-Modell genannt), welches in FE-Codes wie z.B. ABAQUS, PAMCRASH und ADI-
NA [59] implementiert ist. Die dahinter stehende Entwicklung wird auszugsweise dar-
gestellt.

Die Phase der Hohlraumbildung wird durch einen Anteil hohlraumbildender Teilchen
gesteuert, was bei Chu und Needleman [60] beschrieben wird. McClintock [61] liefert
ausgehend von einem zylindrischen, unendlich langen Hohlraum in einer duktilen, sich
verfestigenden Matrix die Basisarbeit fur das Hohlraumwachstum. Weiterentwickelt
wird das Modell von Rice und Tracey [62], die kugelférmige Hohlraume in einer ideal-
plastischen Matrix betrachten. Unter Beriicksichtigung der Ubertragbarkeit auf verfesti-
gende Werkstoffe und einer Verallgemeinerung ergibt sich bei Garrison und Moody
[63] folgender Zusammenhang:

¢ (o2
=C, - &v,plast- EXP(C, - —) (2-11)

Oy

oo

Anhand dieser Formulierung wird deutlich, dass mikromechanische Modelle fur duktiles
Versagen den Einfluss des Spannungszustandes auf das Werkstoffverhalten bertck-
sichtigen, der in dem Ausdruck o/oy enthalten ist. Der Quotient aus der hydrostati-
schen Spannung on, und der Vergleichspannung nach von Mises oy wird als Span-
nungsmehrachsigkeit bezeichnet und ist definiert als

o ;~(Gl+62+0'3)
LI (2-12)

" \/1'[(01 ~0,) +(0, —03) +(oy —01)2]

2

wobei o, o, und o3 die Hauptnormalspannungen sind. Mit zunehmender Spannungs-

mehrachsigkeit /oy steigt die Hohlraumwachstumsrate I'?an, wobei die Konstanten
c1 und c, werkstoffabhéngig sind. Durch das ansteigende Hohlraumvolumen ist aller-
dings die Volumenkonstanz nicht mehr gewahrleistet, weshalb zur Beschreibung des
FlieRverhaltens die von Mises-Fliel3bedingung nicht mehr erfllt wird. Somit wird es
notwendig Modelle zu entwickeln, die sowohl die plastische Verformung als auch die
duktile Schadigung beschreiben. Gurson [64] |6st dieses Problem fur zylinder- und ku-
gelformige Hohlraume in einer idealplastischen Matrix. Mit wachsendem Hohlraumvo-
lumen ist ab einer kritischen Hohlraumdichte die Wechselwirkung jedoch nicht mehr
vernachlassigbar, weshalb von Tvergaard und Needleman [65][66][67] das Gurson-
Modell empirisch modifiziert wird, damit dieser Effekt abgebildet werden kann. Das
Uberschreiten eines kritischen Hohlraumvolumens fiihrt zur Hohlraumvereinigung und
zur Abnahme der Tragfahigkeit der Struktur, was ebenfalls mit dem Modell abgebildet
werden kann.

Eine Vielzahl von Arbeiten Uberprift die Modelle hinsichtlich ihrer Aussagefahigkeit.
Beispielsweise analysiert Agarwal [68] an der Al-Knetlegierung 6061 die Hohlraum-
wachstumsmodelle von McClintock sowie Rice und Tracey und stellt fest, dass das
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reale Hohlraumwachstum von beiden Ansatzen falsch eingeschatzt wird. Hauptgrund
dafir ist die vernachlassigte Wechselwirkung zwischen den Hohlraumen. Die Anwend-
barkeit des modifizierten Gurson-Modells weist Sun [3] an einer geschweil3ten Kon-
struktion aus einer Aluminiumknetlegierung AIMgSi0,5 und einer Gusslegierung Al-
Si1l0MgMn nach. Bernauer [69] wendet das mikromechanische Schadigungsmodell auf
den sprod-duktilen Ubergangsbereich bei Stahlen an. Er stellt in seiner Arbeit dar, dass
fur die Anwendung des modifizierten Gurson-Modells mikrostrukturelle Gré3en wie z.B.
der Anteil hohlraumbildender Teilchen, das Anfangshohlraumvolumen oder das kriti-
sche Hohlraumvolumen bekannt sein missen. Teilweise sind diese GroRen experi-
mentell zuganglich. Das Vorgehen zu ihrer Bestimmung wird unter anderem bei Ochs-
ner [70] fur die Aluminiumlegierung AIMgSiO0,5 beschrieben. Die restlichen Parameter
werden abgeschétzt oder iterativ in der FE-Berechnung an die Experimente angepasst.
Dies kann dazu fuhren, dass mehrere Datensatze die Ergebnisse gleich gut beschrei-
ben. Ein Grund ist in den komplexen physikalischen Ablaufen beim Versagen zu se-
hen, die noch nicht im Detail verstanden sind. Mohr und Henn [71] weisen in diesem
Zusammenhang darauf hin, dass die physikalische Bedeutung der notwendigen Para-
meter dadurch ignoriert wird. Stattdessen werden auf Basis der experimentellen Er-
gebnisse die benttigten Parameter kalibriert, was mit der Vorgehensweise bei den
phanomenologischen Modellen vergleichbar ist.

Phanomenologische Modelle

Die Kalibrierung phanomenologischer Modelle basiert auf Experimenten mit verschie-
denen Probengeometrien, um Versagenszeitpunkte bei unterschiedlichen Span-
nungsmehrachsigkeiten zu ermitteln. Die Bedeutung der Spannungsmehrachsigkeit
wurde bereits bei den mikromechanischen Modellen angedeutet. Die parallele Model-
lierung der Probenversuche mit Hilfe der Finite Elemente Methode ermdglicht die Aus-
wertung der am Versagensort vorherrschenden Spannungen und Dehnung. Dabei wird
das Verhalten der einzelnen Gefligebestandteile und Fehlstellen vernachlassigt und
stattdessen der Werkstoff als homogenes Kontinuum betrachtet. Die Basis fir ein in
der Praxis eingesetztes phanomenologisches Modell bildet das Hohlraumwachstums-
gesetz (Gleichung 2-11), das uber die Dehnung integriert wird [72]. Man erhéalt eine
abfallende Exponentialfunktion der allgemeinen Form

&, =C,-exp(C, - 2m) (2-13)
Oy

wobei g der Dehnung im Moment der Rissinitierung und op/oy der Spannungsmeh-
rachsigkeit entspricht. C, und C, sind wiederum werkstoffabhangige Parameter. Einige
Autoren verwenden bei der Kalibrierung ihrer Modelle die Vergleichsdehnung nach von
Mises [73][74][75], wahrend andere auf die maximale Hauptnormaldehnung zuriickgrei-
fen [1][2][58][71]. Die Auftragung der jeweiligen Dehnung Uber der Spannungs-
mehrachsigkeit liefert eine so genannte Versagensgrenzkurve. Es wird Rissinitiierung
prognostiziert, sobald die Kurve erreicht wird.
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In der Praxis wird diese Vorgehensweise z.B. bei Hopperstad und Borvik [76][77] sowie
bei Holland und Kong [78][79] auf Stahl angewendet. Bao [80][81][82], EI-Magd [74]
und Lanzerath [75] hingegen kalibrieren phanomenologische Modelle fir Aluminium-
und Magnesium-Knetlegierungen durch verschiedene Probenversuche, um einen gro-
Ren Bereich an Spannungsmehrachsigkeiten abzudecken. Alle drei Autoren schlagen
in Abh&ngigkeit vom Versagensmechanismus zwei unterschiedliche Versagensgrenz-
kurven vor. Im Bereich niedriger Spannungsmehrachsigkeit dominiert Scherbruchver-
sagen, welches durch glatte Bruchflachen gekennzeichnet ist. Mit zunehmender Span-
nungsmehrachsigkeit wird duktiles Versagen dominant. Hohlraumbildung, -wachstum
und -vereinigung wird hier beobachtet. In einem Ubergangsbereich liegen beide Me-
chanismen parallel vor, was zu einer Unstetigkeit in den Versagensgrenzkurven fuhrt
(Abbildung 2-10 (a) und (b)). Eine genaue Betrachtung der zur Kalibrierung verwende-
ten Werte zeigt in beiden Fallen eine Zunahme der zulassigen Dehnungen im Bereich
von oyloy ~ 0,0 bis o/oy ~ 0,4, Dies steht im Widerspruch zur Modellvorstellung, dass
mit zunehmender Spannungsmehrachsigkeit die ertragbaren Dehnungen sinken (Glei-
chung 2-11 und 2-13). Eine Erklarung fur dieses lokale Maximum wird nicht gegeben.

Equivalent strain to fracture &,

shear fracture static
shear frac. quasi-static ©
shear fracture dynamic

ar fracture Fracture dus to
void formation

1 ductile fracture dynamic ®

normalised plastic equivalent strain [-]

-1/3 0 0.4 b 05 0 05 1 15 z 25

— ,,
Average stress triaxiality (=
i a0 THAMALY, ey stress triaxiality [

(@) (b)

Abbildung 2-10:  Versagensgrenzkurven in Abh&ngigkeit vom Versagensmechanismus: (a)
Aluminiumknetlegierung 2024 T351 [82], (b) Aluminiumknetlegierung AIMg-
SiCu T6 [74]

Im Gegensatz dazu beobachtet Henn [2] fir die Kokillengusslegierung AISi7Mg zwar
ebenfalls unterschiedliche Versagensmechanismen. Die experimentellen Resultate
lassen sich aber durch eine kontinuierlich abfallende Versagensgrenzkurve beschrei-
ben. Mohr und Treitler [58] bestétigen dies fur die warmebehandelte Druckgusslegie-
rung AISilOMgMn. Die in diesen Arbeiten verwendete neuartige Scherzug-
/Scherdruckapparatur [71] ermdglicht es durch Rotation einer einzelnen, speziell entwi-
ckelten Probengeometrie Spannungsmehrachsigkeiten zwischen ca. 0,00 und 0,60 zu

! El-Magd verzichtet bei der Berechnung der Spannungsmehrachsigkeit auf den Faktor 1/3 im

Zahler (siehe Gleichung 2-8). Deshalb wird z.B. fur uniaxiale Zugbelastung nicht der Wert
omloy =1/3 sondern o,,/oy = 1 verwendet.
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untersuchen. Finanzieller und experimentelle Aufwand kénnen dadurch gering gehal-
ten werden. Ein weiterer Vorteil ist das Prifen des Rissinitiierungszeitpunktes unter
Scherbelastung. Sowohl bei Greve [1] als auch bei Jansen [5] wird berichtet, dass die
Proben im losipescu- bzw. Arcan-Versuch nicht unter Scherung sondern im Bereich
uniaxialer Zugbeanspruchung versagen (Abbildung 2-11 (a) und (b)), was eine Verfal-
schung der Werte zur Folge hat. Bei Jansen wird deshalb zur Prifung von Scherung
eine Kreuzzugprobe eingesetzt, die durch gleichzeitige Zug- und Druckbelastung eine
Spannungsmehrachsigkeit von Null erzeugt. Bei der Kalibrierung von Versagensgrenz-
kurven unter Bericksichtigung unterschiedlicher Porengehalte fiur die Magnesium-
druckgusslegierung AZ91, beobachtet Greve zusétzlich sehr niedrige Werte bei uniaxi-
aler Zugbelastung (Abbildung 2-11 (a)). Er verweist dabei auf das kritisch beanspruch-
te Volumen, welches bei Zugproben groR3er ist als z.B. bei gekerbten Proben. Dadurch
steigt die Wahrscheinlichkeit, dass ein kritischer Fehler im Material enthalten ist, der
vorzeitiges Versagen herbeifihrt.

|
|
3

Om/Oeq [-]

(@) (b)

Abbildung 2-11:  (a) Versagensgrenzkurven unter Berlicksichtigung unterschiedlicher Porosi-
tatsgrade [1], (b) Versagen einer Proben im Arcan-Versuch im Bereich unia-
xialer Zugbelastung [4]

Aus diesem Grund wird bei Henn [2] ein deterministisches Versagensmodell fir Alumi-
niumgusslegierungen unter Beriicksichtigung von Spannungsmehrachsigkeit und kri-
tisch beanspruchtem Volumen zu einem statistischen Modell weiterentwickelt. Ein ein-
deutig definierter Versagenszeitpunkt wird durch Versagenswahrscheinlichkeiten er-
setzt. Damit wird der Beobachtung Rechnung getragen, dass erstens fertigungs- und
werkstoffbedingte Streuungen auftreten und zweitens das kritisch beanspruchte Volu-
men sowohl bei den Probenversuchen zur Kalibrierung der Versagensgrenzkurven als
auch bei den Bauteiltests eine wichtige Rolle spielt. Speziell bei der kritischen Belas-
tung groRRvolumiger Bauteilbereiche ist die Anwendung statistischer Modelle zielfiih-
rend. Eine Ubersichtliche Vorgehensweise zur Kalibrierung der notwendigen Parameter
findet sich bei Henn [2]. Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass die Art der zur
Kalibrierung der phdnomenologischen Modelle verwendeten Probenversuche einen
entscheidenden Einfluss besitzt. Eine Ubertragung dieser phanomenologischen Model-
le auf beliebige Bauteilgeometrien und Lastfélle ist deshalb fir den jeweiligen Anwen-
dungsfall kritisch zu prifen.
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3  Vorgehensweise

Ziel dieser Arbeit ist es einen Beitrag zur Vvirtuellen Prozesskette fir Al-
Druckgussbauteile zu leisten. Dazu sollen Modelle entwickelt werden, die in der Lage
sind die variierenden mechanischen Eigenschaften innerhalb eines Druckgussbauteils
zu prognostizieren (Kapitel 4). Des Weiteren bendtigt die Festigkeitsberechnung Werk-
stoffmodelle, um wiederum diese systematischen Streuungen in der Versagensbewer-
tung bertcksichtigen zu kdnnen (Kapitel 5); dies stellt den zweiten Kernpunkt dieser
Arbeit dar. In beiden Féllen wird eine Kombination aus experimentellen und numeri-
schen Untersuchungen gewahlt (Abbildung 3-1), bevor in Kapitel 6 anhand von Kom-
ponentenversuchen die Modelle verifiziert und auf ihre Ubertragbarkeit gepruft werden.

Modelle zur Prognose von Streckgrenze und Modelle zur Beschreibung des Plastizitats- und
Bruchdehnung mittels GieBprozesssimulation (Kapitel 4) Versagensverhalten (Kapitel 5)

Experiment Giessprozesssimulation Experiment Probensimulation
Zugversuche: Ermittlung von Formfiillung (Kapitel 4.2.3) Zugversuche zur Ermittlung Ermittlung von Spannungs-
Streckgrenze und Bruch- : von FlieRkurven und Dehnungsfelder im
dehnung (Kapitel 4.2.1 und Erstarrung (Kapitel 4.2.3) (Kapitel 5.3.1) Moment der Rissinitiierung
42.2) Z:i.)ai(t?rl:(ilerle#:_ siokei Scherzug-/Scherdruck- (Kapitel 5.3.3)
Metallographie: Analyse 7 E tu gest w:n Igkel versuche zur Einfluss der Netzfeinheit
Gefluge (Kapitel 4.2.1) : L rﬁtagu:r?;z?k Charakterisierung der auf Probenebene

i ungeg u Versagenszeitpunkte unter (Kapitel 5.3.6)
Computertomograhie: - efc. Ei -
i . influss von:

Porositatsgrad (Kapitel 4.3)
(Kapitel 4.2.1) - Spannungsmehrachsigkeit
Korrelation Geflge mit - zwei Porositatsgrade
mechan. Eigenschaften (Kapitel 5.3.2)
(Kapitel 4.4.1 und 4.4.2)

Modellkalibrierung durch Korrelation experimenteller Modellkalibrierung durch Korrelation experimenteller

mechanischer Eigenschaften mit Zusatzkriterien der Versagenszeitpunkte mit numerischen Ergebnissen (Kapitel

Giessprozesssimulation, Sensibiltatsanalyse (Kapitel 4.3) 534 und 5.3.5)

Modellvalidierung und Ubertragbarkeit (Kapitel 6)

| Validierung: Komponentenzugversuch (Kapitel 6.5) |

| Ubertragbarkeit: Komponentendruckversuch (Kapitel 6.6) [

| Einfluss der Netzfeinheit auf Bauteilebene (Kapitel 6.7) [

Abbildung 3-1: Experimentelle und virtuelle Vorgehensweise

Die Modellentwicklungen erfolgen anhand eines im Kaltkammerdruckguss hergestell-
ten Musterbauteils.

In Kapitel 4.2.1 und 4.2.2 wird die Verteilung von Streckgrenze und Bruchdehnung im
Bauteil mittels statischer, uniaxialer Zugversuche an zehn verschiedenen Stellen ermit-
telt. Diese Proben werden auch verwendet, um erstens metallographische Untersu-
chungen zur Charakterisierung der Mikrostruktur durchzuftihren und zweitens den Po-
rositatsgrad mittels Computertomographie zu messen. Die Resultate sollen Zusam-
menhange zwischen den makroskopischen Eigenschaften (Streckgrenze, Bruchdeh-
nung) und mikrostrukturellen GréRen (Lamellenabstand, Porositat) liefern (Kapitel 4.3).
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Parallel wird eine Giel3prozesssimulation (Kapitel 4.2.3 und 4.3) durchgefihrt, in der
Formflllung und Erstarrung des Bauteils und weitere Zusatzkriterien (Abkuhlgeschwin-
digkeit, Luftgegendruck etc.) berechnet werden. In Kapitel 4.3 werden an identischen
Positionen im Musterbauteil die Zusatzkriterien mit den mechanischen Eigenschaften
(Streckgrenze Ry, Bruchdehnung As) korreliert und Modelle entwickelt, die die virtuel-
le Vorhersage der Kennwerte ermoglichen. Deren Aussagefahigkeit wird anhand von
funf weiteren Zugversuchen innerhalb des Musterbauteils Uberprift und abschlie3end
wird die Sensibilitat der Modelle beurteilt (Kapitel 4.4.1 und 4.4.2).

In Kapitel 5 werden die Werkstoffmodelle zur Beschreibung des Deformations- und
Versagensverhaltens ermittelt. Anhand statischer, uniaxialer Zugversuche (Kapitel
5.3.1) erfolgt die Kalibrierung von drei FlieBkurven, um das Plastizitatsverhalten des
Materials bei verschiedenen Mikrostrukturen beschreiben zu kdnnen. Eine spezielle
Scherzug-/Scherdruck-apparatur erméglicht die Prifung der Versagenszeitpunkte un-
ter verschiedenen Spannungsmehrachsigkeiten und zwei Porositatsgraden (Kapitel
5.3.2).

In Kapitel 5.3.3 werden diese Informationen in parallelen Probensimulationen verwen-
det, um die Spannungs- und Dehnungsfelder im Moment der Rissinitiierung zu berech-
nen, die fur die Entwicklung der phanomenologischen Rissinitiierungsmodelle (Kapitel
5.3.4 und 5.3.5) notwendig sind.

AbschlieBend wird in Kapitel 5.3.7 der Einfluss der Elementkantenlange auf das pha-
nomenologische Rissinitiierungsmodell untersucht und Uberprift, inwieweit eine Extra-
polation der Versagensmodelle auf Bauteile mit groberen Netzen moglich ist. Diese
Fragestellung ist praxisrelevant, da fur Bauteile auf Komponenten- oder Fahrzeugebe-
ne in der Regel Netze mit gro3eren Elementkantenlangen verwendet werden.

In Kapitel 6 werden sowohl die Modelle zur Prognose mechanischer Eigenschaften als
auch die Modelle zur Beschreibung von Plastizitat und Versagen anhand von Kompo-
nentenversuchen Uberprift. Dazu wird das Musterbauteil modifiziert und auf Zug bzw.
Druck belastet. Der Komponentenzugversuch (Kapitel 6.4) dient der Modellvalidierung,
da ein Bauteilbereich kritisch belastet wird, aus dem auch die Proben zur Kalibrierung
entnommen worden sind. In einem letzten Schritt erfolgt die Untersuchung der
Ubertragbarkeit der Modelle innerhalb des Musterbauteils (Kapitel 6.5) durch Prifung
eines Bereichs, in dem keine Werkstoffcharakterisierung stattgefunden hat.

In beiden Fallen wird die Aussagefahigkeit der FE-Berechnung anhand von Plastizitét,
Rissinitiierungszeitpunkt und —ort im Vergleich zum Experiment beurteilt. Abschlie3end
wird in Kapitel 6.6 noch der Einfluss der Elementkantenlange auf Bauteilebene unter-
sucht.
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4  Entwicklung von Modellen zur Prognose lokaler
mechanischer Eigenschaften mittels
Giel3simulation

4.1 Experimentelles und numerisches

Untersuchungsprogramm

4.1.1 Geometrie-, Prozess- und Materialdaten des Musterbauteils

Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete Musterbauteil, im Folgenden auch H-Profil
genannt, besteht aus einer Stufenplatte, die in der Mitte mit 2 mm die geringste Wand-
starke aufweist. Diese nimmt nach auf3en hin in 1 mm Schritten bis 6 mm zu. Umgeben
wird diese Platte von einem Rahmen mit einer Wandstarke von ca. 4 mm (Langsrah-
men) bzw. von ca. 12 mm (Querrahmen) (Abbildung 4-1 und Schnitt Z-Z). Um den Ent-
formungsprozess sicherzustellen sind in den Rahmen neben Ausformschragen von 2°
einseitig Auswerferdome integriert. Die geringen Wandstarken von 2 bis 6 mm liegen
im Bereich realer Druckgussbauteile und haben damit auch vergleichbare Abkihlungs-
geschwindigkeiten, woraus eine ahnliche Mikrostruktur resultiert. Bedingt durch Geo-
metrie, Formflllung und Erstarrung streuen die mechanischen Eigenschaften tber das
Musterbauteil. Fir die spater im Detail beschriebenen Untersuchungen kénnen die
notwendigen Proben entnommen werden.

Abbildung 4-1: Musterbauteil im Uberblick und Schnitt
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Die im linken Bereich der Stufenplatte liegenden Kerben werden mit eingegossen und
bewirken eine Verwirbelung der Schmelze und teilweise auch eine Verschlechterung
der mechanischen Eigenschaften durch Luft- und Oxidhauteinschliisse, was vergleich-
bar ist mit in realen Bauteilen auftretenden Fliel3behinderungen. Wie eingangs bereits
erlautert, erfolgt die Herstellung des H-Profils im Kaltkammerdruckgussverfahren auf
einer Maschine mit 600 Tonnen Schliel3kraft, wobei das Bauteil Gber einen Facheran-
schnitt einseitig angegossen wird. Nachfolgende Tabelle zeigt die wichtigsten verwen-
deten Giel3parameter.

Tabelle 1: Randbedingungen flr die Herstellung des Musterbauteils

Randbedingungen Wert
Werkzeug- bzw. Oltemperatur bewegliche Formhalfte Twerkzeug, beweglich 150°C
Werkzeug- bzw. Oltemperatur stationdre Formhalfte Twerkzeug, stationr 160°C
Temperatur Kilhilwasser Tyasser 30°C
Schmelzetemperatur Tschmelze 680°C
Kolbendurchmesser dkoen 95mm
Kammerlange Liammer 675mm
Kammerfullgrad 42%
GielRkolbengeschwindigkeit Phase 1 Vi, 1. phase 0,2m/s
Giel3kolbengeschwindigkeit Phase 2 vk 2. phase 3,0m/s
Formfillzeit trgung 71ms

Bei dem verwendeten Material handelt es sich um die Legierung AIMg5Si2Mn der Fir-
ma Rheinfelden, die im Gusszustand eingesetzt wird. Bei dinnwandigen Strukturen
(Wandstarke 2,0mm) erreicht sie Streckgrenzen bis Ry, = 200MPa bzw. Zugfestigkei-
ten bis R, = 300MPa bei gleichzeitig hohen Dehnungen bis As = 18%. Mit zunehmen-
der Wandstarke nehmen die drei Kenngrdf3en normalerweise ab [15][16]. Aufgrund der
Legierungszusammensetzung ist die GielRbarkeit eingeschrankt. Der Gehalt der ein-
zelnen Legierungselemente ist in Tabelle 2 aufgelistet.

Tabelle 2: Chemische Zusammensetzung der Druckgusslegierung AIMg5Si2Mn

Element Mg Si Mn Fe Cu Ti Zn

Masse % 5,31 2,35 0,59 0,19 0,04 0,09 0,03
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4.1.2 Experimentelle Ermittlung lokaler Eigenschaften mittels

Zugversuch

In Kapitel 2.1.1 wurde bereits die systematische Streuung mechanischer Eigenschaften
innerhalb eines Bauteils bedingt durch die Eigenheiten des Druckgussprozesses dar-
gestellt.

Fir die Ableitung von Kriteriumsfunktionen zur Prognose mechanischer Eigenschaften
mittels Giel3simulation ist es notwendig, lokale mechanische Eigenschaften zu ermit-
teln. Zusatzlich sind fir die Validierung der Modelle ebenfalls Kennwerte erforderlich.
Deshalb werden bei zehn Bauteilen jeweils an flnfzehn identischen Positionen
Flachzugproben nach Luftfahrtnorm LN 29512 C2 (Abbildung 4-2 (a)) entnommen [83].
Eine Ubersicht aller Probenpositionen findet sich in Abbildung 4-3 (a) und (b). Es
wurde gezielt eine Probenform mit kleinen Abmessungen gewahlt, um lokale Effekte
prifen zu kdnnen. Die Zugversuche erfolgen an einer Zwick 1484, wobei die Kraft Uber
eine interne Kraftmessdose aufgezeichnet wird und ein lokaler Wegaufnehmer die
Verschiebung dokumentiert (Versuchsaufbau siehe Abbildung 4-2 (b)). Die Resultate
werden mit der Software TestXpert V 10.0 der Firma Zwick ausgewertet. Im Rahmen
dieser Untersuchungen werden zur Beschreibung des elastisch-plastischen
Materialverhaltens und des Versagenszeitpunktes nur die Streckgrenze Ry, und die
Bruchdehnung As betrachtet. Die Zugfestigkeit R, und die Verfestigung werden
vernachlassigt. Erstere korreliert mit der Bruchdehnung (eine niedrige Bruchdehnung
hat eine niedrige Zugfestigkeit zur Folge) und zweitere ist mit n ~ 0,44 nahezu
unabhéngig vom Entnahmeort. Die Gleichmalidehnung Ag entspricht der
Bruchdehnung As, da keine der untersuchten Proben Einschniirung zeigt.

\

© = 2
o~ Feindehnungs
-messer
1611 265
- 6> -
(@) (b)
Abbildung 4-2: (a) Zugproben nach Luftfahrtnorm 29512 C2, (b) Zugversuch mit Feindeh-
nungsmessern

Um die Probenentnahmeorte besser zu kennzeichnen erfolgt eine Unterteilung des
Musterbauteils in drei Bereiche A, B und C. Die einzelnen Wandstérken der Stufenplat-
te werden von der angussnahen Seite aus von 1 bis 9 durchnummeriert (Abbildung 4-3
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(a)). Langs- und Querrahmen werden ausgehend von der linken unteren Ecke gegen
den Uhrzeigersinn mit W01 bis W10 beschriftet. Liegen die Proben oberhalb der Stu-
fenplatte erhalten sie das Kirzel ,oben* und entsprechend ,unten®, wenn sie darunter
liegen (Abbildung 4-3 (b)).

Bereich A Bereich B Bereich C

w D~ W O

- N W

(a) (b)
Abbildung 4-3: Entnahmeorte der Flachzugproben

4.1.3 Metallographische und computertomographische Untersuchungen

zur Geflugeanalyse

Die Bestimmung von Gefiigemerkmalen (Kapitel 4.2.1) und eine Bewertung der
Versagensmechanismen (Kapitel 5.2) erfolgt anhand metallographischer Schiliffe. Die
einzelnen Bearbeitungsschritte sind in beiden Fallen gleich. Nach dem Einbetten der
rechteckigen Proben (20mm x 10mm) in Technovit 4071 werden die Proben bis Kor-
nung 600 mit SiC-Papier geschliffen und anschlieRend mit Diamantsuspension (Korn-
grofRe 9um, 6um und 1pm) bearbeitet. AbschlieRend wird mit einer OPS-Suspension
poliert, die gleichzeitig das Material leicht anatzt und somit die Gefligebestandteile
deutlich sichtbar macht. Die Anpresskraft betragt bei allen Einzelschritten 150N.

Die Auswertung der Mikrostruktur erfolgt bei 200 und 1500 facher VergroRerung unter
einem Lichtmikroskop Axiophot der Firma Zeiss. Wie sich im Laufe der Arbeit gezeigt
hat, ist diese sehr hohe VergroRerung notwendig, um den Lamellenabstand des sehr
feinen Eutektikums aufzulésen. Um aussagekraftige Messwerte zu erhalten werden an
bestimmten Entnahmepositionen flnf Zugproben prapariert und jede Zugprobe an funf
Stellen mit Hilfe der Bildanalysesoftware Aquinto vermessen.

Zusatzlich zur Gefligeanalyse werden auch Porositdtsmessungen durchgefiihrt. Die
Bestimmung des Volumenanteils der Fehlstellen und der Porendurchmesser erfolgt fur
ausgewahlte Entnahmeorte anhand von sechs Flachzugproben, von denen jede ein
Volumen der GréRe 2 x 8 x 20mm? besitzt. Die Messungen werden in einem Compu-
tertomographen UCT 40 der Firma SCANCO mit einer Auflésung von 150um durchge-
fuhrt. Um die Messzeiten mdoglichst gering zu halten werden gleichzeitig vier Proben
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mit einer Beschleunigungsspannung U = 50kV, einer Stromstérke | = 180pA und einer
Belichtungsdauer t = 400ms untersucht und anschlieRend getrennt ausgewertet. Somit
ist eine quantitative Bestimmung des Porenvolumens und der Porendurchmesser mog-
lich. Diese Werte kdnnen mit den im Zugversuch gemessenen Bruchdehnungen korre-
liert werden. Es sei noch darauf hingewiesen, dass die minimal detektierbare Poren-
groRe bei den verwendeten Aufnahmeparametern laut Herstellerangaben bei 150um
liegt. Deshalb werden Messwerte die unterhalb dieser Grenze liegen nicht aufgetragen,
da es sich dabei um vereinzelte Voxel oder kleinere Voxelanhdufungen handelt, die
falschlicherweise als Poren bei der Auswertung identifiziert werden.

In Kapitel 6 werden zur Validierung der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Modelle
(Kriteriumsfunktionen, Rissinitiierungsmodelle) Komponentenversuchen durchgefihrt.
Ziel ist die gleichzeitige Belastung von Bauteilbereichen mit hoher bzw. niedriger Poro-
sitat. Dieser Unterschied findet sich in den angussnahen bzw. -fernen Bereichen des
Abschnitts B im Musterbauteil wieder, wie die Verteilung der Bruchdehnung in
Abbildung 4-24 (a) zeigt. Um sich ein Bild von der Porenverteilung und den Porositats-
graden machen zu kénnen, werden exemplarisch an einem Bauteil der angussnahe
(B01/B02 /W02 oben und unten) bzw. angussferne Bereich (B08/B09/W07 oben und
unten) mittels Computertomographie mit einer Auflésung von 197 pm untersucht. Ver-
wendet wird ein Gerat der Firma Seifert vom Typ COMET DP 424 mit einer Rohren-
spannung U = 220kV, einer Stromstarke | = 3mA und einer Integrationszeit t = 285ms
des Fraunhofer Instituts fur Integrierte Schaltungen (IIS). Die Auswertung findet mit der
Software ,Volume-Tool“ statt.

4.1.4 Simulation von Formfiallung und Erstarrung

Ein Ziel dieser Arbeit ist die Korrelation relevanter Parameter aus der Gief3simulation
mit den mechanischen Eigenschaften, um Modelle fiir die Prognose von Streckgrenze
Rpo,2 und Bruchdehnung As fiir beliebige Bauteilgeometrien bereitzustellen.

(@) (b)

Abbildung 4-4: Modell zur Durchfihrung der Gie3simulation (a) Musterbauteil mit Anguss
und Uberlaufbohnen, (b) Musterbauteil mit Kiihlsystem
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Zur Klarung dieser Fragestellung werden bei der Firma MAGMA GmbH in Aachen Be-
rechnungen des Temperaturhaushaltes der Form (Zyklenberechnung), der Formfillung
und der Erstarrung durchgefuihrt. Bei der verwendeten Software handelt es sich um
MAGMASOFT® Version 4.2 [84]. Die Berechnungen erfolgen mit einem strukturierten
Kontroll-Volumen-Netz mit einer durchschnittlichen Elementkantenlange von 2,0mm.
Insgesamt besteht das Modell (Bauteil + Werkzeug) aus 8257410 Zellen, von denen
716652 Zellen das Bauteil selbst beschreiben. Das verwendete Modell ist in Abbildung
4-4 (a) mit Anguss und Uberlaufbohnen und in Abbildung 4-4 (b) mit Temperiersystem
dargestellt.

Als Berechnungsgrundlage werden die in Tabelle 1 angegebenen Randbedingungen
und der in Abbildung 4-5 dargestellte Giel3zyklus verwendet.
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Abbildung 4-5: Giel3zyklus des Musterbauteils

Samtliche Werkstoffdaten fiir die vergossene Legierung AIMg5Si2Mn und den Werk-
zeugstahl X38CrMoV51 sind bei der Giel3prozesssimulation idealerweise in Abhéngig-
keit von der Temperatur anzugeben. In Anhang A und B sind — entnommen aus der
Datenbank der MAGMA GmbH - fur beide Werkstoffe alle relevanten Gréf3en tempera-
turabhéngig dargestellt. Die wichtigsten thermophysikalischen Eigenschaften der Alu-
miniumlegierung sind in Tabelle 3 zusammengefasst.

Tabelle 3: Wichtige thermophysikalische Eigenschaften der Legierung AIMg5Si2Mn

Physikalische GroRRe Einheit AlMg5Si2Mn
Solidustemperatur Tggjigus [°C] 593
Liquidustemperatur Tiguidus [°C] 622
Schmelzwarme [kJ/kg] 420

T< Tsolidus T> Tliquidus
Warmeiibergangskoeffizient [W/K-m?] 3000 7000
Kinematische Viskositat [m?/s] 1000 4,510°

Die Viskositat und die Warmetbergangskoeffizienten (Material/Form, Form/Kuhlung,
Form/Spriihen) spielen bei der Berechnung von Formflllung und Erstarrung eine we-
sentliche Rolle [22]. Auf beide Grol3en wird im Folgenden kurz eingegangen.
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Die Viskositat der Al-Schmelze betréagt 4,5:10° m?/s und steigt mit zunehmender Un-
terschreitung der Liquidustemperatur an, was auf die Zunahme des Festphasenanteils
in der Schmelze zurtickzufiihren ist. Die Ausbildung einzelner Phasen wéhrend der
Erstarrung wird nicht bertcksichtigt. Stattdessen wird beim Durchlaufen des Erstar-
rungsintervalls insgesamt eine Schmelzwarme von 420kJ/kg freigesetzt. Der zugrunde
gelegte Erstarrungsverlauf ist in Anhang A Graphik (b) dargestellt. Nach der vollstandi-
gen Umwandlung in die feste Phase, wird die Viskositat auf einen beliebigen hohen
Wert gesetzt (hier: 1000m?/s). Die fiir den Druckgussprozess typische schnell erstar-
rende Randschicht wird bei einer verwendeten Netzfeinheit von ca. 2mm vernachlas-
sigt. Dazu waére eine starke Verfeinerung des Netzes im Randbereich (Dicke der Rand-
schicht: 20 — 30pm) notwendig, was den Rechenaufwand enorm erhéhen wirde, wes-
halb darauf verzichtet wird. An dieser Stelle sei auf die Arbeit von Sannes [30] hinge-
wiesen, der erste Simulationen zur Ausbildung der Randschicht durchgefihrt hat.

Beim Druckgussprozess treten mehrere verschiedene Warmeubergénge auf, die durch
Warmeulbergangskoeffizienten beschrieben werden kénnen. Man unterscheidet dabei
zwischen inneren (z.B. Schmelze/Form) und &aufReren Warmeilbergangen (z.B.
Form/Umgebung). Aufwendig und problematisch gestaltet sich die experimentelle Er-
mittlung der einzelnen GrofRen [39] und ist auch nicht Kernthema dieser Arbeit. Des-
halb wird fur die durchgefiihrten Simulationen auf die Datenbank der MAGMA GmbH
zuruickgegriffen. Die verwendeten Daten werden kurz diskutiert.

Fur den Warmeubergangskoeffizienten Material/Form wird oberhalb der Liquidustem-
peratur (Tiguiqus = 622°C) ein Wert von 7000W/K-m? verwendet, der mit zunehmender
Unterschreitung linear abfallt bis ab der Solidustemperatur (Tsgiigus = 593°C) mit einem
Wert von 3000W/K-m? gerechnet wird. Dadurch soll zwei Beobachtungen Rechnung
getragen werden. Erstens ist wahrend der Formfillung der Warmetbergang an der
Werkzeugwand zunéchst deutlich hdher, bis sich eine schnell erstarrte Randschicht
gebildet hat. Zweitens schrumpft das Material beim Erstarren. Es kann sich ein Spalt
zwischen Formwand und Bauteil bilden und die Warme wird durch Strahlung abgege-
ben. In beiden Fallen verlangsamt sich der Abtransport der Warme. Ein mogliches Auf-
schrumpfen des Materials z. B. auf Kerne und eine dadurch bedingte Erh6hung des
Warmeulbergangs wird durch diese Vorgehensweise aber vernachlassigt.

Die durchgefuhrte Gie3simulation bertcksichtigt die Warmeabfuhr sowohl durch die im
Werkzeug vorhandenen Kuhlkreislaufe als auch durch das Sprihen der Form. In Ab-
hangigkeit von den Durchmessern der Kihlbohrungen, dem Kihlmedium und dessen
Temperatur werden firr das Versuchsbauteil Werte zwischen 1500 und 10000 W/K-m?
verwendet. Das Sprihen der Form wird durch einen temperaturabhéngigen Warme-
Ubergangskoeffizienten (Anhang C) abgebildet. Dabei wird von einer gleichméafigen
Auftragung des Trennmittels beim Sprihvorgang ausgegangen. Eine eventuelle
Trennmittelansammlung in bestimmten Bereichen der Form und dadurch verédnderte
Warmeubergéange werden nicht bertcksichtigt.

Die Giel3prozesssimulation ermdglicht wahrend der Berechnung von Formfullung und
Erstarrung auch die Auswertung verschiedener Zusatzkriterien, die in Kapitel 2.1.2

37



4 Entwicklung von Modellen zur Prognose lokaler mechanischer Eigenschaften mittels
GieRRsimulation

bereits vorgestellt wurden. Diese Kriterien werden als Basis fur die Modelle zur Prog-
nose der mechanischen Eigenschaften herangezogen, weshalb sichergestellt sein
muss, dass Formflllung und Erstarrung realistisch durch die Berechnung abgebildet
werden.

Ein Vergleich zwischen Experiment und Simulation der Formfillung kann im wesentli-
chen auf drei Untersuchungsarten durchgefiihrt werden [22].

e Kontaktmethode

In der Form werden mehrere elektrische Kontakte angebracht, die mit einem
Stromkreis verbunden sind. Beriiht die Metallschmelze die Kontakte, so erfolgt
die SchlieBung des Stromkreises. Aus der Reihenfolge und den zeitlichen Ab-
standen, in denen die Kontakte geschlossen werden, kann der Ablauf der
Formfullung rekonstruiert werden. Vorteile sind ein einfacher Versuchsaufbau
und die Verwendung realer Druckgusswerkzeuge und Metallschmelzen.
Nachteile sind, dass die gewonnene Information relativ grob ist und keine De-
tails Uber die Stréomung bestimmt werden kdnnen.

e Kurzschisse/Teilformfillung

Die Form wird mit zu wenig Schmelze beschickt und somit nur teilweise ausge-
fullt. Nach Erstarrung der Schmelze, werden die unvollstandigen Gussteile ent-
nommen und daraus kann die Formfiillung abgeleitet werden. Vorteile sind eine
einfache Versuchsdurchfuihrung in realen Druckgusswerkzeugen. Die Informa-
tionen Uber die Formflllung sind jedoch sehr ungenau, da die Gestalt des un-
vollstandigen Gussteils von Faktoren abhangt wie z.B. Giel3- und Formtempera-
tur oder der Geschwindigkeit der Schmelze. Eine Ubereinstimmung mit der tat-
séchlichen Strémungsfront ist somit nicht unbedingt gegeben.

e Filmaufnahmen

Das Druckgusswerkzeug wird aus durchsichtigem Material (Glas) hergestellt
und mit einer eingefarbten Modellflissigkeit befllt. Die Formfillung wird mit ei-
ner Hochgeschwindigkeitskamera aufgezeichnet, die aufgrund der hohen Stro-
mungsgeschwindigkeiten beim DruckgieRen notwendig ist. Vortelil ist eine de-
taillierte Information Uber die Formflllung (Lufteinschlisse, AufreiRen und Zu-
sammenwachsen des Giel3strahls, Verwirbelungen). Nachteilig sind der auf-
wendige Versuchsaufbau und die abweichenden physikalischen Eigenschaften
des verwendeten Formmaterials und der Modellflissigkeit vom realen Druck-
gusswerkzeug und der Metallschmelze.

Eine weitere Mdglichkeit den Ablauf der Formfiillung abzuleiten, ist die Beurteilung
sogenannter FlieRlinien auf der Oberflache abgegossener Bauteile. Es handelt sich
dabei um Linien bzw. Muster auf der Gussteiloberflache, die den Stromungsverlauf im
Gussteil abbilden. Mdgliche Entstehungsursachen sind eine zu niedrige Temperatur
der Schmelze bzw. der Form, lange Formfillzeiten, geringe Geschwindigkeit der
Schmelze im Anschnitt, hohe Trennmitteldosierung oder eine unglinstige Lage des
Anschnitts [22]. Nachteil bei der Bewertung der Fliel3linien ist, dass der zeitliche Ablauf
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der Formfillung nicht im Detail nachvollzogen werden kann. Dennoch kann auf einfa-
che Art und Weise aus der Orientierung der FlieBlinien auf die Strdomungsrichtung ge-
schlossen werden. Ausserdem sind anhand chaotischer Muster in bestimmten Bauteil-
bereichen das AufreiRen des Schmelzestrahls, das Zusammenprallen von Schmelze-
fronten und Verwirbelungen gut erkennbar. Aufgrund der einfachen Umsetzbarkeit bei
gleichzeitig akzeptabler Aussagefahigkeit werden im Rahmen dieser Arbeit FlieRlinien
und deren Muster mit der simulierten Formfullung verglichen.

Eine Validierung der im Verlauf der Erstarrung auftretenden Temperaturen am Bauteil
bzw. am Druckgusswerkzeug kann mittels Thermoelemente bzw. Thermografie erfol-
gen. Dazu existieren in der Literatur bereits eine Vielzahl von Untersuchungen fur ver-
schiedene GieRRverfahren (Druckguss, Sandguss, Squeeze Casting etc.) und Werkstof-
fe (Aluminium- und Magnesiumgusslegierungen), die eine gute Ubereinstimmung zwi-
schen berechneten und experimentell gemessenen Temperaturverlaufen zeigen
[84][86][87][88][89][90]. Aus diesem Grund wird im Rahmen dieser Arbeit auf eine auf-
wendige Instrumentierung des Druckgusswerkzeugs mit Thermoelementen verzichtet
und die simulierten Temperaturverlaufe werden als realistisch eingestuft.

Die Zusatzkriterien werden flr jeden Probeentnahmeort (Abbildung 4-3 (a) und (b)) im
Musterbauteil an durchschnittlich 50 Zellen in einem quaderférmigen Volumen von 2 x
8 x 25mm?® (entspricht der parallelen Messléange der Zugproben (Abbildung 4-2 (a))
bestimmt. Anhand dieser Datenbasis soll eine Korrelation zur Streckgrenze bzw. zur
Bruchdehnung hergestellt werden.

4.2 Experimentell ermittelte lokale mechanische
Eigenschaften des Musterbauteils und numerische

Ergebnisse des Giel3prozesses

4.2.1 Lokale Gefligeausbildung und Streckgrenze Rpo2

Acn
Bereich A Bereich B Bereich C ge‘e‘c'

139+13 MPa 126+13MPa

176+10MPa 161£14MPa

146+12MPa
121+17 MPa 115+10MPa

Anguss

Abbildung 4-6: Streckgrenze Ry, in Abhéngigkeit vom Entnahmeort
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In Abbildung 4-6 sind die Entnahmeorte der Flachzugproben und die dazugehérigen
Streckgrenzen Ry, dargestellt. Bei den Werten handelt es sich um die Mittelwerte und
die Standardabweichungen aus jeweils zehn Zugproben, die pro Entnahmeort getestet
werden.

Der angussnahe Bereich der Stufenplatte zeigt im Mittel Streckgrenzen von ca.
118MPa (Bereich A02, BO2 und C02). Mit dinner werdenden Wandstarken zur Bau-
teilmitte hin ist eine Zunahme der Werte Uber 146MPa (Bereich C04) bis hin zu etwa
166MPa (Bereich A05, BO5 und C05) in der 2,0mm dicken Bauteilmitte zu beobachten.
Zunehmende Wandstarken in Richtung des oberen Langsrahmens fuhren wieder zu
einer Reduzierung der Streckgrenze auf etwa 130MPa. Unabhangig von der Wand-
starke zeigen die Proben der Stufenplatte aus dem Bereich B eine im Mittel um ca.
10MPa hohere Streckgrenze als die Proben aus den Bereichen A und C. Oberer und
unterer Langsrahmen haben vergleichbare Streckgrenzen (133MPa), was prinzipiell
auch fur die beiden Querrahmen zutrifft, die aber mit ca. 115MPa tiefer liegen. Auffallig
ist die Probe W10unten, die mit einem Wert von 92MPa deutlich tiefer liegt.
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Abbildung 4-7: Streuungen bei Spannungs-Dehnungskurven unabhéangig vom Entnahmeort

(a) Enthahmeort A02, (b) Entnahmeort C04

Allen Probeentnahmeorten ist gemein, dass die ermittelten Streckgrenzen um bis zu
25MPa variieren und Streuungen bei den technischen Spannungs-Dehnungskurven im
Spannungshiveau von ebenfalls bis zu 25MPa zu beobachten sind, was beispielhaft
anhand von Position A02 (Abbildung 4-7 (a)) und C04 (Abbildung 4-7 (b)) dargestellt
ist. Es ist auch zu beachten, dass bedingt durch die Probengeometrie die Prifung der
Proben aus dem 2,0mm dicken Bereich der Stufenplatte (Bereich A05, BO5 und CO05)
mit Gusshaut erfolgt, wahrend alle anderen Proben allseitig spanend bearbeitet sind.
Einige der Zugproben brechen im Radius am Ubergang von der parallelen Messlange
zur Probenschulter. Da die Messwerte keine auffalligen Unterschiede zu den restlichen
Proben zeigen, werden sie zu Gunsten einer besseren Statistik ebenfalls ausgewertet.

Um einen Zusammenhang zwischen Streckgrenze und Mikrostruktur herzustellen, ist
es denkbar an den fiinfzehn Probenentnahmeorten im Musterbauteil (Abbildung 4-6)
die relevanten Gefligeparameter zu ermitteln. Die Vermessung aller Positionen ware
aber mit einem hohen experimentellen Aufwand (Probenpraparation, Vermessung)
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verbunden. Deshalb werden finf charakteristische Positionen ausgewahlt, die sich in
den mittleren Streckgrenzen und den Entnahmeorten deutlich unterscheiden. Es han-
delt sich dabei um die Positionen A05 (Ryo. = 156MPa), A08 (Ryo. = 122MPa) und C02
(Rpo2 = 115MPa) aus der Stufenplatte, W09oben (Ry. = 116MPa) aus dem linken
Querrahmen und WO0loben (Ryo. = 131MPa) aus dem unteren Langsrahmen. Pro Po-
sition werden funf Zugproben in jeweils flinf Bereichen vermessen.

Vorab sei noch erwahnt, dass der Anteil des Eutektikums an den untersuchten Positio-
nen immer im Bereich von 50% liegt. Neben den a-Mischkristallen und dem Eutektikum
(a-Mischkristallen + Mg,Si) enthélt das Geflige auch noch AISi- und AlsMn-Phasen, die
unabhangig von der Wandstérke und gleichmalig verteilt im gesamten Bauteil auftre-
ten (Abbildung 4-8 (a)).

| a-Mischkristall N o\
i AlMn-Phasen |
(: . 1_; ";‘_’Evutektikurq » —
{4 & - ] .*_\ISi—Pr;asen- 5

(a) (b)

Abbildung 4-8: Mikrostruktur der Druckgusslegierung AlMg5Si2Mn, (a) Ubersicht- und De-
tailaufnahmen der Legierung AIMg5Si2Mn und (b) entartete Dendriten

20pm

Die Beschreibung von Gussgefiigen erfolgt meist anhand des sekundaren Dendriten-
armabstand [15][91]-[99]. Betrachtet man das vorliegende Gefuge der Druckgusslegie-
rung AIMg5Si2Mn (Abbildung 4-8 (b)), so sind nur sehr vereinzelt Dendriten erahnbar
und ihre Vermessung aufgrund der entarteten Form nicht mdglich.

Einen weiteren Gefligeparameter stellt der Korndurchmesser D des o-Mischkristalls
dar. Dieser soll mit der digitalen Bildanalysesoftware a4i analysis der Firma aquinto
vermessen werden. Es zeigt sich aber, dass teilweise mehrere Kdrner tber schmale
Stege miteinander verbunden sind. Dies fuhrt dazu, dass der ermittelte Korndurchmes-
ser D deutlich groRer ist als der tatsachliche. Deshalb wird eine Vorgehensweise ge-
wahlt, die beispielsweise zur Bestimmung von Korngré3en in Stahlwerkstoffen ver-
wendet wird. Es handelt sich dabei um einen sogenannten Richtreihenvergleich in An-
lehnung an DIN EN ISO 643 [100]. Durch einen visuellen Vergleich der zu bewerten-
den Gefligeaufnahme mit bereits skalierten Bildern (Richtreihe, siehe Anhang D) kann
eine Kornklasse ermittelt werden, die wiederum mit einem Korndurchmesser verknupft
ist. Die Anwendung dieser Vorgehensweise auf die fiinf ausgwéhlten Positionen liefert
unabh&ngig vom Entnahmeort Kornklassen im Bereich von 9 bis 11, was einem Korn-
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durchmesser von 7,8 bis 15,6 pum entspricht. Zur Veranschaulichung sind in Anhang E
pro Entnahmeort jeweils zwei Gefligeaufnahmen aus unterschiedlich dicken Wandstar-
ken (2, 4, 5 und 10mm) dargestellt. An jedem Entnahmeort kann der Korndurchmesser
feiner bzw. grober ausfallen, der Unterschied ist aber gering. Es wird festgehalten,
dass die untersuchten Proben keine signifikanten Unterschiede beim Korndurchmesser
aufweisen.

Eine weitere KenngréfRe zur Beschreibung der Mikrostruktur hat sich im Verlauf der
Arbeit abgezeichnet. Es handelt sich dabei um die Bestimmung des Abstandes der
parallel zueinander ausgerichteten Mg,Si-Platten des Eutektikums (im Folgenden als
As bezeichnet), die im Schiliffbild als Lamellen erscheinen. Aufgrund der feinen Struktur
ist eine Auswertung erst bei 1500facher Vergréfierung maglich. Dazu wird vergleichbar
zum Linienschnittverfahren, welches man typischerweise zur Korngroéf3enbestimmung
verwendet, eine Messlinie senkrecht zu den parallel orientierten Mg,Si-
Ausscheidungen gelegt und anschlieBend jeweils der Abstand zwischen zwei benach-
barten Lamellen vermessen. Zur Verdeutlichung sind in Abbildung 4-9, beispielhaft ein
grobes (Lamellenabstand: As = 1,2um; Ryo» = 114MPa) bzw. feines (Lamellenabstand:
As = 0,5um; Ry, = 140MPa) Eutektikum sowie die gemessenen Abstande dargestellt.
Es treten in allen Schliffen auch Bereiche auf, in denen die Mg,Si-Ausscheidungen
nicht parallel bzw. chaotische ausgerichtet sind. Eine Vermessung ist dann nicht mog-
lich.

% T

W v

..J pm
\l:l 9 |.|n1

() (b)

Abbildung 4-9: Ausbildung des Eutektikums (a) Wandstarke 10mm: mittlerer Lamellenab-
stand 1,2um, Ry = 114MPa (b) Wandstarke 2mm: mittlerer Lamellenab-
stand 0,5pum, Ry, = 140MPa

Berechnet man fir jede untersuchte Zugprobe einen Mittelwert aus den gemessenen
Lamellenabstanden und tragt die aus dem Zugversuch bekannte Streckgrenze Ry .
dartber auf, so erhalt man das Diagramm in Abbildung 4-10. Es zeigt sich, dass ein
kleiner Lamellenabstand von ca. 0,5pum im Mittel eine Streckgrenze von 140MPa zur
Folge hat, die mit zunehmendem Lamellenabstand kontinuierlich abnimmt. Bei 1,0um
betragt die Streckgrenze nur noch ca. 112MPa. Eine Verdopplung des Lamellenab-

42



4 Entwicklung von Modellen zur Prognose lokaler mechanischer Eigenschaften mittels
GieRRsimulation

standes As bewirkt somit eine Reduzierung der Streckgrenze um 20%. Typisch flir den
Druckgussprozess sind die auftretenden Streuungen, die im Bereich von 20MPa lie-
gen.

170

150
130
110

90

Streckgrenze R po2 [MPa]

70
0,20 0,40 060 0,80 1,00 1,20 1,40

Lamellenabstand [um]

Abbildung 4-10:  Streckgrenze Ry, in Abhéngigkeit vom Lamellenabstand Ag

4.2.2 Lokale Porositatsverteilung und Bruchdehnung As

Neben den Streckgrenzen liegen auch die Bruchdehnungen As fir das Musterbauteil
vor (Abbildung 4-11). Analog sind auch hier die Mittelwerte und die Standardabwei-
chungen aus zehn Flachzugproben pro Entnahmeort angegeben.

Bereich A Bereich B Bereich C Be(e;\dﬂ @

M~ o W

1,4+1,0% 3,541,2% 2,7+1,1%
o
G

w

= R Wb

Anguss

Abbildung 4-11:  Bruchdehnungen As im Musterbauteil

Ausgehend vom angussnahen Bereich liegt die Bruchdehnung in der Stufenplatte zu-
nachst bei 1,2% bis 2,0% in den Bereichen A02, BO2 und C02 und nimmt in Richtung
der 2,0mm dicken Bauteilmitte bis auf etwa 4,5% (Bereich A, B und C05) zu. Mit an-
steigender Wanddicke zum oberen Langsrahmen hin ist eine Abnahme auf im Mittel
3,0% in den Bereichen B08 und C08 zu beobachten. Hinter den eingegossenen Ker-
ben (A08) ist der Abfall auf 1,4% deutlich héher. Unterer und oberer Langsrahmen zei-
gen im Randbereich W0loben bzw. W06unten Bruchdehnungen von 4,8% bzw. 3,5%.
Im linken bzw. rechten Querrahmen (WO05o0ben, W09oben) liegen die Werte mit ca.
2,0% niedriger. Wie bereits bei der Streckgrenze ist auch die Bruchdehnung im Bereich
W10unten (0,5%) sehr niedrig.
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Streuungen bei den Streckgrenzen sind auch bei den Bruchdehnungen in starkerer
Auspréagung zu beobachten (Abbildung 4-7 (a) und (b)). In allen Fallen erfolgt das Ver-
sagen ohne ein erkennbares Einschniren.

Mittels computertomographischer Messungen wird der Porengehalt ermittelt und ver-
sucht eine Korrelation zur Bruchdehnung herzustellen. Dabei stehen zwei Einflussfak-
toren im Mittelpunkt der Betrachtungen. Zum einen soll der Einfluss der Wandstéarke
auf den Porengehalt untersucht werden. Dazu werden die Werte aus den Bereichen
C05 (Wandstarke 2,0mm), C08 (Wandstdrke 5,0mm) und WO05oben (Wandstarke
10,0mm) herangezogen. Zum anderen wird anhand von Position A08 (mit Kerben) und
CO08 (ohne Kerben) der Einfluss der eingegossenen Kerben, die Lufteinwirbelungen
bewirken, genauer beleuchtet.

Es zeigt sich, dass mit zunehmender Wandstéarke (C05—C08—WO050ben) der Volu-
menanteil der Poren tendenziell wachst und ebenfalls die auftretendenen maximalen
PorengrofRen zunehmen. Anhand der Mittelwerte aus den sechs vermessenen Zugpro-
ben pro Position zeigt sich, dass bei einer Wandstarke von 2,0mm (Position C05) die
maximal auftretenden Porendurchmesser in einem Bereich von ca. 360 bis 375um lie-
gen. Bei einer Wandstérke von 5,0mm (Position C08) erhoht sich der Wert auf 390 bis
435um und erreicht sein Maximum bei einer Wandstéarke von 10,0mm (WO05o0ben) mit
495 bis 540um. Die Bruchdehnung nimmt mit ansteigendem Porendurchmesser ent-
sprechend von 5,0% Uber 2,7% auf 2,1% ab (Abbildung 4-12 (a)). Ein Vergleich zwi-
schen den Bereichen ohne (Position C08) und mit Kerben (Position A08) zeigt nahezu
eine Verdopplung von ca. 410um auf ca. 750um der maximal auftretenden Porengr6-
3en im Bereich hinter den Kerben, was eine Reduzierung der Bruchdehnung von 2,7%
auf 1,4% mit sich bringt (Abbildung 4-12 (b)).
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Abbildung 4-12:  Porenanteil (a) in Abhéngigkeit von der Wandstarke, (b) bei auftretendenen
Luftverwirbelungen

Die Betrachtung der maximal auftretenden Poren und der Bruchdehnungen hat einen
Einfluss der Wandstérken und der mit eingegossenen Kerben gezeigt. Tragt man fur
jede computertomographisch vermessene Probe deren Bruchdehnung Uber dem da-
zugehdrigen Porenanteil auf, dann erh&lt man das in Abbildung 4-13 dargestellte Dia-
gramm.
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Es zeigt sich der Trend, dass mit zunehmender Porositat die Bruchdehnung abnimmt.
Aufgrund der sehr starken Streuungen lasst sich an dieser Stelle aber kein Zusam-
menhang ermitteln. Beispielsweise besitzen Proben mit einem vergleichbaren Poren-
anteil von 0,5% eine Bruchdehnung zwischen 2% und 7%. Bei einem héheren Poren-
anteil von 4% betragt die untere Grenze immer noch ca. 2%, wahrend die maximal
erreichbaren Werte bei nur noch 3% liegen.
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Abbildung 4-13:  Bruchdehnung in Abh&angigkeit von der Porositat

Zusatzlich zur Vermessung der einzelnen Zugproben werden der angussnahe (BO1,
B02, BO3, W02 oben und unten) und angussferne Bereich (B07, B08, BO9 und W07
oben und unten) durch Computertomographie untersucht. Eine Auswertung liefert im
angussnahen Bereich einen Porositatsgrad von 0,82 Vol.-%, wohingegen der Wert im
angussfernen Bereich bei 0,24 Vol.-% liegt (Abbildung 4-14 (a) und (b)). Wahrend sich
die Poren im angussnahen Bereich auch tber Stufenplatte und Langsrahmen verteilen,
liegen sie im angussfernen Bereich bevorzugt im Bereich des T-Stof3es und in den
Auswerferdomen.

Auswerferdom

Langsrahmen

Stufenplatte

(a) (b)

Abbildung 4-14: Computertomographische Messungen. Poren sind weil3 dargestellt (a) an-
gussferner Bereich: 0,24 Vol.-%, (b) angussnaher Bereich: 0,82 Vol.-%
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4.2.3 Beschreibung von Formfullung und Erstarrung

Formfiillung

Der komplexe Vorgang der Formfillung, der innerhalb von 71ms erfolgt, wird tibersicht-
lich anhand des kompletten Bauteils in Anhang F bei verschiedenen Fillgraden darge-
stellt. In den Abbildung 4-15 und Abbildung 4-16 sind detailliert aus verschiedenen Be-
reichen des Bauteils die auf der Gussteiloberflache sichtbaren FlieRlinien den simulier-
ten Stromungsrichtungen der Schmelze im Verlauf der Formfullung gegentbergestellt.
Anhand des Vergleichs soll die Aussagefahigkeit der Berechnung beurteilt werden.

Die Simulation zeigt, dass die Schmelze vom Anguss, dessen Dicke 3mm betragt, in
die Stufenplatte der Starke 6mm fliel3t und sich von dort aus zunachst U-férmig aus-
breitet, wobei ein Teil der Schmelze nahezu ungehindert auf die gegenuberliegende
Formwand durchstrémt. Der diinnwandige Bereich in der Bauteilmitte mit einer Wand-
starke von 2,0mm behindert die Stromung im weiteren Verlauf, so dass die Schmelze
nach links und rechts in Richtung des dicken Querrahmen abgedrangt wird. Anhand
der FlieRlinien — hier dargestellt im unteren Teil des Bereichs C (Abbildung 4-15 (a)) -
wird dies bestétigt. Zwischen Anguss und Querrahmen bildet sich dabei ein viertel-
kreisférmiger Bereich aus, der erst zu einem spateren Zeitpunkt gefullt wird. Dieser ist
ebenfalls auf der Gussteiloberflaiche gut erkennbar.

Bereich A BereichB Bereich C

(b) (@)

Abbildung 4-15:  Vergleich der FlieBlinien auf der Bauteiloberflache mit der berechneten
Formfiillung (links: Experiment, rechts: Simulation): (a) Formfillgrad 35,0%,
(b) Formfillgrad 62,5%
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Die im Bereich A eingebrachten Erhebungen zur Erzeugung von Kerben behindern vor
allem im oberen Bereich der Form die Strémung. Die Simulation zeigt bedingt durch
die oberste ovale Kerbe (markiert mit einem schwarzen Kreis in Abbildung 4-15 (b)) ein
Aufrei3en der Schmelzefront, was in der 2,0mm Wandstérke einen erst spater gefillten
Bereich zur Folge hat. Dieser zeigt sich in identischer Gestalt auf der Gussteiloberfla-
che wieder. Die kreisrunden Kerben oberhalb der 2,0mm Wandstarke bewirken eben-
falls eine Teilung und eine Verwirbelung der Schmelze, was das chaotische Flief3li-
nienmuster in diesem Bereich belegt (Abbildung 4-15 (b)).

Die Simulation zeigt, dass die weitere Fillung zum einen gepragt ist durch ein Aufstei-
gen der Schmelze ber linken und rechten Querrahmen, bevor sie am Ubergang zum
oberen Langsrahmen auf die direkt durchgeflossene Schmelze trifft. Das Aufeinander-
prallen der Schmelzefronten erzeugt Turbulenzen, die sich wieder anhand der Fliel3li-
nien in diesem Bereich durch ihr chaotisches Muster bestatigen (Abbildung 4-16 (a)).
Zum anderen fliel3t ein Teil der Schmelze Uber linken und rechten Querrahmen zurtck,
bis die beiden Schmelzfronten im unteren Langsrahmen direkt ber dem Facheranguss
aufeinander treffen (Abbildung 4-16 (b)). Auch hier werden chaotische FlieR3linien beo-
bachtet. Parallel werden die Uberlaufbohnen gefiillt.

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass die auf der Gussteiloberflache gefunde-
nen FlieRlinien eine gute Ubereinstimmung mit der simulierten Formfiillung zeigen.

Abbildung 4-16:  Vergleich der Flie3linien auf der Bauteiloberflache mit der berechneten
Formflllung (links: Experiment, rechts: Simulation) (a) Formfullgrad 70,0%,
(b) Formfillgrad 97%

Erstarrung

Der Erstarrungsverlauf des Musterbauteils wird anhand der Verteilung des Festpha-
senanteils dargestellt. Volumenbereiche, die einen Festphasenanteil gréRer 95% auf-
weisen werden dabei ausgeblendet (Abbildung 4-17 (a) bis (d)). Zunachst ist der
2,0mm dicke Bereich in der Bauteilmitte vollstandig erstarrt (Abbildung 4-17 (a)). Aus-
gehend vom dunnwandigen Bereich schreitet die Erstarrung zu den dickwandigen Be-
reichen fort. Gleichzeitig erstarren der untere und obere Langsrahmen von oben bzw.
unten in Richtung Ubergang zur Stufenplatte (Abbildung 4-17 (b)). Sind Stufenplatte
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und Langsrahmen vollstandig erstarrt, befindet sich lediglich im dicken Querrahmen, in
den T-StéRen (Ubergang Stufenplatte/Langsrahmen) und im Anguss noch fliissiges
Material (Abbildung 4-17 (c)). Der Ort der letzten Erstarrung ist abgesehen vom An-
guss der linke bzw. rechte Querrahmen, der erst nach den Entliftungsbohnen fest wird
(Abbildung 4-17 (d)).

Der berechnete Erstarrungsverlauf von dinnen in Richtung hoher Wandstarken er-
scheint plausibel. Er wird aufgrund einer Vielzahl von Untersuchungen zum Erstar-
rungsverhalten von Aluminiumgusslegierungen [84]-[90] als realistisch eingestuft.

Temperatur ["C]

() (d)

Abbildung 4-17:  Verlauf der Erstarrung zu verschiedenen Zeitpunkten: (a) t;=3,3s, (b)
t,=4,8s, (c) t3=7,8s, (d) t,=12,0s

4.3 Modellentwicklung zur Prognose lokaler mechanischer

Eigenschaften fir das Musterbauteil

Eine Mdglichkeit zur Vorhersage mechanischer Eigenschaften bei Druckgusskompo-
nenten sind Simulationen tGber mehrere Grél3en- und Zeitskalen. Zum Beispiel sind auf
Bauteilebene die Formflllung und die Temperaturverteilung zu berechnen, die als Ein-
gangsgrofRen fur die Modellierung von Dendriten- und Porenwachstum dienen. Eine
Kopplung der verschiedenen Simulationsmodelle ist derzeit aber nur eingeschréankt
moglich [46]. Hinzukommt, dass eine Berlcksichtigung aller ablaufenden Einzelpro-
zesse (z. B. Oxidhautbildung, Entstehung der verschiedenen Phasen bei der Erstar-
rung, Segregation etc.) zu sehr komplexen Modellen fiihren wirde, die in einem indus-
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triellen Umfeld nicht mehr einsetzbar sind. Aus diesen Griinden werden im Rahmen
dieser Arbeit Kriteriumsfunktionen entwickelt, die auf einer Korrelation der bereits stan-
dardmafig berechneten Zusatzkriterien aus der Giel3prozesssimulation (Kapitel 2.1.2
und 4.1.4) und experimentell ermittelten Werkstoffkennwerten (Kapitel 4.1.2) basieren.
Ziel ist der Einsatz dieser Modelle in einer kommerziell erhaltlichen Software zur Prog-
nose von Streckgrenze und Bruchdehnung fur die Druckgusslegierung AIMg5Si2Mn.
Deshalb wird im folgenden auf eine detaillierte Darstellung der werkstoffabhéngigen
Konstanten verzichtet; lediglich die EinflussgroRen werden erlautert, die in den Model-
len Verwendung finden und die erzielten Resultate vorgestellt.

Bevor die Vorgehensweise zur Kalibrierung der Modelle erlautert wird, sei noch darauf
hingewiesen, dass an jedem Probenentnahmeort die experimentellen Resultate von
Streckgrenze bzw. Bruchdehnung Streuungen von etwa 10% bzw. 70% aufweisen
(Abbildung 4-7). Auch die Resultate der Zusatzkriterien (Abkuhlgeschwindigkeit, Luft-
gegendruck etc.) streuen an den Probeentnahmeorten. Ursache daflr ist, dass jedes
virtuelle Auswertegebiet (Volumen: 2 x 8 x 25mm?) ca. 50 Zellen enthalt, die in Abh&n-
gigkeit von ihrer Position unterschiedliche Resultate liefern. Dies wird in Abbildung 4-18
(a) und (b) exemplarisch fir den Luftgegendruck (Zusatzkriterium der Formfillung) und
die Abkihlgeschwindigkeit (Zusatzkriterium der Erstarrung) dargestellt.
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Abbildung 4-18:  Streuungen an den Zellen innerhalb der virtuellen Auswertegebiete (a) Luft-

gegendruck pg, (b) Abkihlgeschwindigkeit T

Fur jede Entnahmestelle sind zur Verdeutlichung der minimale und maximale Wert
sowie der Mittelwert eingetragen. Der Luftgegendruck zeigt bevorzugt starke Streuun-
gen im Bereich hinter den Kerben (Bereich A) und im angussnahen Bereich (B02,
C02), wo sich Lufteinschliisse bilden. In den anderen Bereichen sind die Abweichun-
gen gering. Die Abkihlgeschwindigkeit streut verstarkt bei dinnen Wandstarken (AO5,
B05, CO5 und CO04), da die Auswertegebiete sowohl schnell erstarrende, oberflachen-
nahe Gebiete als auch Bereiche aus der Mitte der Wandstéarke enthalten, wo die Werte
niedriger sind. Bei hheren Wandstarken sind kaum Schwankungen zu beobachten, da
die Entnahme der Zugproben aus der Mitte der jeweiligen Wandstéarke erfolgt.

49



4 Entwicklung von Modellen zur Prognose lokaler mechanischer Eigenschaften mittels
GieRRsimulation

Der Vergleich mit den Messwerten kann wahlweise anhand von Maximum, Minimum
oder Mittelwert durchgefiihrt werden. Im Rahmen dieser Arbeit wird der Mittelwert ver-
wendet, welil sich bei einigen Zusatzkriterien lokal begrenzte Extrema ausbilden kon-
nen, die fir den gesamten Bereich nicht reprasentativ sind. In den folgenden Abschnit-
ten werden fur die einzelnen Entnahmeorte virtuelle Werte mit experimentellen vergli-
chen. Diese diskreten Werte werden zugunsten einer anschaulicheren und verstandli-
cheren Darstellung verbunden.

4.3.1 Modell zur Prognose der Streckgrenze

Die Prognose der Streckgrenze R, soll anhand der in Kapitel 2.1.2 vorgestellten Zu-
satzkriterien der Formfillung und Erstarrung erfolgen. Dazu wird eine Betrachtung der
einzelnen Parameter durchgefihrt. Erstens sollen die signifikanten Zusatzkriterien i-
dentifiziert und zweitens ein funktionaler Zusammenhang zu den experimentellen Re-
sultaten hergestellt werden. Es wird ein linearer Ansatz der Form

y=a+b-x (4-1)

gewahlt. y entspricht dabei der experimentell ermittelten Streckgrenze Ry. und X ei-
nem der Zusatzkriterien am jeweiligen Entnahmeort. Die Parameter a und b werden mit
der Methode der kleinsten Fehlerquadrate optimiert. Der Vorteil einer linearen Funktion
im Vergleich zu Polynomen héheren Grades ist darin zu sehen, dass bei Extrapolation
in einen nicht abgesicherten Datenbereich geringere Abweichungen zu erwarten sind,
was die Ubertragbarkeit der Modelle verbessert. Steht eine breitere Datenbasis zur
Verfiigung ist auch die Verwendung von Polynomen hdheren Grades denkbar, da sie
unter Umstanden eine verbesserte Ubereinstimmung zwischen gemessenen und be-
rechneten Daten liefern.
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Abbildung 4-19:  Skalierte Zusatzkriterien im Vergleich zu den experimentell ermittelten loka-
len Streckgrenzen (a) Zusatzkriterien der Formfullung, (b) Zusatzkriterien der
Erstarrung
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In Abbildung 4-19 (a) und (b) sind die auf Basis der einzelnen Zusatzkriterien prognos-
tizierten Streckgrenzen den experimentellen Ergebnissen gegenibergestellt. Eine Be-
trachtung der Kriterien der Formfiullung (Abbildung 4-19 (a)) zeigt, dass der Luftge-
gendruck pgegen Mit Ausnahme von Position CO5 unabhéangig vom Entnahmeort
Streckgrenzen von ca. 140MPa liefern wirde. Die Fliel3lange | und die Luftkontaktzeit
tkontakt VErlaufen annéhrend parallel, da ein langer Flieweg durch das Bauteil automa-
tisch mit einer langen Luftkontaktzeit gekoppelt ist. Beide Grof3en zeigen an den Posi-
tionen A08, CO05 und WO09oben tendenziell eine gute Ubereinstimmung, liegen aber
z.B. bei Position A05 mit 135MPa zu tief (Experiment: 156MPa) und bei Position C08
mit 151MPa bzw. 165MPa zu hoch (Experiment: 126MPa).

Bei den Zusatzkriterien der Erstarrung (Abbildung 4-19 (b)) liegt das Modell auf Basis
der Erstarrungszeit bei Wandstarken bis 5mm (A05, A08, C05, C08 und W0100ben) 5
bis 15MPa oberhalb der experimentellen Werte. Bei Wandstarken von 10mm
(WO050ben und W090ben) etwa 20MPa darunter. Das Modell auf Basis der Abkihlge-
schwindigkeit liefert sofort eine gute Ubereinstimmung mit der ortlichen Verteilung der
Streckgrenze. Dennoch ist beispielsweise an Position AO5 die simulierte Streckgrenze
10MPa zu hoch (Simulation: 166MPa, Experiment: 156MPa), an Position C05 um
9MPa zu niedrig (Simulation: 152MPa, Experiment: 161MPa).
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Abbildung 4-20:  (a) Abkihlkurven an den Positionen W09oben und W10unten, (b) Die Mit-
telwerte der experimentellen Streckgrenzen zeigen eine gute Ubereinstim-
mung mit den prognostizierten Werten.

Eine genauere Betrachtung des Abkuhlverhaltens der Probe W10unten im Vergleich
zur Probe W090ben liefert eine mdgliche Erklarung (Abbildung 4-20 (a)). Bei vergleich-
baren Abkuhlgeschwindigkeiten von ca. 17,2°C/s liegt die simulierte Erstarrungszeit ts
im Falle der Probe W10unten mit 33,5s trotz vergleichbarer Wandstarken mehr als
doppelt so hoch wie bei der Probe W090ben (13,8s). Die Folge ist eine mit 92MPa
deutlich niedrigere Streckgrenze an Position W10unten (Position W090ben: Rpo»=
116MPa). Aufgrund dieser Beobachtung wird vorgeschlagen in einem Modell zur Prog-
nose der Streckgrenze neben der Abkuhlgeschwindigkeit zusatzlich die Erstarrungszeit
zu berilcksichtigen. Wie bei der Vorstellung der Kriterien bereits erwahnt, bildet die
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Abkuhlgeschwindigkeit lediglich eine Momentaufnahme vor dem eigentlichen Erstar-
rungsintervall, wahrend die Erstarrungszeit den kompletten Verlauf der Erstarrung be-
inhaltet.

Ausgehend von den beschriebenen Beobachtungen wird eine Vorgehensweise ge-
wahlt, die im Rahmen der Arbeit zu guten Resultaten gefiihrt hat. Die knapp oberhalb

der Liquidustemperatur berechnete Abkihlgeschwindigkeit T wird verwendet, um
daraus fir jeden Probenentnahmeort (Abbildung 4-3) eine sogenannte analytische Er-
starrungszeit ts anayisch ZU berechnen. Es gilt

k
tS Janalytisch — ._112 (4'2)
T

wobei k; und k, werkstoffabhangige Parameter sind. Damit wird die Zeit berechnet, die
der Werkstoff theoretisch bis zur vollstandigen Erstarrung bendétigen wirde, wenn die
Erstarrung mit gleicher Abkihlgeschwindigkeit fortschreiten wirde. Zusatzlich stehen
die simulierten Erstarrungszeiten ts an allen Positionen fir eine Auswertung zur Verfu-
gung. Wie die Beobachtungen in Abbildung 4-20 (a) gezeigt haben, fihrt eine deutlich
langere Erstarrungszeit — als man auf Basis der analytischen Erstarrungszeit ts anaytisch
zunachst erwarten wirde - zu einer Verringerung der Streckgrenze. Analog wird ange-
nommen, dass eine signifikant kirzere Erstarrungszeit zu einer Erhéhung der Streck-
grenze fuhrt. Bei einem deutlichen Unterschied zwischen analytischer und simulierter
Erstarrungszeit, muss die Erstarrungszeit ts zur Prognose der Streckgrenze berick-
sichtigt werden. Deshalb wird eine kritische Zeitdifferenz T" eingeflhrt. Ist der Betrag
der Differenz von analytischer und simulierter Erstarrungszeit gering, so kann die
Streckgrenze nur mittels der Abkiihlgeschwindigkeit berechnet werden. Uberschreitet
aber der Betrag der Differenz den Wert I" - was gleichbedeutend ist mit einer deutlich
schnelleren bzw. langsameren Erstarrung - so wird ergdnzend zur Abkuhlgeschwindig-
keit auch noch die Erstarrungszeit berticksichtigt. Somit gilt fur die Streckgrenze:

f ( T ) far ‘ts,analytisch _ts‘ <r

f( T'ts ) fur ‘ts,analytisch _ts‘ >T (4-3)

Im Unterschied zu bisherigen Kriteriumsfunktionen fur Al-Kokillenguss [39] oder Mg-
Druckguss [31], die entweder die Abkihlgeschwindigkeit oder die Erstarrungszeit ver-
wenden, berilcksichtigt das neu entwickelte Modell beide GroéRen. Dies ist notwendig,
da der Erstarrungsverlauf die entscheidende Rolle fur die Festigkeit spielt. Wie die Un-
tersuchungen gezeigt haben, kann trotz gleicher Abkihlgeschwindigkeit die Erstar-
rungszeit deutlich unterschiedlich sein (Abbildung 4-20 (a)), was sich auf die Streck-
grenze auswirkt.
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Auf Basis dieser Korrelation werden fir die jeweiligen Probenentnahmeorte die Streck-
grenzen neu berechnet und mit den experimentellen Werten verglichen (Abbildung
4-20 (b)). Die Abweichungen an Position A05 konnte um 40% (10MPa — 6MPa) und
an Position C05 um 100% (9MPa — OMPa) reduziert werden. Lediglich an Position
BO5 und CO08 sind noch groRere Abweichungen von 10MPa bzw. 7MPa vorhanden.
Insgesamt zeigt sich eine gute Ubereinstimmung zwischen Experiment und Simulation.
Anhand des kalibrierten Modells fir die Streckgrenze ist nun fir alle Zellen des Mus-
terbauteils die Berechnung der Streckgrenze mdglich. In Abbildung 4-21 (a) und (b) ist
erstens ein Schnitt parallel und zweitens senkrecht zur Stufenplatte dargestellt. Ausge-
hend von der 2mm Wandstérke in der Mitte der Stufenplatte nimmt die prognostizierte
Streckgrenze von ca. 160MPa in Richtung zunehmender Wandstarke auf ca.120MPa
(Wandstarke 6,0mm) ab. In den Bereichen A und C liegen die Werte geringfugig nied-
riger. In den zuletzt erstarrten Querrahmen liegt die Streckgrenze mit ca. 105MPa noch
tiefer. Anhand des Schnitts senkrecht zur Stufenplatte ist beispielsweise im Bereich der
6mm Wandstéarke ein Gradient der Streckgrenze zu beobachten. Augrund der héheren
Abkiihlgeschwindigkeiten am Ubergang zur Formwand liegen die Werte hier bei
130MPa, wahrend sie in der Mitte der Wandstéarke ca. 120MPa betragen.
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Abbildung 4-21:  (a) Streckgrenze in einem Schnitt parallel zur Stufenplatte, (b) Streckgrenze
in einem Schnitt senkrecht zur Stufenplatte

4.3.2 Modell zur Prognose der Bruchdehnung

Im Unterschied zur Streckgrenze Ry, hangt die Bruchdehnung As nicht nur von der
Erstarrung sondern auch vom Verlauf der Formfiillung [31] ab. Dabei kénnen verschie-
dene Arten von Gieldfehlern durch thermische Schrumpfung, Einspilung von Gasen
oder Oxidhautbildung entstehen. Position und Ausbildung vieler dieser Giel3fehler han-
gen von der Formfillung ab, die im Druckguss aufgrund der hohen Geschwindigkeiten
sehr turbulent verlauft. Dieser zusatzliche Einfluss ist auch der Grund fir die deutlich
hoéheren Schwankungen in den Messwerten. Die Abweichungen der Streckgrenze
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betragen maximal 5-10% vom Mittelwert, wahrend bei der Bruchdehnung Schwankun-
gen bis zu 70% auftreten.

Physikalisch basierte Modelle stehen derzeit zur Beschreibung der Entstehung solcher
Giel3fehler nicht zur Verfiigung. Beispielsweise kann die Reaktion zwischen Schmelze
und Luft in der Kavitéat, die zur Bildung von Oxidh&uten flihrt, nicht abgebildet werden,
da lediglich die flissige Phase modelliert wird. Deshalb wird zur Vorhersage von Giel3-
fehlern auf Kriteriumsfunktionen zurtckgegriffen, die die Tendenz zur Bildung von
Fehlstellen vorhersagen kénnen. In der Literatur wird bei Magnesiumlegierungen mit
zunehmender Flie3lange ein Abfall der Bruchdehnung beobachtet [30][33][34] und fin-
det auch bei Greve [31] in einem Modell Verwendung. Eine Betrachtung der Verteilung
der Bruchdehnung im vorliegenden Musterbauteil zeigt jedoch im Bereich kurzer
FlieBRwege mit As = 1,2% (Abbildung 4-11, Bereich B02) auch niedrige Bruchdehnun-
gen. Dieses Zusatzkriterium der Formfullung ist im hier untersuchten Fall also nicht
geeignet, um Bruchdehnungen zu prognostizieren.

Niyama verwendet zur Prognose von Porositaten bei Eisenwerkstoffen eine Kriteriums-
funktion, die einen Quotienten aus Temperaturgradient und Abkuhlgeschwindigkeit
enthalt (Gleichung 2-9). Im Rahmen dieser Arbeit wird ein Modell auf Basis der Wurzel
der Erstarrungszeit — im folgenden Erstarrungszeitkriterium genannt - der Firma MAG-
MA GmbH untersucht, welches bereits im ersten Schritt eine gute Ubereinstimmung
mit den experimentell ermittelten Bruchdehnungen zeigt. Lediglich geringe Abweichun-
gen von 1,0% treten auf. Eine Ausnahme bilden die Positionen A08 und C02, die im
Versuch deutlich niedrigere Bruchdehnungen zeigen als auf Basis des Erstarrungszeit-
kriteriums vorhergesagt wird (Abbildung 4-22 (a)).
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Abbildung 4-22:  (a) Modell auf Basis Wurzel der Erstarrungszeit, (b) Modell auf Basis der
Funktion Abkuhlgeschwindigkeit, Erstarrungszeit und Temperaturgradient

Eine plausible, aber experimentell nicht absicherbare Erklarung liefern wéahrend der
Formfillung eingespiilte Gase. Der Bereich A08 befindet sich hinter den Kerben, wo
Luftverwirbelungen auftreten (Abbildung 4-15 (b)), wahrend sich im angusshahen Be-
reich CO2 bedingt durch das Angusssystem Luftpolster ausbilden (Abbildung 4-30 (a)).
In beiden Fallen kann die Luft nicht mehr aus der Form entweichen und eine erhéhte
Porositat sowie eine dadurch reduzierte Bruchdehnung sind die Folge. Bestatigt wird
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dies durch einen erhdhten Luftgegendruck in der GieRsimulation, der derartige Luftan-
sammlungen identifiziert (Abbildung 4-22 (a)). Im Bereich dinner Wandstérken (Positi-
on A05) mit hohen Abkuhlgeschwindigkeiten und dicken Wandstarken (Position W10
unten) mit langsamen Abkihlgeschwindigkeiten bestatigt sich diese Beobachtung je-
doch nicht. Hier scheint die Erstarrung dominant zu sein, weshalb trotz erhéhtem Luft-
gegendruck, die Ubereinstimmung grundsétzlich gut ist. Diese Beobachtungen legen
die Vermutung nahe, dass fir Bereiche in denen ein erhdhter Luftgegendruck in Kom-
bination mit einer mittleren Abkuhlgeschwindigkeit auftritt eine andere Kriteriumsfunkti-
on giltig ist.

Eine Modifikation der Kriteriumsfunktion von Lee (Gleichung 2-10) liefert unter Ver-
wendung der Zusatzkriterien Abkuhlgeschwindigkeit, Erstarrungszeit und Temperatur-
gradient (auch Gradientenkriterium genannt) speziell bei den Positionen A08 und C02
gute Ubereinstimmung mit dem Experiment. Beide Bereiche haben eine Wandstarke
von 5mm und damit Abkihlgeschwindigkeiten im mittleren Bereich. Im Bereich hoher
Wandstarken (W05o0ben, W09o0ben und W10unten) sind die Abweichungen héher im
Vergleich zum vorher betrachteten Erstarrungszeitkriterium. Die Ubereinstimmung der
betrachteten Modelle bei unterschiedlichen Teilgruppen der Proben legt die Vermutung
nahe, dass die Kopplung beider Modelle eine zuverlassige Beschreibung der Bruch-
dehnungen innerhalb des Musterbauteils ermdglicht. Vergleichbar zur Streckgrenze
wird bei Uberschreiten eines kritischen Luftgegendrucks pg i und innerhalb eines In-
tervalls einer minimalen und maximalen Abkuhlgeschwindigkeit das Gradienten-
kriterium verwendet, wahrend in den anderen Fallen die Prognose auf Basis des Er-
starrungszeitkriteriums erfolgt. Es gilt:

f(T,t,G) wenn  pg=peric und  Tmin KT <T max
A =
f (\/E) in allen anderen Fallen (4-4)

Wendet man die Gesamtkorrelation auf die experimentellen Untersuchungen an, ergibt
sich eine gute Ubereinstimmung zwischen den gemessenen und den prognostizierten
Werten, was anhand von Abbildung 4-23 gezeigt wird. Bei den Positionen C05, C08
und WO0loben missen lediglich geringe Abweichungen akzeptiert werden.
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Abbildung 4-23:  Vergleich prognostizierter und experimenteller Bruchdehnung As
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Eine Berechnung der Bruchdehnung fur die restlichen Zellen des Musterbauteils liefert
folgende Verteilung (Abbildung 4-24 (a)). In der Mitte der Stufenplatte liegen die Werte
mit ca. 4,5% am hdchsten und nehmen mit zunehmender Wandstarke auf ca. 3,0% ab.
Im angussnahen Bereich und hinter den Kerben bzw. in den Eckbereichen sind die
Werte mit ca. 2,0% niedriger. Die geringsten Bruchdehnungen (ca. 1,0%) treten in den
T-StoRen des linken bzw. rechten Querrahmens auf. Ein Schnitt senkrecht zur Stufen-
platte im angussnahen Bereich zeigt (Abbildung 4-24 (b)), dass die Bruchdehnung in
diesem Bereich einen Gradienten von der Mitte der Wandstarke (As = 1,5%) zur Bau-
teiloberflache (As = 3,5%) aufweist.

(@) (b)

Abbildung 4-24:  Berechnete Bruchdehnung: (a) Schnitt parallel zur Stufenplatte, (b) Schnitt
senkrecht zur Stufenplatte im angussnahen Bereich

4.4 Diskussion der Modelle zur Prognose lokaler

mechanischer Eigenschaften

In den folgenden beiden Kapiteln wird die Verteilung von Streckgrenze und Bruchdeh-
nung aus experimenteller Sicht diskutiert und jeweils mit den numerischen Modellen
verglichen. Dabei wird deutlich, dass im Druckgussprozess die Streckgrenze im We-
sentlichen von der Erstarrung gesteuert wird, wahrend die Bruchdehnung zuséatzlich
durch die Formfillung beeinflusst wird. AuRerdem wird noch die Sensibilitdt der nume-
rischen Modelle hinsichtlich Probenentnahmeorte untersucht und die Eignung des ver-
wendeten Musterbauteils zur Kalibrierung der Modelle diskutiert, was fiir die Ubertrag-
barkeit auf weitere Druckgussbauteile aus der Legierung AIMg5Si2Mn wichtig ist.

4.4.1 Experimentelle und numerische Streckgrenze Ryo,2

Die Verteilung der Streckgrenzen hangt maRgeblich von den Wandstéarken der Ent-
nahmeorte und damit von der Erstarrung ab. Deshalb liegen Proben aus der Bauteil-
mitte (Wandstarke 2,0mm) bei Werten von Uber 156MPa. Mit zunehmender Wandstér-
ke fallen die ermittelten Streckgrenzen bis auf 115MPa bzw. 92MPa in den 10mm di-
cken Querrahmen ab. Zur Veranschaulichung sind in Abbildung 4-25 (a) die mittels
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Erstarrungssimulation berechneten Abkuhlkurven in der Mitte der jeweiligen Wandstar-
ke fur die Bereiche C05, C08 und WO050ben aufgetragen. Es zeigt sich, dass im dinn-
wandigen Bereich C05 die Temperatur mit 1,3s am schnellsten unter die Solidustem-
peratur von 593°C abféllt, wahrend die Bereiche C08 (4,8s) bzw. W050ben (13,8s)
deutlich langsamer abkiihlen. Aufgrund des grof3en experimentellen Aufwandes (In-
strumentierung der Druckgussform mit Thermoelmenten) wird hier auf eine Uberprii-
fung verzichtet. Die Vielzahl der durchgeflihrten Untersuchungen in der Literatur [84]-
[89] belegen aber die gute Aussageféahigkeit heutiger Berechnungsmodelle. Desweite-
ren kann davon ausgegangen werden, dass auch bei quantitativen Abweichungen z.B.
aufgrund ungenauer physikalischer Materialwerte dennoch das qualitative Verhalten
richtig abgebildet wird.

Position W05 oben

T liquidus =622°C

T solidus = 593°C

Temperatur [°C]
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0 2 4 6 8 10 12 14 16
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Abbildung 4-25:  Abkihlkurven in den Probeentnahmeorten C05, CO8 und WO05oben,

Die eben beschriebenen Erstarrungsbedingungen (Abkuhlgeschwindigkeit oder Erstar-
rungszeit) steuern die Ausbildung von Gefiigestrukturen (Dendritenarmabstand, Korn-
durchmesser und Lamellenabstand), die wiederum die Festigkeit der vorliegenden
Druckgusslegierung AIMg5Si2Mn beeinflussen. Diese Zusammenhénge sind bei Al-Si-
Gusslegierungen umfangreich untersucht worden [51][91]-[94]. Fur die erst in jingster
Zeit eingesetzten Al-Mg-Legierungen hingegen gibt es kaum Ergebnisse [15]. Deshalb
werden im folgenden fur Al-Mg-Gusslegierungen die relevanten Gefligeparameter i-
dentifiziert und in Beziehung zu Abkuhlbedingungen und Streckgrenze Ry, gesetzt.

Gusslegierungen zeichnen sich durch eine dendritische Erstarrung aus. Bei langsam
abkihlenden Prozessen wie z.B. Sand- oder Kokillenguss findet man in metallographi-
schen Schliffen diese Dendriten wieder. Ublicherweise wird der sekundare Dendriten-
armabstand ds vermessen und in Beziehung zur Erstarrungszeit [91]-[93] oder Abkuhl-
geschwindigkeit [98][99] gesetzt. Verschiedene Untersuchungen bestétigen folgenden
funktionalen Zusammenhang:

d,=B-T (4-5)

B und C sind werkstoffspezifische Kennwerte. Mit zunehmender Abkihlgeschwindig-
keit verringert sich der sekundére Dendritenarmabstand. Die im Rahmen dieser Arbeit
durchgefuhrten Gefligeanalysen lassen jedoch im Material keine Dendriten erkennen.
Dies ist auf die turbulente Formfillung im Druckgussprozess in Verbindung mit diinnen
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Wandstarken zurtickzufiihren, was bedingt durch Scherkrafte zwischen den entstehen-
den Dendriten teilweise zu einem Abbrechen und Einformen der einzelnen Dendriten-
arme fihrt. Die Folge ist, dass im Schliffbild a-Mischkristallkérner sichtbar sind. Alter-
nativ kann der sekundéren Dendritenarmabstand in Gleichung 4-5 durch den Korn-
durchmesser D ersetzt werden. Da dieser aber trotz verschiedener Abkuhlgeschwin-
digkeiten nahezu konstante Werte von 7,8 bis 15,6um zeigt (Anhang D und E), ist die-
ser Gefligeparameter auch nicht zielfihrend. Die Hauptursache fur die Schwankungen
der Korndurchmesser ist darin zu sehen, dass je nach Schnittebene im Schliffbild pri-
mare bzw. sekundéare Dendriten sichtbar sind.

Neben sekundéren Dendritenarmabstand bzw. Korndurchmesser wird auch noch die
Morphologie des Eutektikums durch die Erstarrung gesteuert [95]. Aufgrund der im
Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Untersuchungen hat sich der Lamellenabstand
zwischen den eutektischen Mg,Si-Phasen als aussagefahig erwiesen. Diese Beobach-
tung wurde auch analog fir Al-Si-Legierungen bei Tensi [96] und Paul [97] gemacht,
weshalb eine zu Gleichung 4-5 aquivalente Formel vorgeschlagen wird:

1
As=y-T" (4-6)

Die Parameter y und n sind wieder legierungsspezifisch und sind aus den experimen-
tellen Untersuchungen bestimmt worden. Es gilt y = 2,0 und n = -4,5. Dieser Zusam-
menhang erma@glicht es fur Al-Mg-Gusslegierungen die Abkihlgeschwindigkeit mit ei-
nem Gefligeparameter zu koppeln.

Im néchsten Schritt wird eine Verknlpfung zwischen den Gefiigemerkmalen und der
Festigkeit hergestellt werden. Bei der hier vorliegenden Legierung handelt es sich um
einen typischen metallischen Werkstoff der von einer Vielzahl von Fehlstellen durch-
setzt ist. Dazu zahlen Leerstellen bzw. eingelagerte Fremdatome (nulldimensionale
Fehler), Versetzungen (eindimensionale Fehler) und Korn- bzw. Phasengrenzen (zwei-
dimensionale Fehler). Diese beeinflussen bekanntermal3en die mechanischen Eigen-
schaften, da z.B. Korngrenzen die Versetzungsbewegung behindern. Fir ein vielkristal-
lines Material, dass im wesentlichen aus unterschiedlich orientierten Kérner mit den
dazwischenliegenden Korngrenzen besteht, setzt sich die zur Erzeugung einer plasti-
schen Verformung benétigte Spannung aus zwei Anteilen — Kornanteil ox und Korn-
grenzenanteil g — zusammen [101]:

o=0, +0, (4-7)

Der Kornanteil ox h&ngt ab von der Anzahl der geldsten Fremdatome. Der o-
Mischkristall enthalt in erster Linie Al-Atome, wobei Legierungsatome (siehe Tabelle 2)
diese teilweise substituieren bzw. auf Zwischengitterplatzen eingelagert werden. Der
festigkeitssteigernde Mechanismus ist die Mischkristallhartung, die einen Teil zur Fes-
tigkeit beitragt.

Der Korngrenzenanteil o wird durch die Korngrof3e D beeinflusst. Je kleiner der Korn-
durchmesser ist, desto starker wird die Versetzungsbewegung durch den hdheren
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Korngrenzenanteil behindert. Der Verfestigungsbeitrag nimmt dementsprechend zu.
Aus der Versetzungstheorie lasst sich die Hall-Petch-Beziehung ableiten [102]:

1
O'G:k-DZZL (4-8)

JD
Wie die Vermessungen des Korndurchmessers D gezeigt haben, ist er fir die Legie-
rung AIMg5Si2Mn im gesamten Bauteil nahezu gleich und somit liefert die Korngren-
zenhartung einen konstanten Beitrag zur Festigkeit.

Empirische Untersuchungen [101] haben gezeigt, dass der Korndurchmesser D durch
vergleichbare Gefligekenngrof3en ersetzt werden kann. Denkbar ist bei Gusslegierun-
gen der sekundéare Dendritenarmabstand ds, der flr den hier vorliegenden Werkstoff
aber nicht bestimmbar ist. Stattdessen kann der Lamellenabstand As als eine fiir die
Streckgrenze Ry, entscheidende Grofe identifiziert werden (Abbildung 4-9). Somit
kann Gleichung 4-8 auch folgendermalRen formuliert werden:

1
o, =k iy 2= (4-9)

Vs
Mit zunehmender Abkiihlgeschwindigkeit nimmt der Lamellenabstand ab, was zu einer
der Korngrenzenhartung vergleichbaren Lamellenhartung fuhrt. Diese Beobachtung
steht im Widerspruch zu den Aussagen bei Hielscher [15]. Er beschreibt, dass fur die
Legierung AIMg5Si2Mn die Feinheit des Eutektikums unabhangig von der Abkulhlge-
schwindigkeit ist.

Die VerknlUpfung der Gleichungen 4-7, 4-8 und 4-9 fihrt zu einer Beziehung, die den
Kornanteil ok, den Korngrenzenanteil g und den Lamellenanteil o, berticksichtigt:

O=0y +0g+0, =0y (4-10)

kK
+—=+

NGRS
Das vorgestellte Modell zeigt, dass die Festigkeit von Al-Mg-Druckgusslegierungen
analog zu Al-Si-Legierungen beschrieben werden kann. Die drei festigkeitssteigernden
Mechanismen sind Mischkristall-, Korngrenzen- und Lamellenhértung. Die Darstellung
in Abbildung 4-10 muss deshalb korrigiert werden. Die Graphik suggeriert, dass die
Streckgrenze nur vom Lamellenabstand A der Mg,Si-Phasen abhangig ist. Tatsachlich
liefern aber auch Mischkristall- und Korngrenzenhértung einen jeweils konstanten Bei-
trag zur Festigkeit, was in Abbildung 4-26 dargestellt ist. Die Parameter k; und k; in
Gleichung 4-10 sind legierungsspezifische Konstanten, die im Rahmen dieser Arbeit
nicht ermittelt wurden, da sich alle drei festigkeitssteigernden Mechanismen bei den
untersuchten Proben Uberlagern. Eine Separierung der einzelnen Effekte ist nur Uber
umfangreiche Abgiisse von Proben und deren Charakterisierung mdéglich. In Abbildung
4-26 sind die drei Anteile deshalb nur schematisch dargestellt.

Beim schnell erstarrenden Druckgussprozess bietet sich der Korndurchmesser D zur
Materialcharakterisierung an. Bei geringeren Abkuhlgeschwindigkeiten - wie z.B. Sand-
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oder Kokillenguss - empfiehlt es sich, den Korndurchmesser D durch den sekundéren
Dendritenarmabstand ds zu ersetzen. AulRerdem erlaubt diese Beziehung auch eine
Parallele zu ferritisch-perlitischen Stahlen zu ziehen. Im Ferrit sind Mn-Atome eingela-
gert, wahrend im Perlit Si- und N-Atome geldst sind. Diese leisten durch Mischkristall-
hartung einen Beitrag zur Festigkeit. Die Korngrenzen zwischen den Ferritkorner liefern
durch Korngrenzenhartung gemal der Hall-Petch-Beziehung ihren Anteil. Die Lamel-
lenhartung wird durch einen Aufstau der Versetzungen an den o-/FesC-Phasengrenzen
bewirkt [103].

G =6+ 1D+ 1172

A2 ©

8
Lamellenhartung ~1/x

Streckgrenze R po2 [MPa]

Mischkristallhartung ~ox

Lamellenabstand [um]

Abbildung 4-26: Schematische Darstellung der Anteile der drei festigkeitssteigernden Me-
chanismen bei Al-Mg-Gusslegierungen. Es handelt sich dabei um Mischkris-
tall-, Korngrenzen- und Lamellenhé&rtung.

Der Randbereich von Druckgussbauteilen, die so genannte Speckschicht, ist aufgrund
des schnellen Warmeabtransports sehr fein ausgebildet (Abbildung 4-27 (a)). Die Ei-
genschaften dieser Randschicht kdnnten prinzipiell fur die Lebensdauerberechnung
von Druckgussbauteilen von Interesse sein, eine Werkstoffcharakterisierung ist auf-
grund einer Breite von nur ca. 20 — 30um aber problematisch. Eine Abschatzung der
Streckgrenze im Randbereich durch die in der Gief3simulation ermittelte Abkuhlge-
schwindigkeit ist denkbar. Man wiirde dabei aber den im Rahmen dieser Arbeit abgesi-
cherten Datenbereich von ca. 20 bis 600°C/s verlassen, da an der Bauteiloberflache
Werte bis zu 2000°C/s auftreten kénnen. Die berechneten Festigkeiten sind somit frag-
lich. Hinzukommt, dass zwei Aspekte in der Realitat berlicksichtigt werden mussen.
Zum einen schwanken die Abkuhlgeschwindigkeiten durch lokale Effekte an der Bau-
teiloberflache. Zum anderen spielt die Wechselwirkung zwischen Schmelze und
Trennmittel, die zur Kihlung der Form und zum Entformen des Bauteils eingesetzt
werden, eine nicht zu vernachlassigende Rolle bei der Erstarrung. Beide Effekte beein-
flussen die Ausbildung der Speckschicht.

Die Komplexitéat des Entstehungsprozesses der Randschicht in Druckgussbauteilen ist
derzeit nicht im Detail verstanden. Erste experimentelle und numerische Untersuchun-
gen finden sich bei Sannes [30] fur die Magnesiumlegierung AM60B und bei Chen
[104] fur die Aluminiumlegierung AlSi11Cu2Fel.
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Abbildung 4-27:  (a) Randschicht mit sehr feiner Gefligestruktur bedingt durch sehr hohe Ab-
kihlgeschwindigkeiten an der Formwand, (b) Vorerstarrtes Material (obere
Bildhalfte) mit grober Gefligestruktur

Fur die tendenziell niedrigere Streckgrenze im angussnahen Bereich B02 im Vergleich
zur angussfernen Position BO8 sind vier Aspekte denkbar. Erstens kdnnte der volumi-
ndse Anguss, der sehr spat erstarrt, als Warmequelle wirken und eine langsamere Ab-
kiihlung in der Umgebung bewirken. Zweitens ist der FlieBweg im angussnahen Be-
reich kirzer und damit der Zeitraum kleiner, in dem sich die Schmelze an der Form-
wand entlang bewegt und Warme abgeben kann; daraus resultieren niedrigere Ab-
kuhlgeschwindigkeiten. Drittens wird mdoglicherweise kurz vor Ende der Formfillung
Material in das Bauteil gedruckt, das bereits in der Giel3kammer teilweise erstarrt ist.
Dadurch findet sich in der N&dhe des Angusses verstarkt grober ausgebildetes Geflige
(a-Mischkristall und Eutektikum) neben sonst deutlich feinerem Geflige (Abbildung
4-27 (b)). Detaillierte Untersuchungen zum Phanomen der Vorerstarrung findet man fr
Magnesium bei Sannes [30]. Und viertens bilden sich Luftpolster aus, die veranderte
Abkuhlgeschwindigkeiten bewirken kdnnten. Die Betrachtung der letzten drei Punkte
zeigt, dass in einigen Bauteilbereichen weitere Faktoren die Streckgrenze beeinflussen
konnten, die die vorgestellte Kriteriumsfunktion zur Prognose der Streckgrenze aber
nicht beriicksichtigt. Deren Einfluss wird aufgrund einer guten Ubereinstimmung zwi-
schen den experimentell gemessenen und den berechneten Werten (Abbildung 4-20
(b)) aber als relativ gering eingestuft.

Zusatzlich zu den niedrigen Streckgrenzen im angussnahen Bereich, liegen auch die
Werte Uber die gesamte Bauteilhdhe in den Bereichen A und C leicht unter den Werten
aus dem Bereich B. In diesem Fall wirkt nicht der Anguss als Warmequelle sondern
vermutlich die dicken Querrahmen, die sehr spéat erstarren (Abbildung 4-17 (d)). Eine
Rolle spielt auch die Temperaturverteilung im Werkzeug nach Erreichen einer konstan-
ten Formtemperatur, die im Rahmen der Zyklenberechnung ermittelt wurde. Liegt die
Formtemperatur in der Bauteilmitte bei ca. 200°C (bewegliche Formhalfte, Abbildung
4-28 (a)) bzw. 235°C (stationare Formhalfte, Abbildung 4-28 (b)), nimmt sie in beiden
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Fallen in Richtung der L&ngs- und Querrahmen bis auf maximal 320°C zu. Die Folge ist
ein langsamerer Warmeabtransport; dies bringt wiederum einen gréReren Lamellenab-
stand und eine niedrigere Streckgrenze in den Bereichen A und C mit sich. Die Tempe-
raturunterschiede zwischen stationdrer und beweglicher Formhélfte resultieren aus
dem Temperiersystem.

Temperatur [°C]

321
287
252
218
183
149
114
78

(b)

Abbildung 4-28:  Temperaturverteilung im Werkzeug (a) bewegliche Formhalfte, (b) stationare
Formhélfte

Die entwickelte Kriteriumsfunktion (Gleichung 4-3) erméglicht an den zur Kalibrierung
verwendeten Positionen eine zuverlassige Vorhersage der experimentell gemessenen
Streckgrenzen (Abbildung 4-20 (b)). Fir eine zusatzliche Validierung werden Proben
aus den Positionen A02, BO2, BO8, C04 und WO6unten herangezogen, die nicht zur
Kalibrierung des Modells verwendet wurden, und mit den experimentellen Ergebnissen
verglichen. Das Resultat ist in Abbildung 4-29 (a) dargestellt und zeigt mit geringen
Abweichungen eine gute Ubereinstimmung. Position BO2 liegt im Experiment unter
dem prognostizierten Wert, was auf die Ausbildung von Luftpolstern und den Anguss,
der als Warmequelle wirkt, zurtickgefihrt werden kann.

200 200
. -+-R p0,2 (Experiment) = |
& 180 - R p0,2 (Simulation) o 180
= 160 | = 160
o
N 140 | N 140 -/ y
% 120 L % 120 & W=y
é 100 g 100 r lGéps%rrqug}?grtrelation
= = -o- Korrelation 1
o 80 | » 80 [ -o-Korrelation 2
—~- Korrelation 3
60 60
A02  BO2 B0  CO4  WOBu FEFF LI S EES
Entnahmeposition Entnahmeposition
(@) (b)

Abbildung 4-29:  (a) Validierung des Modells zur Prognose der Streckgrenze, (b) Sensibilitat
des Modells zur Prognose der Streckgrenze ist hinsichtlich der zur Kalibrie-
rung verwendeten Proben gering
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Die Korrelation der Streckgrenze besteht aus einer Funktion, deren werkstoffabhangige
Parameter sich aus den zur Kalibrierung verwendeten Messwerten ergeben. Die kom-
plexen Geometrien diinnwandiger Druckgusskomponenten ermdglichen in den meisten
Féllen nur eine begrenzte Enthahme von Proben. Deshalb stellt sich die Frage nach
der Sensibilitat des gefundenen Modells und des Einflusses der Probenentnahmeorte.
Dazu werden mit der gleichen Vorgehensweise drei Korrelationen kalibriert, die jeweils
nur auf einer Untermenge der bisher verwendeten Proben basieren. Die Untersuchun-
gen beziehen sich auf folgende Gruppen:

1) Proben diagonal durch das Musterbauteil: Es handelt sich dabei um die Proben
W10unten, A02, BO5, C08 und WO050ben. Somit sind verschiedene Wandstér-
ken aus Querrahmen und Stufenplatte (Randbereiche A und C und mittlerer Be-
reich B) vertreten.

2) Proben aus dem Bereich C: Die Auswahl besteht aus den Proben C02, C04,
C05, C08 und WO6unten. Die hohen Wandstarken von linken und rechten
Querrahmen werden nicht berticksichtigt.

3) Proben aus vergleichbaren Wandstarken (5mm): vier aus den Ecken des Bau-
teils (A02, A08, C02, C08) und eine aus dem Langsrahmen (WO01loben).

Fir die einzelnen Korrelationen gilt das gleiche Vorgehen wie beim Aufstellen der Ge-
samtkorrelation. Zuerst werden mittels Methode der kleinsten Fehlerquadrate die Pa-
rameter fur die Abkuhlgeschwindigkeit berechnet, dann wird eine analytische Erstar-
rungszeit bestimmt und mit der simulierten verglichen. Uberschreitet der Betrag Die
Zeitdifferenz T, so wird zusatzlich die Erstarrungszeit beriicksichtigt. In Abbildung 4-29
(b) sind die drei einzelnen Korrelationen der Gesamtkorrelation fur alle Entnahmeorte
im Bauteil gegenubergestellt. Die einzelnen Korrelationen verlaufen in einem Abstand
von maximal 15MPa an den einzelnen Stutzpunkten parallel. Auch die Proben aus den
dicken Querrahmen, die in den Korrelationen 2 und 3 gar nicht enthalten waren, wer-
den gut abgebildet. Das Modell der Streckgrenze lasst sich somit als stabil einstufen.
Es ist nur geringfligig von den Entnahmeorten der zur Kalibrierung verwendeten Pro-
ben abhangig. Generell gilt, dass sich die Genauigkeit mit der Anzahl der Stitzstellen
verbessern lasst.

Das entwickelte Modell beinhaltet als Haupteinflussgrof3e die Abkulhlgeschwindigkeit,
die auch bei Greve [31] und Hilbinger [29] vorgeschlagen wird. Durch zusatzliche Be-
ricksichtigung der Erstarrungszeit wird die Aussagefahigkeit noch verbessert. Die Ur-
sache ist darin zu sehen, dass sich beispielsweise bei sehr langen Erstarrungszeiten,
wie es bei Position W10unten zu beobachten ist, das Material deutlich langer im Zwei-
phasengebiet aufhalt und verstarkte Diffusion zu einer Vergroberung des Eutektikums
fuhrt. Die Folge ist ein Absinken der Streckgrenze. Analog dazu reduzieren kurze Er-
starrungszeiten die Diffusion und bewirken mehr im Priméarkristall geléste Atome bzw.
ein feineres Gefiige mit erhdhten Streckgrenzen.

Der bei Stroppe [37] und Todte [38] eingefiihrte Korrekturfaktor (1-P) bzw. (1-s:P), der
eine Reduzierung der Streckgrenze aufgrund erhdhter Porositat vorhersagt, kann mit
den vorliegenden Untersuchungen bestatigt werden. Zur Verdeutlichung werden die
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beiden Positionen A08 und C08 (Abbildung 4-3) betrachtet. Metallographische Unter-
suchungen zeigen, dass die Porositat im Bereich hinter den Kerben (A08) aufgrund
eingespulter Gase mit 3,5% um fast 1% hdoher liegt als auf der gegenliberliegenden
Seite (C08, 2,6%). Deshalb ist die Streckgrenze im Bereich A08 (Ryo. = 122MPa) um
ca. 4MPa niedriger als im Bereich C08 (Ry0. = 126MPa). Geht man von einem poren-
freien Werkstoff mit einer Streckgrenze Rpo,zo = 130MPa aus, so liefert die Beziehung

Rp0,2 = Rgo,z '(1_ S- P) (2-6)

mit dem Rundheitsfaktor s = 1,4 [39] und der Porositat P = 0,035 bzw. 0,025 unter Be-
riicksichtigung der im Experiment auftretenden Streuungen eine gute Vorhersage.

4.4.2 Experimentelle und numerische Bruchdehnung As

Im Gegensatz zur Streckgrenze, die maf3geblich durch die Erstarrung gesteuert wird,
héangt die Bruchdehnung zusétzlich noch von der Formfillung ab. Beide Einflussgréf3en
lassen sich anhand des Musterbauteils untersuchen.

Der Einfluss der Erstarrung wird anhand der vermessenen Porengréf3en in Abbildung
4-12 (a) deutlich. Der maximal auftretende Porendurchmesser nimmt von Position C02
(Wandstarke 2mm: @~365um) Uber Position C05 (Wandstarke 6mm: J=~420um) bis
Position WO050ben (Wandstarke 10mm: @=~520um) zu. Ursache dafir ist, dass zwi-
schen Liquidus- und Solidustemperatur eine verstarkte Volumenkontraktion stattfindet,
die bei dickeren Wandstarken eine héhere Erstarrungsporositat zur Folge hat. Ist das
Angusssystem bereits erstarrt, so kdnnen die Poren in der Nachdruckphase nicht mehr
verdichtet werden und verbleiben somit im Bauteil. Die Folgen sind sowohl eine Quer-
schnittsminderung als auch Spannungskonzentrationen am Kerbgrund der Poren, was
zur Abnahme der Bruchdehnung fiihrt. Berdin [9] hat das Versagensverhalten der
Druckgusslegierung AlSi9Cu3 durch in-situ-REM-Versuche untersucht. Er weist darauf
hin, dass der Einfluss der Spannungstiberhéhung vernachléssigt werden kann, da in
unmittelbarer Umgebung der Poren keine Rissinitiierung beobachtet wurde. Es Uber-
wiegt die Querschnittsreduzierung, was ein Versagen entlang des schwachsten Quer-
schnitts bewirkt. Nattrlich wird die Bruchdehnung bei den hier gemachten Betrachtun-
gen auch vom Entnahmeort beeinflusst; dieser muss variiert werden, um uberhaupt
Proben verschiedener Wandstarken bzw. Erstarrungsbedingungen untersuchen zu
konnen. Damit ist auch der Ablauf der Formfiillung von Bedeutung. Eine Separierung
des Einflusses der Effekte ist hier nicht méglich.

Wie wichtig zusatzlich die Formfillung ist, wird an zwei Beispielen gezeigt. Erstens
wird der angussnahe Bereich BO1 bis BO3 und zweitens der Bereich hinter den Kerben
im Bereich AO6 bis AO9 genauer untersucht.

In der Literatur wird fur eine Stufenplatte [6] bzw. ein Mg-Getriebegehause [31] be-
schrieben, dass mit zunehmender Fliel3lange der Schmelze im Bauteil Bruchdehnun-
gen abnehmen. Als Ursache daflir kommen eingewirbelte Gase, Oxidhaute und Ein-
spulung von Trennmittel in Frage. Das vorliegende Musterbauteil zeigt im Bereich kur-
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zer FlieRwege in unmittelbarer Angussnéhe ein anderes Verhalten als in der Literatur
beschrieben. Die computertomographischen Untersuchungen liefern einen Porositats-
grad von 0,82 Vol.-% im angussnahen Bereich. Dem gegenuber liegt der Wert im an-
gussfernen Bereich bei 0,24% (Abbildung 4-14 (a) und (b)). Die Auswirkungen der Po-
rositat lassen sich anhand der Bruchdehnungen ablesen. Liegen die Werte im anguss-
fernen Bereich noch bei 3,5% (B08) so reduzieren sie sich auf ein Drittel (1,2%, B02) in
Angussnahe. Eine plausible Erklarung fir die erhohte Porositdt und die niedrigen
Bruchdehnungen im angussnahen Bereich liefert eine genauere Betrachtung der simu-
lierten Formfillung im frihen Stadium (Anhang F (a)). Die Schmelze stromt mit hoher
Geschwindigkeit aus dem 3mm dicken Anguss in die 6mm dicke Wandstéarke der Stu-
fenplatte. Im Bereich ober- und unterhalb des Schmelzestroms bilden sich Luftpolster
(Abbildung 4-30 (a)), die im weiteren Verlauf der Formfillung nicht mehr aus dem Bau-
teil entweichen konnen, da keine Uberlaufbohnen in diesem Bereich zur Verfiigung
stehen (Abbildung 4-30 (b)). Absicherbar ist diese These nicht, da beim AbgieRen des
Musterbauteils das Druckgusswerkzeug geschlossen und dieser Bereich fur Untersu-
chungen somit nicht zuganglich ist.

Luftpolster ober- und =
unterhalb des '"‘
Schmelzestroms
Stufenplatte .
- = = TRy -.
Wiy Anguss ol
J
Léngsrahmen/ e
@ ®

Abbildung 4-30: (@) Frihes Stadium der Formfillung im angussnahen Bereich BO1 bis B03,
Schnitt durch Anguss und Stufenplatte zeigt die Ausbildung von Luftpolstern
ober- und unterhalb des Schmelzestroms, (b) Am Ende der Formfullung
kann aufgrund mangelnder Entliftungsbohnen die Luft nicht entweichen,
Bild bei einem Formfllgrad von 85%

Bei einem Fillgrad der Form von ca. 40% trifft die Schmelze auf die Hindernisse im
Bereich AO5 bis A09. Sie wird zunéchst abrupt abgestoppt und fliel3t dann zwischen
den Hindernissen hindurch. Hinter den Kerben bilden sich Hohlraume aus, die im wei-
teren Verlauf sehr spat gefiillt werden. Auch hier kbnnen Gase nicht mehr entweichen
und werden in das Material eingeschlossen. Bei der Entwicklung des Modells zur
Prognose der Bruchdehnung zeigt sich im Bereich AO8 deshalb ein erhdhter Luftge-
gendruck (Abbildung 4-22 (a)). Die Folge ist, dass die im Bereich hinter den kreisrun-
den Kerben auftretende maximale PorengrofRe mit 750um (Bereich A08) deutlich gro-
Rer ist als auf der kerbfreien Seite (Bereich C08: 410um). Die Bruchdehnung reduziert
sich entsprechend um 50% von 2,7% (kerbfreie Seite C08) auf 1,4%.
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Abbildung 4-31:  (a) Simulation zeigt im Bereich hinter einer Kerbe die Ausbildung eines Hohl-
raums unter einem Winkel von ca. 45°, der im Verlauf der Formfiillung erst
sehr spat gefullt wird, (b) Zugproben aus diesem Bereich brechen ebenfalls
unter einem Winkel von 45° zur Belastungsrichtung aufgrund der Anwesen-
heit von Oxidhauten
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Im Bereich AO05 liegt die Bruchdehnung mit 4,3% nur geringfligig niedriger als auf der
gegeniberliegenden, kerbfreien Seite mit 5,0%. Hier spielen Oxidhaute eine Rolle fur
das Versagen. In Abbildung 4-31 sind zur Verdeutlichung einem Ausschnitt der Form-
fullsimulation (Formfllgrad: 82,5%) gebrochene Zugproben aus diesem Bereich ge-
genlbergestellt. Zusatzlich ist die Stromungsrichtung durch die gestrichelten Pfeile in
beiden Bildern gekennzeichnet. Es fallt auf, dass sich wahrend der Formfillung im Be-
reich hinter den Kerben unter einem Winkel von 45° ein Hohlraum ausbildet, der erst
sehr spét geflllt wird (Abbildung 4-31 (a)). Dadurch steht ausreichend Zeit fir die Aus-
bildung von Oxidhauten zur Verfigung. Diese schwachen den Werkstoff und bewirken,
dass die Proben nicht senkrecht zur Zugbelastung brechen, sondern ebenfalls unter
einem Winkel von 45° versagen (Abbildung 4-31 (b)). Die Bruchflachen erscheinen
entsprechend glatt und glanzend. Auf eine detailierte Analyse der Schichten wird aber
verzichtet. Bei Sonntag [105] wurde ebenfalls bei der Legierung AIMg5Si2Mn gezielt
der Einfluss der Fliel3richtung untersucht, die sich auf der Bauteiloberflache abzeich-
net, indem Proben parallel, senkrecht und diagonal zu den FlieRfiguren enthommen
wurden. Es konnte jedoch kein signifikanter Unterschied in den Bruchdehnungen ermit-
telt werden, was sich mit den hier gefundenen Ergebnissen deckt.

Fur die Verteilung der Bruchdehnung im Bauteil I&sst sich festhalten, dass neben der
Erstarrung auch die Formfillung wichtig ist. Dies zeigt auch das Modell zur Prognose
der Bruchdehnung. Signifikante Abweichungen treten speziell in den Bereichen auf, in
denen die Formfillung dominant wird und Gase in das Material eingespult werden.
Wahrend die Vorhersage erstarrungsbedingter Porositat mit heutigen Softwarepaketen
moglich ist [6], gibt es noch keine physikalischen Modelle, um Gasporositat - bedingt
durch eingewirbelte Luft oder Oxidhdute - wahrend einer Giel3prozesssimulation zu
berechnen. Neben der Tatsache der unterschiedlichen Typen von Giel3fehlern spielen
auch noch deren Form, raumliche Anordnung und GréRRe eine Rolle. Alle diese Para-
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meter streuen aber innerhalb einer Probe und auch von Bauteil zu Bauteil, wobei die
unterschiedlichen Einflisse nur durch grol3en experimentellen Aufwand zu separieren
sind, was bei der Komplexitat des hier vorliegenden Bauteils nicht mdglich ist. Die Er-
mittlung einer Korrelation zwischen der Bruchdehnung und einem Fehlstellenanteil
analog zu Streckgrenze und Lamellenabstand ist aus diesem Grund nicht méglich. Die
Streuungen sind daftr zu grof3 (Abbildung 4-13). Caceres macht fiur eine Kokillenguss-
legierung die gleiche Beobachtung. Hinzukommt, dass die Ermittlung des Fehlstellen-
anteils selbst problematisch ist. Die Autoren Wendt, Silflow und Eisenberg [106] haben
dazu verschiedene Verfahren (Thermographie, Rontgen, Computertomographie etc.)
verglichen, wobei sich die Computertomographie als sehr geeignet gezeigt hat, um
Gasporositat zu detektieren. Trotz des Einsatzes dieser Technik im Rahmen der Arbeit
erweist es sich dennoch nicht als praktikabel, da Oxidhaute oder Schlackeeinschlusse
dadurch nicht identifiziert werden kénnen.

Deshalb wird im Rahmen dieser Arbeit der Werkstoff als ein Kontinuum betrachtet,
bestehend aus der Mikrostruktur (a-Mischkristall, Eutektikum) und Giel3fehlern (Erstar-
rungs- und Gasporositat, Oxidhaute). Eine Unterscheidung der Fehlstellen entfallt, und
nur der Einfluss der Gesamtheit der Fehler auf die Bruchdehnung bzw. den
Versagenszeitpunkt wird betrachtet und mit Kriteriumsfunktionen berechnet. Gleiches
gilt auch im néchsten Kapitel bei der Ermittlung von phanomenologischen Rissinitiie-
rungsmodellen unter Berlicksichtigung unterschiedlicher Gehalte von Giel3fehlern.
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Abbildung 4-32:  (a) Validierung des Modells fiir die Bruchdehnung, (b) Modell der Bruchdeh-
nung zeigt sich enorm sensibel beziglich der Probenentnahmeorte

Die Uberprifung der Aussagefahigkeit des Modells fiir die Bruchdehnung erfolgt ana-
log zur Streckgrenze zweistufig. In einem ersten Schritt wird an finf Positionen, die
nicht zur Kalibrierung verwendet werden, die prognostizierte Bruchdehnung mit der
nachtraglich experimentell ermittelten verglichen. Das Resultat ist in Abbildung 4-32 (a)
dargestellt. Es zeigt sich an allen Positionen eine gute Ubereinstimmung zwischen Ex-
periment und Simulation. Die geringfiigigen Abweichungen im Bereich A02 (0,51%)
und WO06unten (0,84%) sind angesichts der auftretenden Streuungen im Experiment
noch akzeptabel. Somit steht eine Kriteriumsfunktion zur Verfugung, mit der innerhalb
des untersuchten Musterbauteils die Bruchdehnung gut vorhergesagt werden kann.
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Zweitens wird die Sensibilitdt betrachtet, indem wiederum die drei bereits vorgestellten
Untergruppen (siehe Seite S. 62) zur Modellkalibrierung verwendet werden. Im Gegen-
satz zur Streckgrenze ist ein starker Einfluss der zur Kalibrierung verwendeten Ent-
nahmeorte der Proben erkennbar (Abbildung 4-32 (b)). Korrelation 1 (Proben diagonal
entnommen) liefert noch zur Gesamtkorrelation vergleichbare Ergebnisse, wéahrend
Korrelation 2 (Proben aus Bereich C) speziell bei erhohten Wandstarken (WO09oben
und W10unten) sogar negative Bruchdehnungen prognostiziert. Korrelation 3 (Proben
aus den Eckbereichen und Langsrahmen) liefert an den verwendeten Stitzstellen
(A02, A08, C02, C08 und WO01oben) zwar ahnliche Werte wie die Gesamtkorrelation,
zeigt aber bei erhohten Wandstarken (W05 oben, W09oben und W10unten) negative
Bruchdehnungen zwischen -10% und -32%. Im Bereich dinner Wandstarken (A05,
B05, C04 und CO05) liegen die Werte hingegen deutlich zu hoch.

Die Ursache ist darin zu sehen, dass zuséatzlich zur Erstarrung auch noch die Formful-
lung eine wichtige Rolle spielt. Beispielsweise zeigen Proben die aufgrund vergleichba-
rer Wandstarken und Lage auch nahezu identische Abkihlbedingungen besitzen, deut-
lich unterschiedliche Bruchdehnungen. Als Beispiel seien hier die Positionen A08 und
C08 oder B02 und C02 erwahnt. In beiden Fallen kommt es aufgrund der Formfillung
zu Gaseinschlissen (Lufteinwirbelungen hinter den Kerben, Ausbildung von Luftpols-
tern), was eine deutliche Reduzierung der Bruchdehnung bewirkt, obwohl die Abkuhl-
bedingungen vergleichbar sind. Diese Uberlegung macht deutlich, dass fiir den Druck-
gussprozess das Zusatzkriterium des Luftgegendrucks eine hilfreiche Grof3e ist, um
derartige Phdnomene abbilden zu kénnen. Fir weniger dynamisch ablaufende Giel3-
prozesse wie Sand- oder Kokillenguss hat die Formfillung nicht diese Bedeutung. Dies
wird anhand der Arbeiten von Todte deutlich, der zur Vorhersage der mechanischen
Eigenschaften eines im Kokillenguss hergestellten Zylinderkopfes lediglich Kriteriums-
funktionen verwendet, die auf dem Zusatzkriterium der Erstarrungzeit aufbauen.

Das im Rahmen dieser Arbeit vorgestellte Modell zur Prognose der Bruchdehnung
liefert die Moglichkeit innerhalb des Musterbauteils die Bruchdehnung vorherzusagen;
die Ubertragbarkeit ist aufgrund der starken Sensibilitat des Ergebnisses aber im Detail
zu prufen. Eine Anwendung der Modelle auf gro3e dinnwandige Strukturbauteile ist
kritisch einzustufen, da hier beispielsweise die FlieRlange einen Einfluss haben wird,
die im vorhandenen Modell keine Beriicksichtigung findet. Dieses Zusatzkriterium der
Formfullung ermdglicht die Unterscheidung zwischen angussnahen und angussfernen
Bereichen. Erste Untersuchungen an einem grof3flachigen Strukturbauteil bestétigen
diese Vermutung.

AbschlieBend ist zu erwahnen, dass die Streckgrenzen bei Wandstarken im Bereich
von 2,0 bis 5,0mm im Mittel 30MPa unter den Literaturwerten liegen. Bei htheren
Wandstarken stimmen sie gut mit den Literaturangaben uberein. Die Bruchdehnungen
hingegen bewegen sich selbst bei Auswahl der jeweils héchsten Werte im gesamten
Musterbauteil mit maximal ca. 5% auf einem sehr niedrigen Niveau. Damit liegen die
Werte fast 70 bis 80% unter den Literaturwerten, die in Abhéngigkeit von der Wand-
starke mit 6 bis 18% dokumentiert werden (Abbildung 4-33, [16]).
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Abbildung 4-33:  Streckgrenze und Bruchdehnung in Abhangigkeit von der Wandstarke —
Vergleich der vorliegenden Ergebnissen mit Literaturwerten

Ursache dafur ist, dass das Bauteil auf eine einfache Probenentnahme hin konzipiert
wurde und giel3technische Aspekte wie beispielsweise eine optimale Entliftung oder
eine gezielte Erstarrung in Richtung des Angusses nicht bertcksichtigt wurden. Hinzu-
kommt, dass auch die Formtemperierung auf ein notwendiges Minimum reduziert wur-
de, um die Herstellungskosten gering zu halten. Mangels aufwendiger Kuhlkreislaufe
kommt es dann im Ubergang von der Stufenplatte zu Langs- und Querrahmen zu er-
héhten Temperaturen und zu tendenziell geringeren Streckgrenzen; dies erklart auch
die Abweichungen bei niedrigeren Wandstarken.

4.5 Zusammenfassung

Die Verteilung von Streckgrenze Ry, und Bruchdehnung As der Druckgusslegierung
AlMg5Si2Mn wird mittels Zugversuchen an definierten Probeentnahmeorten im Mus-
terbauteil bestimmt. Es erfolgt deren Diskussion in Abhangigkeit von Formfillung und
Erstarrung, die parallel mit dem Softwarepaket MAGMASOFT® simuliert werden. An
den identischen Positionen werden Zusatzkriterien (z.B. Flie3lange, Fullzeit, Abkuhlge-
schwindigkeit, Erstarrungszeit) ausgewertet, die mit den mechanischen Kennwerten
korreliert werden, um Kriteriumsfunktionen zur Prognose von Streckgrenze und Bruch-
dehnung zu ermitteln. Die Kernaussagen werden im folgenden kurz dargestellt:

1) Die neu entwickelte Kriteriumsfunktion zur Prognose der Streckgrenze Ry, be-
ricksichtigt erstmalig sowohl die Abkiuhlgeschwindigkeit als auch die Erstar-
rungszeit und damit den gesamten Erstarrungsablauf. Bisherige Modelle fir Al-
Kokillen- [39] bzw. Magnesiumdruckguss [31] beinhalten nur eine der beiden
Parameter. Die HaupteinflussgroRe ist auch beim neuen Modell die Abkihlge-
schwindigkeit. Treten aber signifikante Unterschiede auf zwischen einer auf Ba-
sis der Abkihlgeschwindigkeit analytisch berechneten und der simulierten Er-
starrungszeit, so wird zusatzlich die Erstarrungszeit bertcksichtigt. Durch Varia-
tion der zur Kalibrierung verwendeten Proben konnte gezeigt werden, dass die
vorliegende Kriteriumsfunktion nahezu unabhangig von der Probenauswabhl ist.
Das Modell ermdglicht somit eine zuverldassige Vorhersage der Steckgrenze
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2)

3)

4)

Rpo2 fur Druckgusskomponenten der Legierung AIMg5Si2Mn. Die Anwendbar-
keit auf andere Legierungen und GielRverfahren gilt es zu prifen.

Untersuchungen von Gefiigemerkmalen (z.B. Korndurchmesser, eutektischer
Lamellenabstand) zeigen, dass die Festigkeit von Al-Mg-Druckgusslegierungen
das Resultat von Mischkristall-, Korngrenzen- und Lamellenhartung ist. Fiur die
vorliegende Legierung AIMg5Si2Mn liefern Mischkristall- und Korngrenzenhér-
tung einen konstanten Beitrag zur Festigkeit, wahrend der Anteil der Lamellen-
hartung gemaf der Hall-Petch-Beziehung mit abnehmendem Lamellenabstand
zunimmt. Die Ergebnisse belegen, dass sich die wenig untersuchten [15] und
erst in jungster Zeit eingesetzten Al-Mg-Gusslegierungen analog zu Al-Si-Guss-
legierungen beschreiben lassen. Fur schnell erstarrende Druckgusslegierungen
empfiehlt es sich den Durchmesser der primaren o-Mischkristalle zu verwen-
den. Der sekundare Dendritenarmabstand ist besser geeignet, um langsam ab-
kihlende Sand- oder Kokillengusswerkstoffe zu beschreiben.

Die Kriteriumsfunktion zur Prognose der Bruchdehnung basiert auf der neuent-
wickelten Kopplung des Erstarrungszeit- und des Gradientenkriteriums. Bei
sehr schneller bzw. langsamer Abkuhlgeschwindigkeit ist die Erstarrung domi-
nat, so dass das Erstarrungszeitkriterium gute Resultate liefert. Im Bereich mitt-
lerer Abkuhlgeschwindigkeiten bei gleichzeitig hohem Luftgegendruck kann die
Bruchdehnung durch das Gradientenkriterium vorhergesagt werden. Im Gegen-
satz zu Sand- oder Kokillenguss, bei denen die Formfillung vergleichsweise
langsam erfolgt, ist im Druckguss die Formfillung dominant. Gase kbénnen in
der Kavitét eingeschlossen werden, die die Bruchdehnung reduzieren. Das Zu-
satzkriterium des Luftgegendrucks identifiziert diese Bereiche. Im Gegensatz
zum Modell fur die Streckgrenze reagiert das Modell der Bruchdehnung sensi-
bel auf die zur Modellkalibrierung verwendete Probenauswahl. Die Ubertrag-
barkeit auf weitere Werkstoffe und Bauteile muss in jedem Fall kritisch tGberpruft
werden.

Eine Korrelation der auftretenden Porositdt zur Bruchdehnung kann aufgrund
der grof3en Streubreiten nicht gefunden werden. Zwar nimmt die Bruchdehnung
mit zunehmendem Porositatsgrad tendenziell ab. Ein funktionaler Zusammen-
hang lasst sich aber nicht ableiten, da zuséatzlich formflllungsbedingte Fehlstel-
len wie Oxidhaute oder Schlackeeinschliisse die Bruchdehnung beeinflussen,
welche durch zerstorungsfreie Priftechniken (Computertomographie, Réntgen)
jedoch nicht erfasst werden kdnnen.



5 Phanomenologische Rissinitiierungsmodelle unter Berlicksichtigung lokaler mechanischer
Eigenschaften

5 Phanomenologische Rissinitiierungsmodelle unter
Berticksichtigung lokaler mechanischer
Eigenschaften

5.1 Experimentelles und numerisches

Untersuchungsprogramm

Zur Ermittlung eines Materialmodells ist es notwendig, das Deformations- sowie das
Versagensverhalten eines Werkstoffes beschreiben zu kénnen.

Ersteres ergibt sich aus den elastischen und plastischen Eigenschaften eines Materials
und wird im Rahmen dieser Arbeit anhand eines uniaxialen Zugversuches untersucht,
wobei lokal unterschiedliche Gefligeausbildungen beriicksichtigt werden.

Das zweite hdngt im Wesentlichen vom Spannungszustand und der Anh&ufung von
Gieldfehlern ab. Dazu werden mittels einer Scherzug-/Scherdruckapparatur experimen-
telle Untersuchungen durchgefiihrt, die aus zwei unterschiedlichen Perspektiven be-
trachtet werden. Zum einen werden Versagensmechanismen fir unterschiedliche
Spannungsmehrachsigkeiten diskutiert. Andererseits werden mittels einer konti-
nuumsmechanischen FE-Modellierung Spannungs- und Dehnungszustande analysiert,
um daraus ph&nomenologische Rissinitierungsmodelle abzuleiten, die es fir die Al-
Druckgusslegierung AIMg5Si2Mn auf Komponentenebene erlauben, Rissorte voraus-
zuberechnen.

5.1.1 Uniaxialer Zugversuch

Die FE-Berechnung bendétigt als Eingabeparameter zur Beschreibung des Deformati-
onsverhaltens eines Materials den Elastizitdtsmodul E und die Querkontraktionszahl v
fur den elastischen Bereich und die wahre plastische Spannungs-Dehnungskurve
(FlieBkurve) fiir den plastischen Bereich.

Die elastischen Kennwerte E und v werden der Literatur [107][108] enthommen. Fir
den E-Modul wird der Wert 70 GPa und fiir die Querkontraktionszahl 0,33 verwendet.

Die bendétigten FlieRkurven werden an den gleichen Flachzugproben bestimmt, die
auch der Ermittlung der Werkstoffkennwerte fir das Modell zur Prognose der mechani-
schen Eigenschaften dienen. Die Bauteilbereiche B02 und B08 dienen zur Kalibrierung
der FlieBkurven, da hier unter anderem auch die Probenentnahme erfolgt, die in Kapi-
tel 5.3.4 und 5.3.5 zur Entwicklung der ph&dnomenologischen Rissinitierungsmodelle
verwendet werden.
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Die aufgezeichneten Kraft-Weg-Verlaufe werden unter Berucksichtigung von Quer-
schnitt und Messlange in technische Spannungs-Dehnungs-Diagramme umgerechnet
und hinsichtlich ihres Nullpunktes korrigiert, so dass die elastische Gerade durch den
Ursprung verlauft. Die Berechnung der wahren Spannungen oy und der wahren, plas-
tischen Dehnungen gy erfolgt mittels:

oy =0 -(1+¢) (5-1)
o, o
Ew.pl = Ew —?W=In(1+gt)—?w (5-2)

Eine Extrapolation der Kurven hin zu héheren Dehnungen ist notwendig, da beispiels-
weise bei Scherbelastungen héhere Dehnungen auftreten als bei uniaxialem Zug. Da-
zu wird das Verfestigungsgesetz nach Ludwik [109] verwendet:

oy =0, +Key (5-3)

Dieses zeigt, dass das Verhalten der vorliegenden Werkstoffe genau genug beschrie-
ben werden kann. Die Methode der Minimierung der Fehlerquadratsumme wird ver-
wendet, um die Parameter oo, K und n zu optimieren.

5.1.2 Scherzug-/Scherdruckversuche: Experiment und FE-Modell

In der Einleitung wurde bereits dargestellt, dass der Zeitpunkt der Rissinitiierung in
Metallen von der Spannungsmehrachsigkeit abhéngt. In der vorliegenden Arbeit wird
eine spezielle Scherzug-/Scherdruckapparatur und eine eigens entwickelte Probenge-
ometrie verwendet, um die Rissinitierung der Al-Druckgusslegierung AIMg5Si2Mn bei
verschiedenen Spannungsmehrachsigkeiten und Porositatsgraden zu ermitteln. Die
Versuchsapparatur und die Probengeometrie wurden bereits bei friheren Untersu-
chungen des Versagensverhaltens einer Al-Si-Kokillengusslegierung [2][71] und einer
Al-Si-Druckgusslegierung [58] eingesetzt.

Probengeometrie und FE-Modell

In Abbildung 5-1 (a) bzw. (b) ist eine Drauf- bzw. Seitenansicht der verwendeten Pro-
bengeometrie dargestellt. Die Probe besteht in der Mitte aus einem 1,0mm dicken
Prufbereich, der von 3,0mm dicken Probenschultern umgeben ist. Der Ubergang zwi-
schen diesen unterschiedlich dicken Bereichen erfolgt entlang von zwei konkaven
Kreissegmenten mit einem Radius von 20,00mm, wobei in den Kerben der Radius be-
dingt durch die Geometrie des Frasers 0,50mm betragt. Linke bzw. rechte Begrenzung
des diinnen Prifbereichs sind von konvexer Gestalt mit einem Radius von 14,38mm.
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Abbildung 5-1: Technische Zeichnung der verwendeten Probengeometrie (a) Draufsicht, (b)
Seitenansicht, (c) Spannungszustand im Prifbereich

Die Herstellung der Proben erfolgt mit einer Bandsage, indem das Rohmaterial mit
ausreichend groRem Aufmass an den zu untersuchenden Paositionen im Bauteil ent-
nommen wird. Durch CNC-Bearbeitung erfolgt die Fertigung auf das Endmal3. Entste-
hende Warme ist dabei durch entsprechende Kiihlung zu vermeiden, um eine Veran-
derung der Mikrostruktur und damit der mechanischen Eigenschaften zu verhindern.
AulBerdem ist zu bertcksichtigen, dass die Oberflachenrauhigkeiten moglichst gering
zu halten sind (Rz = 4 um), um Kerbwirkungen, die eine Verfalschung der zu ermitteln-
den Werte bewirken wirden, auf ein Minimum zu reduzieren. Vor der Prifung wird mit-
tels einer Mikrometerschraube sichergestellt, dass die Probendicke im Toleranzbereich
liegt.

Die Spannungs- und Dehnungsfelder die zur Entwicklung der phdnomenologischen
Rissinitiierungsmodelle notwendig sind, werden innerhalb des 1,0mm dinnen Priifbe-
reichs durch Finite Elemente Modellierung berechnet. Das FE-Netz wurde bereits zur
Charakterisierung einer warmebehandelten Al-Si-Druckgusslegierung verwendet [58]
und besteht aus 3500 vierknétigen Elementen vom Typ CPS4R [110]. Die charakteris-
tische Elementkantenl&ange im 1,0mm dicken Prifbereich liegt bei ca. 0,5mm. Die Ele-
mente der Probenschulter sind 3,0mm dick und die Kantenléange liegt bei ca. 0,75mm.
Die Vergréberung im Randbereich dient der Rechenzeitverkirzung. Abbildung 5-2 (a)
zeigt das FE-Netz und die gewahlten Randbedingungen: alle Knoten in Kontakt mit
dem unbeweglichen Probenhalter werden rotatorisch und translatorisch Null gesetzt
(NSET Fixed), wahrend alle Knoten in Kontakt mit dem beweglichen Probenhalter in
der x-y-Ebene translatorisch frei sind und die restlichen Freiheitsgrade gesperrt sind
(NSET Movable). Um den Einfluss der Netzfeinheit auf die Lage der Versagensgrenz-
kurve zu ermitteln wird anhand von vier verschiedenen Elementkantenlangen (1,70mm,
0,85mm, 0,43mm und 0,22mm) die Dehnungsverteilung innerhalb des Priifbereichs
untersucht (Abbildung 5-2 (b) bis (e)). Ausgehend von der gréf3ten Elementkantenlan-
ge wird durch ein Element Splitting die jeweils nachst kleinere Elementgrofie erzeugt,

73



5 Phanomenologische Rissinitiierungsmodelle unter Berlicksichtigung lokaler mechanischer
Eigenschaften

indem die Kanten halbiert werden. Die Vernetzung erfolgt in HyperMesh 6.0. Element-
typ und Randbedingungen sind identisch mit den oben beschriebenen.

® - @

“. NSET = Movable

<

NSET = Fixed

(@) (d) (e)
Abbildung 5-2: (a) FE-Netz und Randbedingungen; Untersuchung des Einflusses der Netz-
feinheit an FE-Netzen mit einer mittleren Kantenlange von (b) 1,70mm, (c)
0,85mm, (d) 0,43mm, (e) 0,22mm

Wahrend der Prifung wird auf die obere Probenschulter eine Verschiebung u aufge-
bracht (Abbildung 5-1 (a)), wahrend die untere in der Prifvorrichtung fixiert ist. Der
Prufwinkel o beschreibt die Orientierung der Verschiebung am oberen Probenrand. Es

gilt

tana=| X|, 0°<a<90° (5-4)

wobei uy und uy die horizontale und die vertikale Komponenten der Verschiebung dar-
stellen. Fir die Gesamtverschiebung gilt [71]:

u =sign(u, )/u; +u; (5-5)

Wie schematisch in Abbildung 5-1 (c) gezeigt ist, treten im Probenzentrum Kombinati-
onen aus Normal- und Scherspannungen auf. In Abhéngigkeit von Prifwinkel und Be-
lastungsrichtung (Zug/Druck) kénnen im Prifbereich Spannungszustidnde mit ver-
schiedenen Spannungsmehrachsigkeiten eingestellt werden. Diese Spannungsmeh-
rachsigkeiten variieren innerhalb der Probe, aber bedingt durch die Kerbenform der
Probe erfolgt die Rissinitierung sehr wahrscheinlich in der naheren Umgebung des
Probenzentrums, wo der Wert durch folgende Formel abgeschatzt werden kann [71]:
O SN, |1 fr  0° < ar < 90° (5-6)

oy NE) 1+

4tan’ o

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass bei ansteigendem Prufwinkel von o = 0°
bis o = 90° auch die Spannungsmehrachsigkeit gleichmafig von 0,00 auf 0,58 fir Zug-
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belastung ansteigt (u, > 0), wahrend sie fur Druckbeanspruchung (uy < 0) gleichmaRig
von 0,00 auf -0,58 fallt.

Scherzug-/Scherdruckapparatur und FE-Modell

Die vertikalen und horizontalen Verschiebungen werden mittels eines Prototypen einer
Scherzug-/Scherdruckapparatur auf die Probe aufgebracht. Abbildung 5-3 (a) zeigt den
Versuchsaufbau.

Kv

Un
Uy
Kn

(a) (b)

Abbildung 5-3: (a) Versuchsaufbau, (b) FE-Modell der Scherzug-/Scherdruckapparatur

Die Prifvorrichtung besteht aus einer festen und einer beweglichen Hélfte. Der feste
Teil (1, 2, 3, 6, 7b, 8b, 9b) wird in einer Universalprifmaschine (Zwick 1484) durch vier
Spannbratzen auf einer soliden Grundplatte fixiert. Durch entsprechend ausgelegte
Adapter wird der bewegliche Teil (5, 7a, 8a, 9a) mit der Krafteinleitungsvorrichtung (11)
verbunden und ist entlang einer vertikalen Filhrungsschiene (4) durch Rollenlager (10)
verschiebbar. Der zu prifende Spannungszustand lasst sich Uber den Prifwinkel ein-
stellen. Dies erfolgt durch eine feste Positioniervorrichtung (7a, 7b) mit drehbaren
Einsatzen (8a, 8b). Dazu sind die Locher in der Positioniervorrichtung (7a, 7b) um 11°
versetzt angeordnet, wahrend in den Einsatzen (8a, 8b) selbst ein Winkel von 10° vor-
gegeben ist. Diese Anordnung erlaubt Prifwinkel von 0° - 90° in 1°-Schritten zu reali-
sieren. Ist der gewlnschte Winkel eingestellt, werden die Einsatze Uber Bolzen, die in
die Bohrungen geschoben werden, fixiert. Die Schrauben der Positioniervorrichtung
werden mit 9Nm angezogen. Es ist zu beachten, dass aufgrund des nicht exakt sym-
metrischen Aufbaus der Vorrichtung von 0° - 45° und von 45° - 90° zwei unterschiedli-
che Anordnungen zu verwenden sind. Durch die zwei Spannbacken (9a, 9b), die je-
weils mit sieben Schrauben befestigt werden, wird die Probe (12) zwischen dem star-
ren und dem beweglichen Bereich der Prufvorrichtung eingespannt und kann mit einer
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gleichméaBigen Verschiebung an der oberen, beweglichen Probenschulter belastet
werden. Ein Anziehen der Schrauben mit 9Nm mittels Drehmomentschliissel sichert
reproduzierbare Versuchsbedingungen und gewahrleistet die notwendige Kraftiibertra-
gung. Zusatzlich werden auf die Einsatze (8a, 8b) noch Bolzen angeschraubt, die am
Ende abgeflacht sind. Hier werden lokale Wegaufnehmer aufgesetzt, die die auftreten-
den Verschiebungen mdglichst nah an der Probe messen, damit hier auftretende Feh-
ler bedingt durch Nachgiebigkeiten bei der Universalprifmaschine bzw. der Prufappa-
ratur vermieden werden. Die Krafte werden Uber die in der Maschine integrierten
200kN Kraftmessdose aufgezeichnet.

Die Modellierung der Versuchsapparatur (Abbildung 5-3 (b)) erfolgt Uber ein Ersatzmo-
dell. Dazu werden horizontale und vertikale Federn eingefiihrt, deren dazugehdrigen
Steifigkeiten durch Mohr und Henn [71] kalibriert wurden. Fir die horizontale Steifigkeit
gilt Ky = 10kN/mm. Die vertikale Steifigkeit Ky ist abhéngig vom Prifwinkel o und lasst
sich wie folgt darstellen:

-1
P R (5-7)
Kii Ky C€0s“a+K, sin“a

ni

mit K,y = 94kN/mm und K, = 306kN/mm. Die Anfangssteifigkeit K, entspricht der Stei-
gung in den experimentellen Kraft-Weg-Verlaufen. Fiur das elastisch-plastische Materi-
alverhalten wird das von Mises-Plastizititsmodell aus ABAQUS [110] verwendet. Alle
Berechnungen werden mit der Version 6.4.3 durchgefihrt.

Die Proben mit hoher bzw. niedriger Porositat werden unter vier verschiedenen Prif-
winkeln getestet: (1) Scherzug bei o = 90°, (2) Scherzug bei a = 40°, (3) Scherzug bei
o = 20° und (4) Scherdruck bei a = 25°. Acht Proben werden fur jede Belastungsrich-
tung geprift, was in Summe 64 Priifungen entspricht. Eine Ubersicht der durchgefiihr-
ten Versuche und der aus dem Experiment gemessenen Grof3en befindet sich in An-
hang G und H.

5.2 Versagensmechanismen bei niedrigen und hohen

Spannungsmehrachsigkeiten

Ziel dieses Abschnitts ist es die Versagensmechanismen bei niedrigen (o /oy = 0,00)
und hohen Spannungsmehrachsigkeiten (on/oy =~ 0,55) fur die AIMg5Si2Mn-
Druckgusslegierung zu untersuchen, da diese die Auswahl der verwendbaren Modelle
zur Beschreibung der Rissinitiierung beeinflussen. Dazu werden gezielt die Proben
analysiert, die unter Scherdruck 25° (on/oy =~ 0,00) bzw. Scherzug 90° (on/oy = 0,55)
geprift werden.

In einem ersten Schritt werden die Scherdruck/Scherzug-Experimente gestoppt, bevor
ein Kraftabfall zu beobachten ist. In beiden Fallen wird als Anhaltepunkt der Mittelwert
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der experimentell ermittelten Versagenszeitpunkte gewahlt (vgl. Anhang G und H).
AnschlieBend erfolgt eine metallographische Praparation mit Untersuchungen der kri-
tisch eingestuften Bereiche im Lichtmikroskop, wobei in beiden Féllen weder ein Bruch
der sproden Mg,Si-Ausscheidungen noch Risswachstum oder -vereinigung zu beo-
bachten ist. Als schwierig gestaltet sich an dieser Stelle, dass der Rissbeginn im Inne-
ren der Proben stattfindet [71] und zusatzlich die Mikrostruktur eine Streuung der Ris-
sinitiierungsorte verursacht, wodurch eine exakte Lokalisierung erschwert wird.

Aus diesem Grund erfolgt eine Prifung bis im Kraft-Weg-Verlauf ein Kraftabfall er-
kennbar ist und wird dann abgebrochen. Die Auswertung erfolgt in unmittelbarer Um-
gebung der Rissspitze.

5.2.1 Versagensmechanismen bei niedriger Spannungsmehrachsigkeit

In Abbildung 5-4 sind Schliffbilder aus der Phase der Rissinitierung und des Riss-
wachstums dargestellt. Abbildung 5-4 (a) zeigt in einem sehr friihen Stadium, dass die
Rissinitierung durch das Versagen der spréden, lamellenformigen Mg,Si-
Ausscheidungen ausgel6st wird und sich bevorzugt im spréden Eutektikum und an der
Grenzflache zum duktilen o-Mischkristall orientiert. Diese mikroskopischen Anrisse
treten zunéchst leicht versetzt in der Ebene der maximalen Schubspannungen auf.

(a) (b)

Abbildung 5-4: (a) Rissinitierung durch Versagen der sproden, lamellenférmigen Mg,Si-
Ausscheidungen, (b) Mikrorissvereinigung durch Versagen des duktilen o-
Mischkristall

Anhand eines Bildes einer weiteren Probe ist erkennbar, dass in einer zweiten Phase
sich die Mikrorisse leicht 6ffnen und eine Vereinigung durch das Versagen des o-
Mischkristalls erfolgt. Dies geschieht unter einem Winkel von etwa 45° zur maximalen
Schubspannung (Abbildung 5-4 (b)). Das Aufbringen einer weiteren Deformation fiihrt
sukzessive zur Ausbildung neuer Mikrorisse vor der Rissspitze und deren Vereinigung
und bewirkt das endgultige Versagen der Probe.
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Makroskopisch betrachtet verlauft der Riss nur durch die Scherbeanspruchung gesteu-
ert geradlinig durch das Material. Die Anwesenheit von Poren in der ndaheren Umge-
bung beeinflussen die Orientierung des Risses kaum, was in Abbildung 5-5 (a) zu se-
hen ist. Die Ausbildung des Eutektikums wirkt sich nur in oben beschriebener Weise
auf den Rissverlauf auf mikroskopischer Ebene aus.
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Abbildung 5-5: (a) Geradliniger Rissverlauf bei niedrigen Spannungsmehrachsigkeiten trotz

Anwesenheit von Poren in der unmittelbaren Umgebung, (b) Einfluss der Po-
ren bei hohen Spannungsmehrachsigkeiten filhrt zu terrassenférmigem
Rissverlauf

5.2.2 Versagensmechanismen bei hoher Spannungsmehrachsigkeit

Der Hauptunterschied zwischen beiden Versagensmechanismen liegt im Einfluss von
anwesenden Poren. Wahrend bei niedrigen Spannungsmehrachsigkeiten kein signifi-
kanter Einfluss erkennbar ist, wird der makroskopische Rissverlauf bei hohen Span-
nungsmehrachsigkeiten durch Poren gesteuert, was zu einem terrassenférmigen Riss-
verlauf fihrt (Abbildung 5-5 (b)).
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Abbildung 5-6: (a) Rissinitierung im spréden Eutektikum, (b) Mikrorissvereinigung durch
Versagen des duktilen a-Mischkristall
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Ansonsten sind die Beobachtungen fir hohe Spannungsmehrachsigkeiten vergleichbar
mit den Ergebnissen fiir niedrige Spannungsmehrachsigkeiten. Bei Uberschreitung
einer kritischen Dehnung brechen die spréden Mg,Si-Ausscheidungen auf und bilden
kleine Mikrorisse, die sich bevorzugt im Eutektikum und an Grenzflachen zum duktilen
a-Mischkristall ausbreiten bzw. dort gestoppt werden. Diese Anrisse liegen bevorzugt
senkrecht zur maximalen Zugbelastung, wobei die lokale Rissorientierung durch die
Ausbildung des lamellaren Eutektikums gesteuert wird (Abbildung 5-6 (a)). Deshalb
sind hier durchaus Abweichungen beobachtbar. Die Mikrorissvereinigung erfolgt eben-
falls durch Versagen des duktilen a-Mischkristalls, was in Abbildung 5-6 (b) gut zu er-
kennen ist.

5.3 Phanomenologische Rissinitiierungsmodelle zur

Beschreibung lokaler Werkstoffeigenschaften

5.3.1 Ermittelte FlieRkurven

In Abbildung 5-7 (a) bis (c) sind den experimentellen FlieRkurven aus den Bereichen
B02, BO5 und B08 (durchgezogene Linien) die nach Ludwik [109] ermittelten FlieRkur-

ven (rechteckige Symbole) gegentibergestellt.
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Abbildung 5-7: Vergleich der experimentellen Spannungs-Dehnungskurven mit den ermittel-

ten FlieBkurven (a) Bereich B02, (b) Bereich B05, (c) Bereich B08, (d) Ver-
gleich der ermittelten Flie3kurven B02, BO5 und B08
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Es zeigt sich in allen Fallen eine gute Ubereinstimmung. Fir die verschiedenen Berei-
che wurden folgende Parameter gefunden:

(a) Bereich B02: G,y =80,2+434,7. %3

W,pl

(b) Bereich BO5: o =140,2+800,3 &4

(c) Bereich B08: oy =988+682,4. 54"

Wie bereits in Kapitel 4.4.1 diskutiert, bewirkt das feinere Geflige im Bereich B0O5 die
hdchste Festigkeit, weshalb hier das Flie3en erst bei 140,2 MPa einsetzt, wahrend im
Bereich B08 bzw. B02 die FlieRgrenzen bei 98,8 bzw. 80,2 MPa liegen (Abbildung 5-7
(d)). Fur alle Entnahmebereiche sind nach Einsetzen des FlieRens Streuungen im Be-
reich von 25MPa im Spannungsniveau zu beobachten, wobei die Kurven nahezu paral-
lel verlaufen. Dies zeigt sich auch anhand des Verfestigungsexponenten n = 0,44 der
angesichts der Streuungen im Experiment als konstant betrachtet werden kann.

5.3.2 Experimentelle Ergebnisse der Scherzug-/Scherdruckversuche

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der Proben aus dem angussfernen Bereich
(B0O7/08/09) des Musterbauteils betrachtet, die - wie in Kapitel 4.4.1 bereits diskutiert -
eine geringe Porositat besitzen. Der Einfluss einer erhéhten Anzahl von Giel3fehlern
auf den Versagenszeitpunkt, wie es im angussnahen Bereich zu beobachten ist, wird in
Kapitel 5.3.5 besprochen.
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Abbildung 5-8: Experimentelle Kraft-Weg-Verlaufe der Scherzug/Scherdruckversuche, (a)

Scherzug 90°, (b) Scherzug 40°, (c) Scherzug 20° und (d) Scherdruck 25°
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Die ermittelten Kraft-Weg-Verlaufe fur Scherzug 90° sind in Abbildung 5-8 dargestellt.
Die Kurven zeigen einen linear-elastischen Verlauf, gefolgt von einem nicht-linearen
aber monotonen Anstieg, bevor es bei ca. 8000N zu einem plotzlichen Kraftabfall
kommt und ein Anriss im Probenzentrum sichtbar wird (Abbildung 5-9 (a)). Die Fortset-
zung des weggeregelten Experiments nach Rissinitiierung zeigt ein allmahliches Abfal-
len des Kraftniveaus. Gleichzeitig wachst der Riss stabil vom Probenzentrum zu den
konvexen Probenrandern. Ein vergleichbares Verhalten ist auch fir die Scherzugver-
suche unter a = 20° und o = 40° zu beobachten. Bis auf die Versuche unter Scherzzug
90° zeigen die restlichen Kurven einen nur sehr leichten Kraftanstieg bevor sie abfal-
len. Was die Experimente unter Scherdruck 25° betrifft, ist ein gleichmaRiger Kraftan-
stieg zu beobachten bevor das Kraftniveau, verursacht durch kleine Risse im Radius,
langsam absinkt. Die Rissinitiierungsorte sind exemplarisch anhand einer Probe pro
gepruften Winkel in Anhang | durch Pfeile markiert. Einschnirungen sind wie bei den
Zugversuchen auch hier nicht zu finden.

Unabhangig von Prufwinkel und —richtung zeigen die Kraft-Weg-Verlaufe teilweise
starke Streuungen (Abbildung 5-8). Erstens variiert das Kraftniveau von Probe zu Pro-
be. Beispielsweise betragt die Differenz bei Scherzug 90° zwischen der am niedrigsten
und der am hdchsten liegenden Kurve 2300N (Abbildung 5-8 (a)). Diese starke Streu-
ung scheint zu kleineren Prifwinkeln hin abzunehmen (vergleiche Scherzug 20° und
40° in Abbildung 5-8 (b) und (c)). Zweitens sind auch deutliche Unterschiede bei den
gemessenen Verschiebungen zum Zeitpunkt der Rissinitiierung erkennbar. Speziell bei
den Versuchen unter Scherzug 20° versagt eine Probe bereits bei einer Verschiebung
von u = 0,39mm, wahrend die maximale Verschiebung 0,98mm betragt.

000000904
Q0000005564500 8005000M

(a) (b)

Abbildung 5-9: (a) Anriss im Probenzentrum unter einem Prifwinkel von 90° (b) Anriss im
Eckbereich bei Scherzug 20° bewirkt keinen Kraftabfall

Einige der getesteten Proben weisen kleine Risse auf mit ca. 1mm Lange in den Ecken
am Ubergang vom Priifbereich zu den Probenschultern (Abbildung 5-9 (b)). Die Riss-
bildung findet hier bereits in einem frilhen Stadium der Belastung statt, noch bevor ein
Anriss im Probenzentrum erfolgt. Beispielsweise ist unter Scherzug 20° ein Anriss be-
reits bei einer Verschiebung von 0,20mm zu erkennen, obwohl ein Kraftabfall - bedingt
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durch einen Anriss in der Nahe des Probenzentrums - erst bei 0,76mm zu beobachten
ist. Die Ausbildung dieser Risse wird deshalb als ein lokales Phdnomen betrachtet,
welches das globale Verhalten nicht beeinflusst.

Basierend auf makroskopischen Beobachtungen wird der Versagenszeitpunkt gleich-
gesetzt mit Erreichen des Kraftmaximums. Dies bedeutet, dass fur die Auswertung der
Verschiebung zum Versagenszeitpunkt us die Bedingung

dF
— =0 5-8
U (5-8)

verwendet wird.

Die Ergebnisse fur jedes durchgefuhrte Experiment sind im Anhang G zusammenge-
fasst. Der Zeitpunkt der Rissinitiierung variiert im Falle der unter Scherzug 90° gepruf-
ten Proben zwischen 0,20 und 0,45mm. Analog streut u; zwischen 0,33 und 0,71mm
fur Scherzug 40°, von 0,39 bis 0,98mm flr Scherzug 20° und von -0,81 bis -1,04mm fir
Scherdruck 25°. Es sei darauf hingewiesen, dass keine Korrelation zwischen dem
Kraftniveau F und dem Versagenszeitpunkt u; erkennbar ist. Zum Beispiel versagt bei
Scherzugversuchen unter 20° die Probe mit dem hdchsten anliegenden Kraftniveau bei
us = 0,80mm. Andere Proben hingegen zeigen niedrigere Kraftniveaus, versagen aber
teilweise friher (us < 0,80mm) bzw. spater (us > 0,80mm).

Fur die numerischen Berechnungen ist die Steigung K, im elastischen Bereich der
Kurven notwendig, weshalb in Anhang G auch die gemessenen Anfangssteigungen fr
jede Probe angegeben werden. Auch hier sind Streuungen fir jeden gepriften Winkel
erkennbar.

5.3.3 Numerische Ergebnisse der Scherzug-/Scherdruckversuche

Mittels der Finite Elemente Modellierung werden fir die Scherzug-/Scherdruckproben
die Kraft-Weg-Verlaufe sowie die Spannungs- und Dehnungsfelder berechnet. Um den
beim Experiment auftretenden Streuungen bei Kraftniveau und Versagenszeitpunkt
Rechnung zu tragen, wird zu jedem gepruften Winkel der friheste und der spateste
Rissinitiierungszeitpunkt (usmin bzw. Usmax) Mit der dazugehdrigen Anfangssteifigkeit Kip;
berechnet. Abbildung 5-10 (a) bis (d) zeigt die simulierten Kraft-Weg-Verlaufe im Ver-
gleich zu den experimentellen Ergebnissen. Fur alle Belastungssituationen liegen die
berechneten Kraft-Weg-Verlaufe im Bereich der Streubreiten der experimentell gemes-
senen Kurven. Abweichungen zwischen Experiment und Simulation liegen in den
Streuungen der Materialeigenschaften begriindet, die nicht im numerischen Modell
berlcksichtigt werden konnen. Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass das
durchschnittliche plastische Materialverhalten anhand von Zugproben unter uniaxialer
Zugbelastung kalibriert worden ist.
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Abbildung 5-10:  Vergleich der experimentellen und simulierten Kraft-Weg-Verlaufe, (a)
Scherzug 90°, (b) Scherzug 40°, (c) Scherzug 20° und (d) Scherdruck 25°

Die FE-Modellierung ermdglicht eine Abschatzung von Spannungen und Dehnungen
innerhalb der Probe. Die auftretenden Deformationen innerhalb des 1,0mm dicken
Prifbereichs sind in Abbildung 5-11 (a) bis (d) anhand der maximalen Hauptnormal-
dehnung g; im Moment der jeweils maximalen Verschiebungen usmax flr die vier ver-
schiedenen Belastungssituationen (a=90° — us = 0,45mm, a=40° — u; = 0,71mm,
a=20°- u; = 0,98mm, a=25° —»u; = -1,04mm) dargestellt. Bedingt durch die Proben-
geometrie ist die maximale Hauptnormaldehnung in der Nahe des Probenzentrums am
grofiten und nimmt nach aufR3en hin kontinuierlich ab.

Fur die gleichen Verschiebungen sind in Abbildung 5-12 die Spannungsmehrachsigkei-
ten abgebildet. Die charakteristischen Spannungsmehrachsigkeiten bewegen sich im
Bereich: +0,20 bis +0,60 fur Scherzug 90°, -0,30 bis +0,40 fur Scherzug 40°, -0,30 bis
+0,30 fur Scherzug 20° und -0,50 bis 0,20 fur Scherdruck 25°. Im Bereich der plasti-
schen Verformung bleiben die Werte der Spannungsmehrachsigkeiten bei zunehmen-
der Verschiebung nahezu unverandert. Im Gegensatz dazu steigt die maximale Haupt-
normaldehnung kontinuierlich an, wenn eine Verschiebung aufgebracht wird.
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+0,110
+0,092
+0,073
+0,055
+0,037
+0,018
+0,000

+0,140
+0,117
+0,093
+0,070
+0,047
+0,023
+0,000

+0,160 +0,150
+0,133 +0,125
+0,107 +0,100
+0,080 +0,075
+0,053 +0,050
+0,027 +0,025
+0,000 +0,000
(€) (d)

Abbildung 5-11:  Maximale Hauptnormaldehnung zum Versagenszeitpunkt, (a) Scherzug 90°,
(b) Scherzug 40°, (c) Scherzug 20° und (d) Scherdruck 25°

G /oy onloy
+0,60 +0,60
+0,40 +0,40
+0,20 +0,20
-0,00 -0,00
-0,20 -0,20
-0,40 -0,40
-0,60 -0,60

(b)

G/oy onloy
+0,60 +0,60
+0,40 +0,40
+0,20 +0,20
-0,00 -0,00
-0,20 -0,20
-0,40 -0,40
-0,60 -0,60

() (d)

Abbildung 5-12:  Spannungsmehrachsigkeit zum spatesten Versagenszeitpunkt, (a) Scherzug
90°, (b) Scherzug 40°, (c) Scherzug 20° und (d) Scherdruck 25°
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5.3.4 Rissinitiierungsmodell niedriger Porositat

In diesem Kapitel wird ein phanomenologisches Rissinitiierungsmodell flr einen gerin-
gen Porositatsgrad entwickelt, das die Prognose des Versagenszeitpunktes u; auf Ba-
sis der durchschnittlichen Materialeigenschaften ermdglicht. Unter den kontinuumsme-
chanischen GrofR3en, die die Spannungs- und Dehnungsfelder beschreiben, werden die
maximale Hauptnormaldehnung ¢; und die Spannungsmehrachsigkeit on/cy gewahlt.
Die Auftragung der maximalen Hauptnormaldehnung tber der Spannungsmehrachsig-
keit liefert eine exponentiell abfallende Versagensgrenzkurve, die bereits von Henn [2]
zur Beschreibung der Rissinitierung bei der Kokillengusslegierung AISi7TMg0,3 ver-
wendet wurde.

Das phanomenologische Rissinitierungsmodell wird definiert als
G(¢,,0,10,)=0 (5-9)

Dabei stellen ¢; die maximale Hauptnormaldehnung und on/cy die Spannungsmeh-
rachsigkeit dar. Des Weiteren wird vorausgesetzt, dass zuldssige Spannungs- und
Dehnungszustande die Ungleichung

G(¢,,0,10,)<0 (5-10)

erfillen missen.

Was die Praxistauglichkeit dieser phdnomenologischen Rissinitiierungsmodelle angeht,
so sind noch folgende Anmerkungen wichtig. Die Klasse der Funktionen G = 0 bildet
das Grenzverhalten von Werkstoffen gut ab. Fir hohe Spannungsmehrachsigkeiten,
zum Beispiel hydrostatische Zugbelastung, ist die ertragbare Dehnung infinitesimal
klein,

Glim [,]=0, fur G=0 (5-11)

——>+®
Oy

wahrend fir groRe negative Spannungsmehrachsigkeiten, zum Beispiel hydrostati-
scher Druck, die Dehnungen ins Unendliche ansteigen.

lim [g,]=+x, fur G=0 (5-12)

Om_,
GV

Um nun aus den experimentellen Ergebnissen eine Versagensgrenzkurve ableiten zu
kénnen, wird unmittelbar nach dem Kraftabfall im Kraft-Weg-Verlauf das Experiment
gestoppt. Eine visuelle Beurteilung der Proben erméglicht den Bereich der Rissinitiie-
rung zu identifizieren. Der Scherdruckversuch unter 25°, sowie die beiden Scherzug-
versuche unter 20° und 40° zeigen Anrisse im Radius am Ubergang vom Prif- zum
Einspannbereich der Probe. Der Scherzugversuch unter 90° versagt im Probenzentrum
(siehe Anhang I). Die Lokalisierung des exakten Versagensortes innerhalb des Prifbe-
reichs gestaltet sich als schwierig, da die Anrisse teilweise bereits eine Ausdehnung
von zwei bis drei Millimetern besitzen. Deshalb werden aus dem FE-Modell, welches
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zur Berechnung der Probenversuche verwendet wird, finf finite Elemente ausgewabhilt,
die mit der Position der experimentell beobachteten Versagensorte Ubereinstimmen.
Fir jedes dieser kritischen Elemente wird die maximale Hauptnormaldehnung tber der
Spannungsmehrachsigkeit aufgetragen. Die Versagensgrenzkurve G = 0 ist dann
durch die Kurve gegeben, die alle Punkte ,einhillt”.

X 0,18 -~ 0,18
(@] = ()] =
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2 006 | 2 006 |
a a
I 0,03 r T 0,03 -
x >
g 0,00 peans DG TN g 0,00 e e 40000 NN
-0,60 -0,40 -0,20 0,00 0,20 040 0,60 -0,60 -0,40 -0,20 0,00 0,20 040 0,60
Spannungsmehrachsigkeit [-] Spannungsmehrachsigkeit [-]
(a) (b)
= 0,18 = 0,18
b2y & Ugmay = 0,98mm h2 A Ugmax = -1,04mm
2 Sl * Usmin = 0,39mm 2 50N ¢ Ugmin = -0,81Tmm
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g 0,00 g 0,00 PRI -4 e
-0,60 -0,40 -0,20 0,00 0,20 040 0,60 -0,60 -0,40 -0,20 0,00 0,20 040 0,60
Spannungsmehrachsigkeit [-] Spannungsmehrachsigkeit [-]
(c) (d)

Abbildung 5-13:  ,Punktwolken® der zuerst bzw. zuletzt gebrochenen Proben, (a) Scherzug
90°, (b) Scherzug 40°, (c) Scherzug 20° und (d) Scherdruck 25°

Um sich eine Vorstellung von den auftretenden Streuungen der Versagenszeitpunkte
zu machen, werden pro Prifwinkel jeweils die Proben betrachtet, die als erstes bzw.
als letztes versagen. Fir jede dieser acht Proben wird eine FE-Berechnung bis zur
Verschiebung der Rissinitiierung u; durchgefihrt. Anschlieend wird fir alle finiten E-
lemente, die innerhalb des Priifbereichs’ liegen jeweils die maximale Hauptnormaldeh-
nung Uber der Spannungsmehrachsigkeit aufgetragen. Abbildung 5-13 (a) zeigt die
Werte fur Scherzug 90°. Jeder Punkt entspricht dem Ergebnis fir ein finites Element
innerhalb des Prifbereichs. Die schwarzen Rauten entsprechen der als erstes
versagenden Probe bei us = 0,20mm, wahrend die weil3en Dreiecke der zuletzt versa-
genden Probe bei us = 0,45mm entsprechen. Die ,Punktwolken“ zeigen, dass sich in
einem Scherzugversuch unter 90° die Spannungsmehrachsigkeiten typischerweise

? Die Eckelemente am Ubergang vom Priifbereich zu den Probenschultern werden ausgenom-
men. Wie oben erlautert, beeinflussen die eventuell auftretenden Mikrorisse in diesen Berei-
chen nicht das globale Versagensverhalten der Proben.
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zwischen 0,20 und 0,60 bewegen. Die maximale Hauptnormaldehnung erreicht Werte
bis 0,10. Betrachtet man das Ergebnis so fallt auf, dass mit zunehmender Verschie-
bung von us = 0,20mm auf us = 0,45mm hauptsachlich eine Verschiebung der Werte in
vertikaler Richtung erfolgt. Dies bestéatigt die zuvor gemachte Beobachtung, dass eine
Zunahme der Verschiebung die maximale Hauptnormaldehnung in der Probe beein-
flusst, sich aber nur schwach auf die auftretenden Spannungsmehrachsigkeiten aus-
wirkt. Die Abbildung 5-13 (b) bis (d) zeigen die Ergebnisse fur die verbleibenden Span-
nungszustande.

Die ,Punktwolken® zeigen, dass die groRten maximalen Hauptnormaldehnungen bei
Spannungsmehrachsigkeiten von on/oy = 0,28 fur Scherzug 40°, on/oy = 0,16 flr
Scherzug 20° und oy/oy = -0,13 fur Scherdruck 25° auftreten. Wie auch bei Scherzug
90° bewegen sich die ,Punktwolken” mit grél3er werdender Verschiebung entlang der
Ordinate.

Die Ableitung der Versagensgrenzkurve erfolgt fir jede Belastungssituation anhand der
durchschnittlichen Verschiebung zum Zeitpunkt der Rissinitiierung. Die dazugehorigen
Spannungs- und Dehnungszustande im Prifbereich werden wieder mit Hilfe des FE-
Modells berechnet. In einer Auftragung der maximalen Hauptnormaldehnung tber der
Spannungsmehrachsigkeit entspricht die Versagensgrenzkurve G der Funktion, die alle
kritischen Elemente ,einhillt und einen mdglichst geringen Abstand zu allen Werten
aufweist. Im Rahmen dieser Arbeit wird folgende Funktion fir die Kalibrierung verwen-
det:

G=¢-C, ec[Z] (5-13)

Dabei werden die Konstante C; > 0 und C, > 0 an die experimentellen Daten ange-
passt. Durch Kalibrierung von Funktion (5-13) ergibt sich fur C; = 0,145 und C, = 1,00.
Die Spannungs- und Dehnungszustinde sowie die Versagensgrenzkurve G = 0 sind in
Abbildung 5-14 dargestellt. Unter Berlcksichtigung der Streuungen in den Scherzug-
/Scherdruckversuchen (Abbildung 5-13 (a) bis (d)) werden die experimentellen Ergeb-
nisse durch die Versagensgrenzkurve G gut beschrieben.

T 0,25

g‘ Griadriga Porasiat 4 kritische Elemente
£ 0,20 Scherdruck 25°

=

g 015 / Scherzug 20°

E ' s  Scherzug 40°

‘g 0,10 £ Scherzug 90°
: /

[

T 005 :93"9

8 o0 LSl ety |

-06 04 -02 00 02 04 06 08
Spannungsmehrachsigkeit [-]

Abbildung 5-14:  Versagensgrenzkurve Gyiegrige porositat
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5.3.5 Einfluss erhdhter Porositat auf das Rissinitiierungsmodell

In diesem Abschnitt wird mit der gleichen Vorgehensweise ein Modell fir den anguss-
nahen Bereich kalibriert, dessen Porositatsgrad hoher ist. Die fur niedrige Porositéat
gemachten Beobachtungen bestéatigen sich ebenfalls fur die Experimente mit hohem
Porenanteil, weshalb auf die Gemeinsamkeiten nicht im Detail eingegangen wird. In
den folgenden Absatzen werden nur gezielt Besonderheiten herausgearbeitet.

In Abbildung 5-15 (a) bis (d) sind fur jeden Prufwinkel die experimentell gemessenen
Kraft-Weg-Verlaufe fur die Proben mit hohem Porenanteil dargestellt. Die auftretenden
Streuungen sind auch hier auffallig. Hinsichtlich des Kraftniveaus zeigen die steil an-
steigenden Kurven der Versuche bei Scherzug 90° mit einer Streubreite zwischen 5000
und 8300N die grofiten Unterschiede und liegen damit meist unter den Kraftniveaus
der Proben mit niedrigem Porenanteil (6700 bis 9000 N, Abbildung 5-10 (a)). Wéahrend
mit abnehmendem Prifwinkel bei den Proben niedriger Porositat auch die Streuungen
im Kraftniveau (Scherzug 40°: 1300 N, Scherzug 20°: 1200 N) abnehmen, lasst sich
diese Beobachtung bei hohen Porositatsgraden nur eingeschrénkt bestatigen. Hier
treten immer noch Differenzen von 2600N bei Scherzug 40° bzw. 20° (Abbildung 5-15
(b) und (c)) auf. Bei Scherdruck 25° liegen die Proben hoher und niedriger Porositat im
gleichen Streubereich, was aus Abbildung 5-15 (d) hervorgeht.

10000 10000
8000 | 8000
Z 6000 - Z 6000 |
= = /\
© ©
< 4000 < 4000
2000 \ 2000
0 : : : : : 0
000 020 040 060 0,80 100 1,20 000 020 040 060 080 100 1,20
Verschiebung [mm] Verschiebung [mm]
(a) (b)
10000 10000
8000 8000 |
Z 6000 Z 6000 |
b5 %
S 4000 | /,\ L\ N S 4000 /‘\
2000 2000
0 : : : : : 0
000 020 040 060 080 100 1,20 000 020 040 060 080 100 1,20
Verschiebung [mm] Verschiebung [mm]
(c) (d)

Abbildung 5-15:  Experimentelle Kraft-Weg-Verlaufe der Proben mit hohem Porenanteil, (a)
Scherzug 90°, (b) Scherzug 40°, (c) Scherzug 20° und (d) Scherzug 25°
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Bezuglich der Streuung der Versagenszeitpunkte bei Scherdruck 25° bewegen sich die
Proben mit niedriger bzw. hoher Porositat etwa im gleichen Bereich. Die schwéchste
Probe hoher Porositat versagt bei einer Verschiebung von us = -0,71mm, wahrend der
maximale Weg u; = -1,02mm betragt. Hingegen zeigen alle Proben mit erhdhter Porosi-
tat unter Scherzugbelastung im Mittel eine geringere Verschiebung bis zum Kraftabfall,
wobei in allen Fallen die Versagenszeitpunkte der zuletzt versagenden Proben hoher
Porositat mit den zuerst versagenden Proben niedriger Porositat Giberlappen. Die ermit-
telten Verschiebungen lauten:

1) Ugmin = 0,26mm und Usmax = 0,72mm  flr Scherzug 20°
2) Uimin = 0,20mm und U max = 0,43mm  fur Scherzug 40°
3) Uimin = 0,13mm und Us max = 0,26mm  flr Scherzug 90°

Die numerischen Untersuchungen erfolgen am bereits vorgestellten FE-Modell mit der
FlieRkurve aus dem Bereich B0O2. Die Kraft-Weg-Verlaufe liegen fur alle Prifwinkel im
Bereich der experimentellen Streubreiten (Anhang J). Dabei liegt das mittlere Kraftni-
veau im Vergleich zu den Proben niedriger Porositdt um ca. 600 bis 1000N niedriger,
da die Festigkeit im angussnahen Bereich geringer ist; dies hat auch die Gegeniber-
stellung der FlieBkurven B02 und B08 (Abbildung 5-7 (d)) gezeigt. Die Verteilung von
maximaler Hauptnormaldehnung und Spannungsmehrachsigkeit innerhalb des Prifbe-
reichs der Proben entspricht der in Kapitel 5.3.3 beschriebenen Verteilung. Bedingt
durch eine vertikale Verschiebung der ,Punktwolken® bei gleichzeitiger Beibehaltung
der Spannungsmehrachsigkeiten sind aufgrund des friiheren Versagens bei Scherzug-
belastungen die auftretenden maximalen Hauptnormaldehnungen aber geringer.

Eine analoge Auftragung der ,Punktwolken* aus maximaler Hauptnormaldehnung und
Spannungsmehrachsigkeit mit anschlieRender Kalibrierung von Funktion (5-13) liefert
fur die durchschnittliche Verschiebung bis Rissinitiierung das phanomenologische Riss-
initiierungsmodell fir erhéhte Porositat (Abbildung 4-18 (a)). Es ergeben sich die Werte
C,=0,118 und C, = 2,26.

T 0,25 = - 0,18
[o)] A kritische Elemente =
= (=]
g 0,20 Ghone Porositat § 0,15 .
E -'} Scherdruck 25° S 012 Gijedrice Parasitat
5 015 Scherzug 20° =
E ; g 8 0,09
S 010 | Scherzug 40° =
e 5]
5 Scherzug 90° < 006 [
[=%
i DIOS iy 24‘-,4‘ y l I 0'03 G"cre?c'cs‘.a:
-06 04 -02 00 02 04 06 08 01 0.1 03 05 0.7 09
Spannungsmehrachsigkeit [-] Spannungsmehrachsigkeit [-]
(a) (b)

Abbildung 5-16:  Pha&nomenologische Rissinitierungsmodelle: (a) Modell fur hohe Porositat
und (b) Vergleich der Modelle mit niedrigem bzw. hohem Porenanteil

89



5 Phanomenologische Rissinitiierungsmodelle unter Berlicksichtigung lokaler mechanischer
Eigenschaften

Wie im Falle niedriger Porositat beschreibt auch das gefundene Rissinitiierungsmodell
fur erh6hte Porositat die Daten sehr gut. Es ist auffallig, dass im Bereich niedriger
Spannungsmehrachsigkeiten (on/oyv = -0,1 bis 0,1) die Unterschiede der ertragbaren
maximalen Hauptnormaldehnungen gering sind (Abbildung 5-16 (b)). Die Werte liegen
typischerweise bei 0,13. Mit zunehmender Spannungsmehrachsigkeit wirkt sich der
héhere Porositatsgrad immer signifikanter aus, und der Unterschied zwischen den
Versagensgrenzkurven betragt bereits Faktor 2 bei einer Spannungsmehrachsigkeit
von 0,4.

Die beiden entwickelten phanomenologischen Rissinitierungsmodelle (Gpiegrige porositat
und Ghone porositat) €rmaglichen erstmals bei der Versagensbewertung von Druckguss-
komponenten die Berticksichtigung von zwei unterschiedlichen Qualitatsbereichen.

5.3.6 Einfluss der Netzfeinheit auf das Rissinitiierungsmodell

Die bisher vorgestellten phanomenologischen Rissinitierungsmodelle sind mit CPS4R-
Elementen [110] mit einer Elementkantenlange von ca. 0,5mm ermittelt worden. Ziel
dieses Abschnitts ist es, den Einfluss der Elementkantenlange auf die Lage der
Versagensgrenzkurve zu bestimmen, um die Ubertragbarkeit auf grobere Netze si-
cherzustellen, da in Gesamtfahrzeugberechnungen in der Regel gréRere Elemente
(EKL = 10mm) verwendet werden. Dazu werden exemplarisch die Proben aus dem
angussnahen Bereich (B01/B02/B03) mit erhOhter Porositat herangezogen. Die Be-
rechnungen erfolgen mit den in Kapitel 5.1.2 vorgestellten FE-Netzen mit den Ele-
mentkantenldangen 0,22mm, 0,43mm, 0,85mm und 1,70mm. Die Randbedingungen
(FlieBkurve, Rissinitiierungszeitpunkt, Einspannbedingungen) werden fir alle vier Falle
identisch gewabhlt.
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Abbildung 5-17:  Maximale Hauptnormaldehnung ¢; der kritischen Elemente in Abhéngigkeit
von der Elementkantenlange und dem Prifwinkel o

Abbildung 5-17 zeigt fur jeden Prifwinkel und jede Elementkantenlange die berechnete
maximale Hauptnormaldehnung e; des kritischsten Elements. Die Versuche unter
Scherdruck 25° zeigen mit zunehmender Elementkantenlange zuerst einen leichten
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Abfall der maximalen Hauptnormaldehnung von &;23mm = 0,117 auf &; 046mm = 0,110
mit einem anschlieBendem Anstieg auf €; g gsmm = 0,113 bevor sie auf €; 1 7mm = 0,097
abfallt. Ein kontinuierliches Absinken der ertragbaren Dehnungen ist bei Scherzug 20°
(£1,0.23mm = 0,091— €3.0.46mm = 0,084— &1 085mm = 0,075 — €3 7mm = 0,067) und Scherzug
40° (&1,0,23mm = 0,057 &1 0.46mm = 0,053— €1 085mm = 0,053— €1 7mm = 0,047) zu beobach-
ten, wenn die Elementkantenlange erhoht wird. Im Unterschied dazu sind die Werte fir
Scherzug 90° nahezu unabhangig von der Elementkantenlange bei etwa g; = 0,035.

Die ansteigenden Dehnungen bei Scherdruck 25°, Scherzug 20° und Scherzug 40°
und den konstanten Werten bei Scherzug 90° fihren dazu, dass die Versagensgrenz-
kurven bei Verringerung der Elementkantenlange zunehmend steiler verlaufen. Die
Versagensgrenzkurven fur die jeweilige Kantenlange sind in Abbildung 5-18 darge-
stellt.
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Abbildung 5-18:  Phanomenologisches Rissinitierungsmodelle in Abhangigkeit von der Kan-
tenlange: (a) 1,70mm, (b) 0,85mm, (c) 0,43mm, (d) 0,22mm

Eine detaillierte Betrachtung der Scherzugversuche unter 20° und 90° liefert an dieser
Stelle eine Erklarung. Sie werden ausgewahlt, da hier die signifikantesten Unterschie-
de in der maximalen Hauptnormaldehnung an den kritischen Elementen auftreten. Be-
dingt durch die Probengeometrie liegt bei Scherzug 90° der kritische Bereich im Pro-
benzentrum entlang der x-Achse, wohingegen die héchst beanspruchten Elemente bei
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Scherzug 20° vom Probenzentrum entlang der y-Achse in Richtung Radius liegen
(Abbildung 5-19).
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Abbildung 5-19: Maximale Hauptnormaldehung im mittleren, kritischen Bereich der Scher-
zug/Scherdruckprobe (a) Scherzug 90° EKL 1,70mm, (b) Scherzug 90° EKL
0,46mm, (c) Scherzug 20° EKL 1,70mm, (d) Scherzug 20° EKL 0,46mm

Eine Auswertung der maximalen Hauptnormaldehnung der kritischen Elemente entlang
der x- (Scherzug 90°) bzw. y-Achse (Scherzug 20°) liefert im Falle der Elementkanten-
lAnge 1,70mm nur jeweils einen Wert. Durch Reduzierung der Elementkantenlange
nimmt die Anzahl der Elemente und damit auch der auswertbaren Daten innerhalb des
Ausgangselementes zu. Diese Vorgehensweise ermdglicht die Erfassung von eventuell
auftretenden Dehnungsgradienten innerhalb des kritischen Bereichs. Eine Auftragung
der maximalen Hauptnormaldehnung Uber der x- bzw. y-Achse fir Scherzug 90° bzw.
Scherzug 20° ist in Abbildung 5-20 dargestellit.

Wie sich in der Auswertung der kritischen Elemente bereits angedeutet hat, weisen
beim Scherzugversuch unter 90° alle Elemente unabhangig von der Kantenlange na-
hezu die gleichen Dehnungen auf. Ein Dehnungsgradient de;/dx ist im Probenzentrum
praktisch nicht vorhanden. Anders verhalten sich die Dehnungen im Scherzugversuch
unter 20°. Im Experiment befindet sich der Versagensort im Radius, wo auch die grof3-
ten Dehnungen auftreten (Abbildung 5-11 (c)). Dies wird lediglich durch die feineren
Elemente aufgelost, weshalb hier auch mit zunehmender Elementfeinheit héhere Deh-
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nungen (g108smm = 0,075— €;1046mm = 0,084—¢1023mm = 0,091) ermittelt werden. Bei
einer Elementkantenlange von 1,70mm wird der Bereich vom Probenzentrum bis in
den Radius lediglich durch ein Element abgebildet, was eine Dehnung von nur 0,067
zur Folge hat. Insgesamt lasst sich fir den Scherzugversuch unter 20° festhalten, dass
mit zunehmender Elementfeinheit der Dehnungsgradient de,/dy ansteigt.

> 0,10 = 0,10
g) + EKL 0,22 mm 87 . Eit 84212 mm /
S | o EKL 0,43 mm S | © 43 mm =
E 0,08 « EKL 0,85 mm % 0,08 + EKL 0,85 mm ﬁ////
é 006 | °EKL170mm S 006 | CEKLITOMM et
IS g Zentrum Radius
6 004 | S 004
= ’ i hd * + ® =
2 002 | £ 002
% %
= 0,00 s 0,00
0,0 0,3 0,6 0,9 1.2 15 1,8 0,0 0,3 0,6 0,9 1,2 1,5 1,8
x-Koordinate y-Koordinate
(a) (b)

Abbildung 5-20:  Maximale Hauptnormaldehnung in Abhangigkeit vom Ort: (a) Scherzug 90°,
(b) Scherzug 20°

Diese Ergebnisse haben auf die beiden Parameter C; und C,, die die Versagensgrenz-
kurven beschreiben, folgende Auswirkung. C; bestimmt den Schnittpunkt mit der Ordi-
nate und steigert sich von Cy, 1 7omm = 0,083 — C; 0g5mm = 0,101 — Cy 043mm = 0,118 —
C1, 022mm = 0,128. C, hingegen ist das MalR fur die Steigung der Kurven, die entspre-
chend von Cyi70mm = 1,698 — Cyossmm = 1910 — Cyo4zmm = 2,150 —
Cz.022mm = 2,279 zunimmt. In Abbildung 5-21 sind die vier Versagensgrenzkurven ge-
genuber gestellt.

0,15
-+ EKL 0,22mm
0,12 -0 EKL 0,43mm
-4+ EKL 0,85mm

-0- EKL 1,70mm

max. Hpt-normaldehnung [-]

0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
Spannungsmehrachsigkeit [-]

Abbildung 5-21:  Einfluss der Elementkantenlange auf die Versagensgrenzkurve

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass bei der im Rahmen dieser Arbeit ver-
wendeten Probengeometrie im Bereich niedriger Spannungsmehrachsigkeiten auf-
grund des in der Probe auftretenden Dehnungsgradienten ein Einfluss der Netzfeinheit
auf die Versagensgrenzkurve vorhanden ist. Beispielsweise erhoht sich bei einer
Spannungsmehrachsigkeit von o,/oy=0,0 mit zunehmender Netzfeinheit die ertragbare
maximale Hauptnormaldehnung um 50% von 0,083 (EKL 1,70mm) auf 0,128 (EKL
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0,22mm). Mit zunehmender Spannungsmehrachsigkeit nimmt durch Verschiebung des
Anrissortes ins Probenzentrum der Dehnungsgradient ab. Die Folge ist, dass der Netz-
einfluss ab o/oy=0,5 praktisch vernachlassigbar ist.

5.4 Diskussion

Die Diskussion der Ergebnisse erfolgt in drei Abschnitten, wobei sich der erste Teil mit
Versagensmechanismen beschéftigt. Neben den aus der Literatur bekannten Mecha-
nismen bei uniaxialer Zugbelastung (om/oy = 0,33) fur Al-Si-Gusslegierungen werden
erstmals Mechanismen einer Al-Mg-Gusslegierung fur hohe (o/oy = 0,60) und niedrige
(om/oy = 0,00) Spannungsmehrachsigkeiten vorgestellt.

Der zweite Teil diskutiert die phdnomenologischen Rissinitierungsmodelle, wobei be-
sonderes Augenmerk auf den unterschiedlichen Gehalt von Giel3fehlern und deren
Einfluss auf die Versagensgrenzkurve gelegt wird; denn dazu liegen keine Untersu-
chungen fir Al-Druckgusswerkstoffe vor.

AbschlieBend wird der Einfluss der Netzfeinheit auf die Versagensgrenzkurven be-
leuchtet und die Ubertragbarkeit auf grobere Netze diskutiert.

5.4.1 Versagensmechanismen

In der Literatur finden sich Untersuchungen von Versagensmechanismen bei Al-Si-
Gusslegierungen hauptséachlich unter uniaxialer Zugbelastung. Dazu werden gekerbte
Probengeometrien verwendet, um den Versagensort exakt im Kerbgrund lokalisieren
und beobachten zu konnen. Die Untersuchung der Ablaufe beim Versagen erfolgt
durch in-situ REM-Aufnahmen [9][55]. Die Ergebnisse lassen sich wie folgt zusammen-
fassen: Nach Ausbildung von Scherbandern im duktilen a-Mischkristall brechen nach
Uberschreitung einer kritischen Dehnung die sproden Phasen im Eutektikum. Das Ver-
sagen der Ausscheidungen hangt ab von Zusammensetzung, Form, Grof3e und raum-
licher Anordnung [55][56]. Mikrorisswachstum und —vereinigung fuhren schlie3lich zum
finalen Versagen.

Fur die warmebehandelte Kokillengusslegierung AISi7Mg0,3 KT64 mit globularem Eu-
tektikum hat Henn [2] als vorherrschenden Mechanismus bei niedrigen Spannungs-
mehrachsigkeiten (o /oy = 0,00) das Abscheren des a-Mischkristalls identifiziert. In
unmittelbarer Umgebung der Rissufer sind vereinzelt zwar gebrochene Partikel zu fin-
den, ihre Anzahl ist aber im Vergleich zu hohen Spannungsmehrachsigkeiten vernach-
lassigbar. Untersuchungen von Mohr und Treitler [58] an der wérmebehandelten
Druckgusslegierung AISi10MgMn bestatigen diese Ergebnisse.

Im Gegensatz dazu zeigt die im Rahmen dieser Arbeit untersuchte Al-Mg-
Gusslegierung AIMg5Si2Mn mit ihrem lamellaren Eutektikum ein anderes Verhalten.
Sowohl bei niedrigen als auch bei hohen Spannungsmehrachsigkeiten brechen nach
Uberschreitung einer kritischen Dehnung die spréden Mg,Si-Ausscheidungen des Eu-
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tektikums. Damit zeigt die Legierung bei hohen Spannungsmehrachsigkeiten eine gute
Ubereinstimmung mit dem in der Literatur fiir andere Legierungen bekannten Mecha-
nismus. Bei niedrigen Spannungsmehrachsigkeiten findet allerdings kein Wechsel des
Mechanismus statt, wie es fur die Gusslegierungen mit globularem Eutektikum der Fall
ist. Es versagen immer noch bevorzugt die sprdden Phasen im Eutektikum (Abbildung
5-4 (a) und (b)). Es ist anzunehmen, dass die Partikelform neben der Grélie und An-
ordnung die entscheidende Rolle spielt.

Nach der Rissinitiierung an den spréden Mg,Si-Phasen erfolgt das Risswachstum be-
vorzugt im sproden Eutektikum, wie deutlich in Abbildung 5-6 (a) zu erkennen ist. Eine
Erklarung wird im folgenden gegeben. Der Werkstoff enthélt eine duktile (o-
Mischkristall, weil3 dargestellt in Abbildung 5-22) und eine sprode Phase (Eutektikum,
grau dargestellt in Abbildung 5-22). Das Eutektikum wird dabei vereinfacht als homo-
gen angesehen, obwohl es aus Mg,Si-Phasen und dem eutektischem o-Mischkristall
aufgebaut ist. FUr das Risswachstum in sproden Werkstoffen kann gemalf der linear
elastischen Bruchmechanik eine Energiebilanz aufgestellt werden [101]. Instabiles
Risswachstum (da) tritt dann ein, wenn die gesamte potentielle Energie des Werkstoffs
erniedrigt wird:

d(WOb _Wel) <0

& (5-14)

Woy ist dabei die Energie, die zur Schaffung neuer Rissoberflachen notwendig ist, wah-
rend W, zur elastischen Verzerrung des Materials aufgewendet werden muss.

Bei duktilen Materialien muss zuséatzlich ein Energiebeitrag Wpi.s: aufgrund plastischer
Verformung vor der Rissspitze beriicksichtigt werden. Dieser Beitrag ist haufig deutlich
groRRer als Oberflachen- und Verzerrungsenergie. Die Folge ist, dass die Bruchzéhig-
keit — sie beschreibt den Widerstand eines Werkstoffs gegen Rissausbreitung — duktiler
Werkstoffe K" im Vergleich zu spréden K, deutlich hoher ist. Beispielsweise liegen
fur Al-Legierungen die Werte im Bereich von 25 bis 35 MN m~?2, wahrend sprode Mate-
rialien (z. B. Al,Os, SisN,) Bruchzahigkeiten von 2 bis 5 MN m™2 aufweisen [111]. Trifft
der Riss wahrend seines Wachstums im sproden Eutektikum auf den duktilen o-
Mischkristall, so sind prinzipiell drei Verlaufe méglich:

e der Riss setzt sich im duktilen Material fort (Abbildung 5-22 (a)),
e der Riss orientiert sich entlang der Phasengrenzen (Abbildung 5-22 (b))
e oder der Riss verlauft zurtick ins Eutektikum (Abbildung 5-22 (c)).
Aufgrund der Tatsache, dass fiir die Spannungsintensitatsfaktoren gilt
Kic? > Ki¢® (5-15)

wirde ein Weiterwachsen im a-Mischkristall einen erhéhten Energieaufwand bedeuten,
weil die Ausbildung der plastischen Zone vor der Rissspitze dem Wachstum entge-
genwirken wirde. Daher breitet sich der Riss bevorzugt entweder entlang der Phasen-
grenze aus, da hier aufgrund der Gitterstérungen der Energieaufwand geringer ist. O-
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der er lauft wieder zuriick ins spréde Eutektikum. Beides wird durch die Schiliffbilder
(Abbildung 5-4 und Abbildung 5-6) belegt.

a-Mischkristall

chd

(a) (b) (c)

Abbildung 5-22:  Schematische Darstellung moglicher Rissverlaufe bei Koexistenz duktiler
und spréder Phasen in einem Werkstoff. Aufgrund einer niedrigeren Bruch-
zéhigkeit sproder Phasen, findet Risswachstum bevorzugt im Eutektikum
statt.

Die Ergebnisse in der bisherigen Literatur und dieser Arbeit lassen folgende Schluss-
folgerung zu: Al-Si-Gusslegierungen mit einem globularen Eutektikum wechseln ihren
Versagensmechanismus von Matrix- zu Partikelversagen beim Ubergang von niedrigen
zu hohen Spannungsmehrachsigkeiten. Im Ubergangsbereich ist anzunehmen, dass
beide Mechanismen parallel existieren. Liegt dagegen wie bei der untersuchten Al-Mg-
Gusslegierung ein lamellares Eutektikum vor, so andert sich der Versagensmechanis-
mus im untersuchten Spannungsmehrachsigkeitsbereich nicht (Abbildung 5-23). Es tritt
unabhangig von der Spannungsmehrachsigeit Partikelbruch auf.

Matrixversagen Partlkelversagen

globulares |
Eutektikum

lamellares
Eutektikum

nledrrg (<O 2] hoch (>0,3)

Spannungsmehrachsigkeit [-]

Abbildung 5-23:  Globulares Eutektikum — Wechsel des Versagensmechanismus, Lamellares
Eutektikum — Versagensmechanismus unabhéngig von Spannungsmeh-
rachsigkeit
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Die Beobachtungen basieren auf metallographischen Untersuchungen in der Umge-
bung der Rissspitze. Die Priufung bis zu einem Kraftabfall im Experiment ist notwendig,
da die Rissinitiierung bei der verwendeten Probengeometrie im Inneren stattfindet und
ohne Anriss eine Lokalisierung nicht méglich ist. Dadurch ist es wahrscheinlich, dass
die Spannungszustéande vor der Rissspitze nicht den makroskopisch vorherrschenden
Zustanden entsprechen, weshalb eine Verfalschung der gefundenen Ergebnisse denk-
bar ist. Diese Frage lasst sich aber an dieser Stelle nicht endgultig klaren. Ein LO-
sungsansatz sind mikroskopische FE-Berechnungen, wie sie z.B. bei Schmauder [112]
durchgefuhrt werden. Eine Anwendung dieser Modelle fur unterschiedliche Belastungs-
richtungen und Partikelformen (kugel- bzw. plattenférmige Ausscheidungen) kénnte
die gemachten Beobachtungen bestatigen. Neben Partikel- und Matrixeigenschaften
spielt vermutlich die Grenzflachenfestigkeit eine entscheidende Rolle.

5.4.2 Phanomenologische Rissinitiierungsmodelle

Die Rissinitiierung findet unabhangig von der Spannungsmehrachsigkeit in den spro-
den Mg,Si-Ausscheidungen statt, der Versagensmechanismus &ndert sich also nicht.
Daraus lassen sich zwei Schlussfolgerungen ziehen. Erstens kann auf eine Untertei-
lung in sprodes und duktiles Versagen, wie es El-Magd [74] fur Al-Knetlegierungen
vorsieht, verzichtet werden. Damit ist die Verwendung einer Versagensgrenzkurve fir
den gesamten Spannungsmehrachsigkeitsbereich sinnvoll. Zweitens spricht das Bre-
chen sproder Partikel als Ursache der Rissinitierung fur die Verwendung eines
Versagenskriteriums auf Basis der maximalen Hauptnormaldehnung; denn diese Gro-
Be ist geeignet, um sprddes Versagen realitatsgetreu abzubilden.

Die vorgestellten Versagensgrenzkurven werden mit Hilfe einer speziellen Prufvorrich-
tung ermittelt, die bereits bei Mohr, Henn und Treitler [2][58][71] verwendet wird. Der
Vorteil dieser Apparatur ist es, dass nur eine Probengeometrie notwendig ist, um den
Spannungsmehrachsigkeitsbereich zwischen 0,00 und 0,60 zu untersuchen. Dieser
reicht aus, da die in der Praxis auftretenden Spannungsmehrachsigkeiten, die zum
Bauteilversagen fuhren, typischerweise in diesem Bereich liegen; dies wird spéater an-
hand der Komponentenversuche noch gezeigt (Abbildung 6-7 und Abbildung 6-12).
Dadurch kann der experimentelle Aufwand deutlich reduziert werden.

Ein weiterer Vorteil ist die Probengeometrie mit einer Dicke von nur 3,00mm, die nor-
malerweise aus dinnwandigen Realstrukturen entnommen werden kann. Dadurch ent-
fallt der zeit- und kostspielige Abguss von Musterbauteilen zur Kalibrierung von
Versagensgrenzkurven. Aul3erdem spiegeln die am Realbauteil ermittelten Werte auch
die mechanischen Eigenschaften am besten wieder, da die typischen Kennzeichen des
Druckgussprozesses vorliegen wie schnelle, turbulente Formfiillung, hohe Abkuhlge-
schwindigkeiten und starke Temperaturgradienten. Daraus resultieren unter anderem
die Abweichungen von Kraftniveau und Versagenszeitpunkt bei den experimentell er-
mittelten Kraft-Weg-Verlaufen der Scherzug/Scherdruckversuche.
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Far die Streuungen im Kraftniveau gibt es zwei Ursachen. Erstens andert sich die Ge-
fugestruktur, wenn Schwankungen bei den Abkuhlgeschwindigkeiten auftreten oder
wenn vorerstarrtes Material aus der GieBkammer in das Bauteil gelangt. Lokal kann
dann ein sehr grob ausgebildetes Eutektikum auftreten, welches das Verformungsver-
halten beeinflusst. Dieses Ph&nomen ist sowohl fur Al- als auch fur Mg-Legierungen
bekannt [30]. Zweitens kdnnen geringe Schwankungen des Anpressdrucks (aufge-
bracht durch 2 x 7 Schrauben) und eine leicht variierende Ausgangslage der Probe in
der Prufapparatur das gemessene Kraftniveau beeinflussen. Diese Beobachtungen
wirden auch die Streuungen bei den gemessenen Anfangssteifigkeiten Ki, erklaren.

Verantwortlich fur die auftretenden Streuungen in den Verschiebungen us bis Rissinitiie-
rung sind hauptsachlich statistisch verteilte Giel3fehler, wie Gas- und Erstarrungsporo-
sitdt oder Oxidhaute. Bisherige Untersuchungen erwahnen diese Streuungen, gehen
aber ansonsten von homogen verteilten mechanischen Eigenschaften innerhalb eines
Bauteils aus [2][4]. Speziell bei Druckgussbauteilen treten aber neben den statistischen
Streuungen auch noch prozessbedingte systematische Streuungen innerhalb eines
Bauteils auf. In der Literatur sind fur Al-Druckgusswerkstoffe keine ph&nomenologi-
schen Rissinitiierungsmodelle beschrieben, die diese heterogen verteilten Eigenschaf-
ten berucksichtigen. Ein erster Ansatz dazu findet sich bei Greve [1][31], der anhand
eines im Druckguss gefertigten Magnesium-Getriebegehauses Versagensgrenzkurven
fur unterschiedliche Porositatsgrade ermittelt. Dabei treten jedoch zwei Probleme auf.
Erstens liegen die durch den losipescu-Scherversuch ermittelten Kennwerte zu tief, da
Versagen im Bereich uniaxialer Zugbelastungen auftritt und nicht unter der gewtinsch-
ten Scherbelastung. Zweitens liegen auch die Werte flr den uniaxialen Zugversuch zu
niedrig (Abbildung 2-11 (a)). Fur eine Erklarung wird der statistische GréReneffekt he-
rangezogen. Dieser besagt, dass eine Probe umso friher versagt, je gréf3er ihr geprif-
tes Volumen ist. Detailliertere Untersuchungen fur eine Al-Kokillengusslegierung zu
diesem Effekt finden sich bei Henn [2], der auch mittels einer User-Subroutine das ge-
prufte Volumen in die FE-Berechnung miteinbezieht. Die bei Greve gemachten Beo-
bachtungen treffen fir die im Rahmen dieser Arbeit verwendete Prifapparatur nicht zu.
Grund dafir ist, dass das kritisch beanspruchte Probenvolumen bei der verwendeten
Probengeometrie fir alle Belastungswinkel nahezu gleich ist. Somit kann ein statisti-
scher GroRReneffekt an dieser Stelle ausgeschlossen werden. AufRerdem erfolgt die
Rissinitiierung bei Scherdruck 25° tatséchlich in dem Bereich der Probe, wo auch den
FE-Berechnungen zufolge eine Scherbelastung vorherrscht [71]. Sowohl die Werte aus
dem Scherdruckversuch 25° (Scherbelastung: om/cy = 0,00) als auch aus dem
Scherzugversuch 40° (uniaxiale Zugbelastung: on/oy = 0,33) fur einen niedrigen und
hohen Porositatsanteil reihen sich gut in die anderen Messdaten ein und belegen, dass
mit ~ zunehmender  Spannungsmehrachsigkeit  die  ertragbare maximale
Hauptnormaldehnung abnimmt.

Im Falle der Proben mit niedrigem Porenanteil (Gniegrige porositar) Sinken die ertragbaren
Dehnungen von 0,15 (on/oy = 0) bis auf ein Niveau von 0,075 ab (on/oy = 0,6,
Abbildung 5-14). Die Reduzierung der maximalen Hauptnormaldehnung in einem
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Spannungsmehrachsigkeitsbereich von 0,00 bis 0,60 betrdgt demnach zirka 50%. Der
Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit ist bei Al-Druckgusswerkstoffen im Gusszu-
stand somit &hnlich signifikant wie bei der warmebehandelten Druckgusslegierung Al-
Sil0MgMn, die durch Mohr und Treitler [58] untersucht wurde. Auch hier haben sich in
einem vergleichbaren Spannungsmehrachsigkeitsbereich die ertragbaren Dehnungen
um 50% von 0,60 auf 0,30 reduziert, wobei aber das Dehnungsniveau bedingt durch
die Warmebehandlung deutlich hoher liegt.

Betrachtet man die Werte fiir erh6hte Porositét, so ist der Einfluss der Spannungsmeh-
rachsigkeit mit durchschnittlich 70% sogar noch starker (Abbildung 5-16 (a)). Hier sin-
ken die ertragbaren Dehnungen von 0,12 (c,/oy = 0) bis auf 0,035 (o/oy = 0,6) ab. Es
zeigt sich, dass bei niedrigen Spannungsmehrachsigkeiten der Porositatsgrad bei der
Ermittlung von Versagensgrenzkurven vernachlassigbar ist und die ertragbaren Deh-
nungen auf gleichem Niveau liegen. Erst mit der Erhéhung der Spannungsmehrachsig-
keit gewinnt die Porositat immer mehr an Bedeutung (Abbildung 5-16 (b)). Ursache
dafur ist, dass Poren mit ansteigender Spannungsmehrachsigkeit erstens als innere
Kerben wirken und zweitens den Querschnitt reduzieren, was zu einem friiheren Ver-
sagen fuhrt. Berdin [9] vermutet bei der Untersuchung der Druckgusslegierung Al-
Si9Cu3 unter uniaxialer Zugbelastung, dass die Querschnittsreduzierung der dominan-
te Effekt ist, da in unmittelbarer Umgebung von Poren keine Rissinitiierung festgestellt
werden konnte. Da die Beobachtungen anhand von in-situ-REM-Versuchen gemacht
wurden, liegen aber keine Informationen Gber die Abldufe im Inneren des Materials vor.

Somit stehen erstmals phdnomenologische Rissinitiierungsmodelle zur Verfligung, die
unterschiedliche Porositatsgrade bertcksichtigen. Damit kann den systematischen
Streuungen in Druckgussbauteilen durch Verwendung der entsprechenden Versagens-
grenzkurve Rechnung getragen werden, wie in Kapitel 6 gezeigt wird. Es sei noch
darauf hingewiesen, dass sich die Giltigkeit der Modelle lediglich auf den Porosi-
tatsgrad der untersuchten Musterbauteile beschrankt. Fir den angussnahen Bereich
liefert eine computertomographische Untersuchung einen Volumenanteil der Poren von
0,84%, wahrend im angussfernen Bereich 0,28% gemessen wurden (Abbildung 4-14).
Vor einer Ubertragung auf andere Strukturen muss man sich bewusst sein, dass je
nach Auswerteverfahren die gemessenen Porositdten deutlich unterschiedlich sein
kénnen. Beispielsweise kénnen in der Metallographie kleinere PorengrofRe ermittelt
werden, als dies normalerweise durch computertomographische Messungen geschieht.
Hinzukommt, dass die Auswahl der untersuchten Flache bzw. des Volumens neben
der Wahl eines geeigneten Schwellenwertes zur Erzeugung eines Binarmusters (Mate-
rial=0 /Porositdt=1) das Ergebnis ebenfalls stark beeinflusst.

Es ist hervorzuheben, dass innerhalb eines Druckgussbauteils die mikrostrukturellen
Eigenschaften streuen und ebenfalls betrachtliche Schwankungen von Bauteil zu Bau-
teil auftreten kénnen. Auch wird in der Art der Giel3fehler nicht unterschieden, obwohl
rissahnliche Oxidhaute das Versagen sicherlich anders beeinflussen als kugelférmige
Gasporen, die durch eingespilte Luft entstehen. Deshalb sind die Modelle nur in der
Lage den Versagenszeitpunkt und den Rissinitiierungsort abzuschétzen. Es sei denn
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die Poren werden im FE-Modell mit abgebildet. Ein Ansatz dazu wurde von Jansen [4]
vorgestellt. Mittels CT-Analysen wird die Fehlstellenverteilung im Bauteil ermittelt.
Durch Uberlagerung der experimentell ermittelten CT-Daten mit dem FE-Netz der Fes-
tigkeitsberechnung kénnen die Elemente identifiziert und ausgeblendet werden, die im
Realbauteil einer Pore entsprechen. An diesen Hohlrdumen kdnnen unter Belastung
Spannungsspitzen auftreten, die zum Versagen der Struktur fihren kénnen. Eine ver-
nunftige Abbildung dieser Hohlrdume ist nur durch eine sehr feine Vernetzung maoglich,
was derzeit im industriellen Bereich auf Bauteilebene nicht sinnvoll umsetzbar ist. Hin-
zukommt, dass die Verteilung der Giel3fehler von Bauteil zu Bauteil variiert. Aufwandi-
ge computertomographische Untersuchungen wéren notwendig, um eine zuverlassige
Versagensbewertung von Druckgussbauteilen durchzufiihren. Daran wird die Notwen-
digkeit fur Modelle zur Prognose der mechanischen Eigenschaften in der Giel3prozess-
simulation deutlich.

5.4.3 Einfluss der Diskretisierung auf das Rissinitiierungsmodell

Dieser Abschnitt beschéatftigt sich mit dem Einfluss der Diskretisierung der Probengeo-
metrie auf die Versagensgrenzkurve. Dazu wird zuerst der verwendete Elementtyp
diskutiert, bevor auf die Netzfeinheit eingegangen wird.

Henn und Mohr weisen in ihren Arbeiten [2][71] darauf hin, dass bei der verwendeten
Probengeometrie im Ubergangsradius vom dinnen Priifbereich zum dickwandigeren
Einspannbereich die Spannungskomponente in Dickenrichtung nicht mehr vernachlas-
sigbar ist, weshalb sie Volumenelemente im FE-Modell verwenden. Diese dritte Span-
nungskomponente in z-Richtung kann durch die hier verwendeten CPS4R-Elemente
nicht abgebildet werden. Speziell bei den Prifungen unter Scherzug 20°, Scherzug 40°
und Scherdruck 25° sind deshalb Abweichungen zu erwarten, da bei diesen Belastun-
gen die kritischen Elemente, wie weiter oben beschrieben, im Ubergangsradius liegen.
Dennoch zeigen die Simulationen eine gute Ubereinstimmung mit den experimentell
ermittelten Kraft-Weg-Verlaufen. Hinzukommt, dass die Ubertragbarkeit der Rissinitiie-
rungsmodelle auf gro3flachige und dinnwandige Strukturbauteile sichergestellt ist, da
die Vernetzung typischerweise in Schalenelementen erfolgt. Die Berechnung derartiger
Komponenten in Hexaeder- oder Tetraederelementen ist bei den heutigen Rechnerka-
pazitaten zu aufwandig.

Die Betrachtung des Einflusses der Netzfeinheit auf die Versagensgrenzkurve (Kapitel
5.3.6) zeigt, dass bei feinerer Vernetzung der Probengeometrie im Bereich niedriger
Spannungsmehrachsigkeiten (Scherdruck 25° — oy/oy 20,00, Scherzug 20° — on/oy
~0,18 und Scherzug 40°— on/oy =0,28) die zuldassige maximale Hauptnormaldehnung
ansteigt (Abbildung 5-21). Ursache dafir ist eine bessere Auflosung des auftretenden
Dehnungsgradienten am jeweiligen Anrissort. Mit zunehmender Spannungsmehrach-
sigkeit ist bei der hier verwendeten Probengeometrie die Netzfeinheit vernachlassigbar,
weil beim Scherzugversuch unter 90° (on/oy ~0,58) am Rissinitiierungsort praktisch
kein Dehnungsgradient auftritt. Bei Verwendung einer gekerbten Rundzugprobe mit
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einer vergleichbaren Spannungsmehrachsigkeit wirde hingegen die Netzfeinheit sehr
wohl eine Rolle spielen. Bedingt durch die Kerbe in der Probe tritt ein Dehnungsgra-
dient auf, der durch feinere Vernetzung besser aufgelost werden wirde. Die héheren
Dehnungen héatten eine Verschiebung der Versagensgrenzkurve zu gréReren Werten
zur Folge.

Aber auch bei gleichbleibender Probengeometrie kann sich die Netzfeinheit unter-
schiedlich auswirken. Betrachtet man die im Rahmen dieser Arbeit verwendete Pro-
bengeometrie, so sind die auftretenden Spannungs- und Dehnungsfelder sehr inhomo-
gen. Dies fuhrt dazu, dass je nach Dehnungsgradient die Elementkantenlange entwe-
der einen starken Einfluss besitzen kann (Scherzug 20° und 40°, Scherdruck 25°) oder
praktisch vernachlassigbar ist (Scherzug 90°)(Abbildung 5-17). Aber bereits bei einer
einfacheren Geometrie wie der hier verwendeten, gibt es deutliche Unterschiede. Dazu
wird ein einseitig eingespannter Balken betrachtet, der einmal auf Zug und einmal auf
Biegung belastet wird (Abbildung 5-24). Im Falle der Zugbelastung ist kein Dehnungs-
gradient vorhanden, so dass die gewahlte Netzfeinheit keine Rolle spielt. Im Gegen-
satz dazu fuhrt eine Biegebelastung zu einem Dehnungsgradienten, der durch feinere
Vernetzung exakter aufgeldst wird. Hier wird das Resultat durch die Netzfeinheit beein-
flusst.

de/dx = 0 de/dx = 0

/111111111
/111111111
1N

(a) (b)

Abbildung 5-24:  Einseitig eingespannter Balken unter a) Zugbelastung: kein Dehnungsgra-
dient vorhanden — Netzfeinheit vernachlassigbar, b) Biegebelastung: Deh-
nungsgradient vorhanden — Netzfeinheit entscheidend

Anhand dieser Uberlegungen wird deutlich, dass der Einfluss der Netzfeinheit bei der
Kalibrierung von phanomenologischen Rissinitierungsmodellen zum einen von der
verwendeten Probengeometrie und zum anderen von der Belastungsart abhangt. Ein
allgemeingultiger Zusammenhang fur den Einfluss der Elementkantenlange, der die
Extrapolation der Versagensgrenzkurve auf grof3ere Elementkantenlangen - z.B. in
einem Komponentenversuch - ermdglicht, ist problematisch einzustufen. Es wird die
Verwendung des Modells mit einer Elementkantenlange von 0,5mm empfohlen, da es
sowohl die Rissinitiierungsorte als auch die auftretenden Dehnungsgradienten ausrei-
chend genau abbildet.
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5.5 Zusammenfassung

Die Ermittlung ph&nomenologischer Rissinitierungsmodelle erfolgt typischerweise mit
einer Reihe unterschiedlicher Probengeometrien, angefangen beim Druckversuch bis
hin zur gekerbten Rundzugprobe. Eine anschlieRende FE-Berechnung liefert an den
jeweiligen Rissinitiierungsorten Spannungsmehrachsigkeiten und Dehnungen. Dinn-
wandige Strukturbauteile, die im Druckguss hergestellt werden, erschweren die Ent-
nahme dieser herkémmlichen Proben, weshalb im Rahmen dieser Arbeit eine spezielle
Prifvorrichtung benutzt wird. Die Verwendung von einer nur 3,0mm dicken Probenge-
ometrie ermoglicht durch Rotation und einen Wechsel der Belastungsrichtung
(Zug/Druck) die Prufung von Spannungsmehrachsigkeiten zwischen 0,0 und 0,6. Ein
parametrisiertes FE-Modell erleichtert die Auswertung der Berechnungen, so dass der
experimentelle und numerische Aufwand erheblich reduziert werden konnte. Die Er-
gebnisse dieses Abschnitts lassen sich wie folgt zusammenfassen:

(1) Die phanomenologischen Rissinitiierungsmodelle Giedrige porositat UNd Ghone porositat
demonstrieren erstmals den Einfluss einer erhdhten Fehlerdichte auf das Ni-
veau von Versagensgrenzkurven bei Al-Gusslegierungen. Es zeigt sich, dass
bei einer Erh6hung der Spannungsmehrachsigkeit von 0,0 auf 0,6 die ertragba-
re maximale Hauptnormaldehnung um ca. 50% abnimmt, wenn der Anteil der
Gieldfehler gering ist. Betrachtet man einen erhéhten Fehleranteil, so fallen die
Werte mit 65% noch starker ab. Entscheidend dabei ist, dass im Bereich niedri-
ger Spannungsmehrachsigkeiten (on/oyv < 0,2) der Einfluss der Porositat nahe-
zu vernachlassigt werden kann. Erst mit hheren Spannungsmehrachsigkeiten
macht sich die erhdhte Fehlerdichte bemerkbar und bewirkt eine Absenkung
des Niveaus der Versagensgrenzkurve um Faktor 2.

(2) Die lIdentifizierung von Versagensmechanismen in Abhangigkeit von Span-
nungsmehrachsigkeit und Eutektikumsmorphologie fir Al-Gusslegierungen ist
in dieser Arbeit gelungen. Legierungen mit lamellarer Auspragung des Eutekti-
kums zeigen im untersuchten Spannungsmehrachsigkeitsbereich keinen
Wechsel des Versagensmechanismus. Unabhéngig von der Spannungsmeh-
rachsigkeit erfolgt Rissinitiierung im sproden Eutektikum. Im Gegensatz dazu
vollzieht sich bei Gusswerkstoffen mit globularem Eutektikum ein Wechsel vom
Matrix- zum Partikelversagen beim Ubergang von niedrigen zu hohen Span-
nungsmehrachsigkeiten [58].

(3) Die verwendete Netzfeinheit bei der Modellierung der Probenversuche zeigt ei-
nen Einfluss auf die Versagensgrenzkurve. Dieser ist umso grof3er, je starker
der Dehnungsgradient am Rissinitierungsort ist. Ursache dafir ist, dass durch
eine feinere Vernetzung Dehnungsgradienten besser aufgeltst werden. Ein all-
gemeingultiger Zusammenhang, der eine Extrapolation der Versagensgrenz-
kurve auf groRere Elementkantenlangen erlaubt, ist nicht mdglich, da der Ein-
fluss der Netzfeinheit von der zur Kalibrierung verwendeten Probengeometrie
und vom jeweiligen Belastungsfall abhangt.

102



6 Validierung und Ubertragbarkeit der Modelle am Beispiel von zwei Komponentenversuchen

6 Validierung und Ubertragbarkeit der Modelle am
Beispiel von zwei Komponentenversuchen

In den beiden vorangehenden Kapiteln 4 und 5 wurden Modelle zur Prognose mecha-
nischer Eigenschaften und zur Vorhersage der Rissinitiierung in Abhangigkeit von zwei
Porositatsgraden fiur die Druckgusslegierung AIMg5Si2Mn entwickelt.

Dieses Kapitel stellt zunachst die im Musterbauteil eingebrachten Maodifizierungen vor,
die durchgefihrt werden, um Bereiche mit unterschiedlichen Porositatsgraden prifen
zu kdnnen. AnschlieRend wird die Vorgehensweise bei der Zuweisung lokaler mecha-
nischer Eigenschaften und bei der Versagensbewertung vorgestellt. Die Uberpriifung
der Modelle erfolgt anhand von Komponentenversuchen, die an den modifizierten Mus-
terbauteilen durchgefihrt werden. Dabei ist die Vorgehensweise zweistufig. Zunachst
werden die gefundenen Modelle mittels eines Komponentenzugversuchs validiert, be-
vor in einem zweiten Schritt die Ubertragbarkeit der Modelle auf einen Bauteilbereich -
aus dem keinerlei Proben zur Werkstoffcharakterisierung entnommen wurden - gepruft
wird. AbschlieBend wird der Einfluss der Netzfeinheit auf Komponentenebene im Hin-
blick auf den Rissinitiierungszeitpunkt untersucht.

6.1 Modifizierungen des Musterbauteils

Ziel der Komponentenversuche in Kapitel 6.4 ist die gleichzeitige Belastung von zwei
Bauteilbereichen mit unterschiedlichen Porositatsgraden, um die phanomenologischen
Rissinitierungsmodelle (Kapitel 5.3.4 und 5.3.5) zu tberprifen. Wie die Ergebnisse der
prognostizierten Bruchdehnungen in Abbildung 4-24 (a) zeigen, sind deutliche Unter-
schiede zwischen angussnahem (B01-03, As ~ 1,5 — 2,5%) und angussfernem Bereich
(BO7-09, As ~ 3,5%) zu erkennen. Aus diesem Grund werden im Bereich B durch me-
chanische Bearbeitung Schwéachungen eingebracht.

Fur den Druckversuch werden in den unteren und oberen Langsrahmen des Bauteils
kreisrunde Locher mit einem Durchmesser von 50mm gebohrt, so dass jeweils zwei
Stege auf der angussnahen bzw. —fernen Seite stehen bleiben. Diese Bohrungen wer-
den in der Stufenplatte bis zu einer Tiefe von 25mm fortgesetzt und mit einem Radius
von 5mm abgeschlossen (Abbildung 6-1 (a)).

Die Bauteile fur den Zugversuch werden ebenfalls durch kreisrunde Bohrungen
(Durchmesser 40mm) im oberen und unteren Langsrahmen geschwécht, die sich noch
bis zu einer Tiefe von 2,5mm in die Stufenplatte fortsetzen. Daran schlief3t sich auf
jeder Seite eine halbkreisformige Ausfrasung mit einem Radius von 20mm an. Zusétz-
lich wird mittig eine kerbenférmige Aussparung auf einer Ladnge von 163,8mm einge-
bracht, die auf beiden Seiten mit einem Radius von 5mm abschlief3t. Diese ist notwen-
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dig, um den Querschnitt des Musterbauteils zu reduzieren, da sonst die zulassige Ma-
ximalkraft der verwendeten Zugprifmaschine von 200kN Uberschritten wird.

Abbildung 6-1: Abmalfe der modifizierten Musterbauteile : (a) Druck, (b) Zug

6.2 Datentbertragung vom Netz der Giel3simulation auf das

der Festigkeitsberechnung

In Kapitel 4 wurde gezeigt, dass die Streckgrenze Ry, und die Bruchdehnung As von
der Erstarrung und der Formflllung abhangen. Die Materialeigenschaften variieren
innerhalb des Versuchsbauteils, was gegenwartig bei der Versagensbewertung von
Druckgussbauteilen vernachlassigt wird.

Im Rahmen dieser Arbeit wird die Eigenschaftsstreuung bei Komponentenberechnun-
gen berlcksichtigt. Dazu werden den unterschiedlichen Bauteilbereichen in ABAQUS
anhand der prognostizierten Streckgrenzen (Kapitel 4.3.1) drei verschiedene FlieRkur-
ven (Bereich B02, BO5 und B08 aus Kapitel 5.3.1) zugewiesen. Der mittlere Bereich
der Stufenplatte (Wandstarke 2 und 3mm) wird mit der FlielBkurve BO5 gerechnet, da
hier die hochsten Streckgrenzen auftreten. Aufgrund der niedrigen Streckgrenzen im
angussnahen Bereich (Wandstarken 4, 5 und 6mm) und den beiden Querrahmen wird
hier die Streckgrenze B02 verwendet. Das restliche Bauteil (angussferner Bereich der
Stufenplatte mit den Wandstérken 4, 5 und 6mm sowie unterer und oberer Langsrah-
men) erhalt die FlieBkurve B08. Diese Verteilung entspricht weitgehend den experi-
mentellen Ergebnissen in Kapitel 4.2.1, wobei in den Bereichen A und C die gemesse-
nen Werte aufgrund der Temperaturverteilung im Werkzeug tendenziell tiefer liegen.
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Zugunsten einer praktikablen und ubersichtlichen Vernetzung wurde dies jedoch ver-
nachlassigt, was sich aber nicht nachteilig auf das berechnete Deformationsverhalten
auswirkt, wie spater noch gezeigt wird.

Die Zuweisung der Versagensgrenzkurven geringer und hoher Porositat (Kapitel 5.3.4
und 5.3.5) erfolgt auf Basis der Verteilung der Bruchdehnungen innerhalb des Bauteils.
Die Bruchdehnungen wiederum basieren auf dem entwickelten Modell (Kapitel 4.3.2)
und liegen fir jedes Element i des Netzes vor, welches in der Giel3simulation verwen-
det wird. Mittels der Schnittstellensoftware MAGMAIlink werden diese Werte auf das
Netz der Festigkeitsberechnung tbertragen. Damit besteht in ABAQUS die Méglichkeit,
jedem Element die prognostizierte Bruchdehnung zu zuweisen. Allerdings stehen im
Rahmen dieser Arbeit fir das gesamte Bauteil lediglich zwei Versagensgrenzkurven fur
niedrige (angussfern) und hohe Porositat (angussnah) zur Verfiigung. Im angussna-
hen- bzw. -fernen Bereich liegen die mittels GieR3simulation prognostizierten Bruchdeh-
nungen bei 1,5% bis 2,5% bzw. 3,5% (Abbildung 4-24 (a)). Damit eine Unterscheidung
der beiden Qualitatsbereiche maoglich ist, wird allen Elemente mit einer Bruchdehnung
<3,0% die Versagensgrenzkurve hoher Porositét (Gnone porositat) ZUgewiesen, wahrend
Elemente mit Bruchdehnungen >3,0% mit der Versagensgrenzkurve niedriger Porositat
(Griedrige  Porositat)  Verkniipft werden. Dazu wird eine eigens programmierte User-
Subroutine verwendet, die an die bei der BMW AG verwendete User-Subroutine zur
Versagensbewertung (Kapitel 6.3, [2]) gekoppelt ist. Darin wird eine Elementliste in
Form einer ASCII-Datei (Steuerdatei) mit dem in Abbildung 6-2 (a) dargestelltem

Format angefordert.

Elementnummer | Bruchdehnung [%] Bruchdehnung As zur
2,84 Definition von
! Eigenschaftsbereichen
2 4,43 ¥
Mapping — Elementliste
Element , Ag
n 3.89 1 2,51 Einmaliges Einlesen in
2 347 ¢ Array bei Start der
. . Berechnung
n ' Aﬁ.n

Ag am Finiten
Element i
<3,0%

Verwendung der Verwendung der
Versagensgrenzkurve Versagensgrenzkurve
hoher Porositdt am niedriger Porositdt am
Finiten Element i Finiten Element i
| |
L]
Berechnung des
Rissinitiierungsindikators
D

(@) (b)

Abbildung 6-2: (a) Format der Elementliste, (b) Vorgehensweise bei der Zuweisung der
Versagensgrenzkurven auf Basis der in der Giel3simulation prognostizierten
Bruchdehnungen As
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Diese Steuerdatei wird zu Beginn der Berechnung einmalig gelesen und steht damit fir
die elementweise Zuordnung der entsprechenden Versagensgrenzkurve zur Verfu-
gung. Die Vorgehensweise ist anhand des Flussdiagramms in Abbildung 6-2 (b) dar-
gestellt. Die Vielzahl der Bruchdehnungen innerhalb des Musterbauteils wird somit auf
zwei Klassen beschrankt.

6.3 Vorgehensweise bei der Versagensbewertung

Das FE-Program ABAQUS/Standard wird in der Bauteilentwicklung verwendet und
stellt die in Kapitel 5 entwickelten Versagensgrenzkurven derzeit nicht zur Verfiigung.
Bei Henn [2] wurde eine User-Subroutine vorgestellt, die es erméglicht die Kriterien in
ABAQUS einzubinden. Dieser Algorithmus berechnet fur jedes Element i pro Rechen-
schritt an den Integrationspunkten die Spannungsmehrachsigkeit o/oy (Gleichung 2-
12) und den Rissinitiierungsindikator D;, bei dem es sich um einen Quotienten aus ak-
tueller Hauptnormaldehnung ¢; ; und maximal zuldssiger Hauptnormaldehnung &; i, i
handelt:

D, =— mit Enwriti = f[ﬁj (6-1)

Ekrit,i Oy

Erreicht oder Uberschreitet der Parameter D; den Wert 1, so ist mit Rissinitiierung zu
rechnen. Anschaulich bedeutet dies, dass kein Versagen erwartet wird, solange D; fur
ein Element i unterhalb der Versagensgrenzkurve G liegt (Gleichung 5-13), was exem-
plarisch anhand von Punkt 1 in Abbildung 6-3 dargestellt ist. Erreicht oder tGberschreitet
das Element i (z.B. Punkt 2 oder 3) die Versagensgrenzkurve G, dann ist D; > 1, und es
wird Rissinitiierung prognostiziert. Sowohl der Rissinitiierungsindikator D; als auch die
Spannungsmehrachsigkeit o, /oy werden als Elementoutput ausgegeben und stehen
damit zur graphischen Visualisierung kritischer Bereiche im Rahmen des Postproces-
sings zur Verfligung.

0,18
0,15
0,12
) Punkt 2

009 s semis s R * Punkt 3
0,06

i §
0,03 Punkt 1 1

0,00 :
-0,1 0,1 03 0.5 0.7 09

Gn-e-:.'lge Porositat

bosusacfy

Max. Hpt-normaldehnung [-]
T
|
|
|
|
|
I
I
I
I
|
|
|
|
:
|
L
|
|
|
|
I
|
I
I

Spannungsmehrachsigkeit [-]

Abbildung 6-3: Veranschaulichung des Rissinitiierungsindikators D;; Punkt 1: D; < 1, kein
Versagen; Punkt 2 und 3: D; > 1, Rissinitiierung

Die bei Henn vorgestellte User-Subroutine ermdglicht nur die Beriicksichtigung einer
Versagensgrenzkurve. In den folgenden Komponentenversuchen werden aber hetero-
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gen verteilte mechanische Eigenschaften bertcksichtigt, was die Einbindung einer
zweiten Versagensgrenzkurve notwendig macht. Die Zuweisung der fur den jeweiligen
Bauteilbereich gultigen Versagensgrenzkurve wird in Form einer if-Schleife direkt
in den Quellcode der vorhandenen User-Subroutine implementiert (Anhang K). Je
nachdem ob die Bruchdehnung kleiner oder groRRer 3,0% ist, wird dem Element i die
Versagensgrenzkurve Gpone porositat 0d€r Ghiedrige porositat ZUGEWiesen.

6.4 Experimentelles und numerisches

Untersuchungsprogramm

Die Aussagefahigkeit der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten phdnomenologischen
Rissinitiierungsmodelle wird anhand von Komponentenversuchen untersucht. Dazu
werden die modifizierten Musterbauteile (Kapitel 6.1) unter Zug- und Druckbelastung
geprift. Der Komponentenversuch unter Zugbelastung dient der Validierung der Krite-
riumsfunktion zur Prognose der Bruchdehnung und der Rissiniitierungsmodelle, da aus
den kritisch belasteten Bereichen (B02 und B08) fiir beide Modelle Proben zur Kalibrie-
rung entnommen wurden. Im Falle der Druckbelastung wird aufgrund des Ausknickens
der Stege im unteren bzw. oberen Langsrahmen Versagen erwartet. Da in diesen Bau-
teilbereichen keine Werkstoffcharakterisierung durchgefuhrt wurde, wird der Druckver-
such verwendet, um die Ubertragbarkeit der Modelle innerhalb des Bauteils zu priifen.

Damit die Notwendigkeit von phanomenologischen Modellen deutlich wird, die neben
dem Spannungszustand auch lokal unterschiedliche Bauteileigenschaften bertcksich-
tigen, werden vergleichend die folgenden Modelle betrachtet:

¢ Referenzversagensmodell,
Dieses Modell entspricht der konstanten, plastischen Vergleichsdehnung nach
von Mises aus dem Normzugversuch, welche haufig in der Crash- und Miss-
brauchsimulation als Versagenskriterium herangezogen wird. Hier wird ein Wert
von 3,5% verwendet, der im Bereich BO8 experimentell ermittelt wurde.

e Globales hauptnormaldehnungsbasiertes Versagensmodell (GHV),
Phanomenologisches Rissinitierungsmodell, welches die lokalen Spannungs-
zustande berlcksichtigt (Kapitel 5.3.4) jedoch lokal unterschiedliche mechani-
sche Eigenschaften aufgrund von Porositaten/ Fehlstellen vernachlassigt.

e Lokales hauptnormaldehnungsbasiertes Versagensmodell (LHV),
wobei es sich um die in Kapitel 5.3.5 dargestellten Versagensgrenzkurven unter
Bertiicksichtigung der lokalen Spannungszustande sowie lokal unterschiedlicher
Porositatsgrade handelt.
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Komponentenversuch
Element- Zug Druck
Solver Werkstoffmodell FE-Modell kantenlange
[mm]

Validierung | Ubertragbarkeit

von Mises-Plastizitat
& Shell (Quad - 34R) 3.0 X X
Referenzmodell

von Mises-Plastizitat
&
Globales Shell (Quad - S4R) 3.0 X X
hauptnormaldehnungsbasiertes
Versagenskriterium (GHV)

ABAQUS /
Standard

von Mises-Plastizitat e X
& Shell (Quad - S4R) 3.0 X
Lokales
hauptnormaldehnungsbasiertes 5.0 X
Vversagenskriterium (LHV) | ¢ i Tetraeder - caD10M) | 26-3.0 X X
Bauteilversuche (Anzahl gepriifter Teile) ‘ ‘ 5 5

Abbildung 6-4: Matrix der durchgefuhrten FE-Berechnungen und Experimente

Die Beurteilung der FE-Berechnungen hinsichtlich Modellvalidierung und Ubertragbar-
keit erfolgt anhand von Schalen- und Tetraedermodellen mit einer Elementkantenlange
von ca. 3,0mm. Dabei kommen fir die Schalenmodellierung 4-knotige, reduziert integ-
rierte Elemente vom Typ S4R [110] zum Einsatz, wie sie typischerweise in Gesamt-
fahrzeugsimulationen im Hinblick auf Missbrauch- und Crashabsicherungen eingesetzt
werden. Darlber hinaus werden 10-knotige Tetraederelemente vom Typ C3D10M
[110] mit vier Integrationspunkten untersucht, die vor dem Hintergrund ihrer automati-
schen Vernetzbarkeit im Allgemeinen fir quasistatische Festigkeitsberechnungen und
Betriebsfestigkeitssimulationen herangezogen werden. Hexaderelemente kommen
aufgrund der Tatsache, dass sie bisweilen nicht automatisch vernetzbar sind im Rah-
men dieser Arbeit nicht zum Einsatz. In einem ersten Schritt wird das Deformations-
verhalten beurteilt, indem die experimentellen Kraft-Weg-Verlaufe mit den berechneten
verglichen werden. Zweitens erfolgt die Bewertung der Rissinitiierung, wobei erst die
prognostizierten Versagenszeitpunkte im Vergleich zu den experimentellen Ergebnis-
sen betrachtet werden, bevor die Versagensorte verglichen werden. AbschlieRend wird
der Einfluss der Netzfeinheit auf den Zeitpunkt der Rissinitiierung an zwei zusatzlichen
S4R-Schalenmodellen mit einer Kantenlange von 1,5mm und 5,0mm diskutiert.

Im Experiment werden zur statistischen Absicherung fur jeden Lastfall finf Bauteilver-
suche durchgefihrt. Die Matrix in Abbildung 6-4 zeigt das Simulations- und Versuchs-
programm im Uberblick. Alle Simulationen werden mit dem Solver ABAQUS/Standard
(Version 6.4.3) und dem von Mises-Plastizititsmodell durchgefiihrt. Obwohl mit Hilfe
von lokalen Verschiebungsmessungen bei den Komponentenversuchen die Einfliisse
der Maschinensteifigkeit bedacht werden, kommt es im elastischen Bereich der Kraft-
Weg-Verlaufe zu geringfuigigen Abweichungen zwischen den Daten aus der ideal stei-
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fen Simulation und den Versuchsergebnissen. Dies liegt daran, dass die Einspannvor-
richtung und damit deren Nachgiebigkeit in der Simulation nicht bertcksichtigt werden.
Um eine bessere Vergleichbarkeit im plastischen Bereich zu haben, werden die Ver-
suchskurven Uber die elastische Gerade steifigkeitskorrigiert.

6.4.1 Komponentenzugversuch: FE-Modell und experimenteller

Versuchsaufbau

In den FE-Modellen (Abbildung 6-5 (a) und (b)) werden alle Knoten auf der Unterseite
sowohl in ihren translatorischen als auch rotatorischen Freiheitsgraden gesperrt. Im
Fall der Tetraeder-Modellierung erfolgt dies durch die Definition des NODESET’s
EinspannungFixRefpts. Bei der Schalen-Modellierung des Komponentenzugversuchs
wird am Querrahmen des Musterbauteils eine RIGID-BODY-Bedingung verwendet, die
an den Referenzknoten EinspannungFixRefpt angebunden ist.

Die Verschiebungseinleitung an der Oberseite des H-Profils erfolgt in beiden Fallen
(Schale/Tetraeder) mit Hilfe des Referenzknotens EinspannungAktionRefpt, der trans-
latorisch in plus x-Richtung verschoben wird. An diesen ist in der Tetraederberechnung
uber eine KINEMATIC-COUPLING-Bedingung der NODESET EinspannungAktion-
Refpt angebunden, wahrend fir die Schalen-Modellierung gleiches wie bei der Ein-
spannung unten gilt. Die restlichen translatorischen und rotatorischen Freiheitsgrade
werden gesperrt.

Lokale

Koppelelement Wegaufnehmer

EinspannungAktionRefpt

X
Y
EinspannungFixRefPts Maschinenauf- Einspannung
i ) spannplatte unten
EinspannungFixRefPt
(a) (b) (©)
Abbildung 6-5: FE-Modelle und Versuchsaufbau des Komponentenzugversuchs: (a) Tetra-

eder-Netz, (b) Schalen-Netz, (c) Experiment
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6 Validierung und Ubertragbarkeit der Modelle am Beispiel von zwei Komponentenversuchen

Das geschwéchte Versuchsbauteil wird durch die untere Einspannung am Querrahmen
fest fixiert, die ihrerseits wiederum fest mit der Maschinenaufspannplatte verschraubt
ist. Die Einspannung des oberen Querrahmens des H-Profils gewdahrleistet eine defi-
nierte Krafteinleitung in das Bauteil. Um einen spannungsfreien Einbau des Bauteils zu
realisieren, wird zwischen der oberen Traverse der Zugprifmaschine und der Anbin-
dung an die Einspannung oben eine Gelenkstange als Koppelelement verwendet
(Abbildung 6-5 (c)). Wéahrend der weggeregelten Versuche werden die Verschiebungen
lokal an den inneren Einspannplatten mit Hilfe von digitalen Wegaufnehmern gemes-
sen. Hierdurch lassen sich die Nachgiebigkeiten der Maschine, der Verschraubungen
sowie des Koppelelementes eliminieren. Da bei diesem Versuch mit schlagartigem
Versagen zu rechnen ist, kommt tberdies eine Hochgeschwindigkeitskamera zum Ein-
satz, die es erlaubt, den Rissinitiierungsort sowie den Rissfortschritt eindeutig zu do-
kumentieren. Der Versagenszeitpunkt ist direkt aus dem Kraft-Weg-Verlauf ersichtlich,
da hier ein Kraftabfall zu beobachten ist.

6.4.2 Komponentendruckversuch: FE-Modell und experimenteller

Versuchsaufbau

Die Randbedingungen der numerischen Untersuchungen des Komponentendruckver-
suchs sind analog zu denen aus dem Zugversuch, mit dem Unterschied, dass der Re-
ferenzknoten EinspannungAktionRefpt translatorisch in minus x-Richtung verschoben
wird (Abbildung 6-6 (a) und (b)).

Lokale
Wegaufnehmer

/

Druckstempel

EinspannungAktionRefpt
4—"/

Einspannung
oben

Y
Z . wa\is
EinspannungFixRefPts ‘ Einspannung
EinspannungFixRefPt Maschinenaut- ;neen
spannplatte
(@) (b) (c)
Abbildung 6-6: FE-Modelle und Versuchsaufbau des Komponentendruckversuchs:

(a)Tetraeder-Netz, (b) Schalen-Netz, (c) Experiment
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Im Experiment wird das modifizierte Versuchsbauteil mit der zuvor ausgelegten Ein-
spannvorrichtung sowohl am unteren als auch am oberen Querrahmen fest fixiert, wo-
bei die untere Einspannung mit der Maschinenaufspannplatte verschraubt ist. Die
Stauchung des H-Profils erfolgt weggeregelt Uber einen Druckstempel mit einem
Durchmesser von 100mm, der plan auf der oberen Einspannung aufliegt (Abbildung
6-6 (c)). Um die Einflisse der Maschinensteifigkeit zu eliminieren, werden auf der obe-
ren Einspannplatte direkt neben dem Druckstempel sowie an der unteren Einspannung
unmittelbar lokal am Bauteil digitale Wegaufnehmer adaptiert. Die Druckkraft wird mit
Hilfe der maschinenintegrierten Kraftmessdose ermittelt und mit den gemessenen Ver-
schiebungen digital aufgezeichnet. Da beim Komponentendruckversuch im Moment
der Rissinitiierung kein Kraftabfall zu beobachten ist, erfolgt die Beurteilung des
Versagenszeitpunktes wie auch des Versagensortes visuell.

6.5 Ergebnisse des Komponentenzugversuchs

6.5.1 Modellvalidierung im Hinblick auf das Deformationsverhalten

In der Stufenplatte herrschen im oberen bzw. unteren Drittel (Bereich A und C) der
2mm-Wandstarke mit on/oy = 0,66 biaxiale Zugspannungen vor (Abbildung 6-7 (1) und
(2)). An den Kerbradien der langlichen Schwéachung der Stufenplatte finden sich mit
omloy=0,40 tangential wirkende, quasi-uniaxiale Zugbeanspruchungen wieder
(Abbildung 6-7 (3)), wahrend die beiden Stege hin zu den Seitenbohrungen mit
om/ov=0,66 (Abbildung 6-7 (4)), sowie die vier Stege der Langsrahmen in der Mitte mit
om/ov=0,46 (Abbildung 6-7 (5)) &qui- bzw. biaxialen Zugbeanspruchungen unterliegen.
Der mittlere 2mm-Bereich der Stufenplatte (Bereich B) ist entlang der Langsbohrung
(om/ov=-0,33, Abbildung 6-7 (6)) ebenso wie die T-Stdl3e unmittelbar ober- und unter-
halb der seitlichen Bohrungen (om/cyv=-0,40, (Abbildung 6-7 (7)) durch uniaxialen Druck
beansprucht.

m
3
@

@

Abbildung 6-7: Beanspruchungszustdnde im Schalen-Modell des Komponentenzugver-
suchs
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6 Validierung und Ubertragbarkeit der Modelle am Beispiel von zwei Komponentenversuchen

Die aus den Versuchen ermittelten Kraft-Weg-Verlaufe zeigen zunachst einen linearen
Kraftanstieg bis ca. 45kN bevor plastisches Verhalten einsetzt und die Kréfte weiter
ansteigen, bis sie ein Niveau von 90 bis 105kN erreichen. Im Vergleich dazu sind die
numerisch berechneten Kraft-Weg-Verlaufe der Schalen- und Tetraedermodelle mit
eingetragen, wobei das Tetraedermodell eine sehr gute Ubereinstimmung mit den
Experimenten zeigt und im Bereich der experimentellen Kraft-Weg-Verlaufe liegt. Das
Schalenmodell hingegen plastifiziert bei einem Kraftniveau von ca. 40kN tendenziell zu
fruh und liegt deshalb leicht unterhalb der experimentell gemessenen Kurven
(Abbildung 6-8 (a)).

120000 120000
LHV S Streubreite
100000 f 100000 [ (Tetraeder) = experimentellen
] Versagens
Z 80000 r Z 80000 r
% 60000 | % 60000 | GHV
X X (Schale)
40000 Experi 40000
— Experiment LHV
~= Simulation Tetraeder-Modell Ref del
20000 S D 20000 | Referenzmodel  (sotale
0 F 0 F; Il 1
0,0 04 0,8 1,2 1,6 2,0 0,0 04 0,8 1,2 1,6 20
Verschiebung [mm] Verschiebung [mm]
(a) (b)
Abbildung 6-8: (a) Deformationsverhalten: Experimentelle Kraft-Weg-Verlaufe im Vergleich

zu den numerisch ermittelten Ergebnissen (b) Prognostizierte Versagens-
zeitpunkte im Vergleich

An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass Nachgiebigkeiten in der Maschine und
der Einspannvorrichtung, wie eingangs bereits erwahnt, durch eine Steifigkeitskorrektur
bereinigt wurden. Somit lasst sich festhalten, dass Tetraeder- und Schalenmodell das
Deformationsverhalten zuverlassig beschreiben, wobei das Tetraeder-Modell um ca.
13% steifer ist als das Schalenmodell und damit das Experiment geringfugig besser
abbildet.

6.5.2 Modellvalidierung im Hinblick auf die Rissinitiierung

In Abbildung 6-8 (b) werden die experimentellen mit den prognostizierten Versagens-
zeitpunkten verglichen. Die Vorgehensweise zur Versagensbewertung ist in Kapitel 6.3
beschrieben und wird hier angewendet. Um die Prognosen der verschiedenen Modelle
in den Auftragungen hervorzuheben, werden zum Versagenszeitpunkt zwei weitere
Werte mit niedrigerem Kraftniveau hinzugefligt. Die Berechnungen selbst geben diesen
Kraftabfall aber nicht an. Dieses Vorgehen wird auch fur die in Kapitel 6.6 beschriebe-
nen Druckversuche verwendet.
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Im Experiment ist im Moment des Versagens ein schlagartiger Kraftabfall zu beobach-
ten, der bei Verschiebungen zwischen 0,65 und 0,83mm stattfindet. Aus Abbildung 6-8
(b) geht hervor, dass bei der Berechnung mit dem Referenzmodell bei einer Verschie-
bung von 0,54mm mit Versagen zu rechnen ist. Das globale hauptnormaldehnungsba-
sierte Versagensmodell (GHV), das keine Porositaten bertcksichtigt, prognostiziert die
Rissinitiierung nach einem Weg von 1,19mm und damit deutlich zu spat. Mit den loka-
len hauptnormaldehnungsbasierten Versagensgrenzkurven (LHV) kommt es in Scha-
len-Modellierung nach 0,69mm und in Tetraeder-Modellierung nach 0,48mm zur Riss-
indikation. Damit liegt das Schalenmodell mit den lokalen Modellen (LHV) im Bereich
der experimentellen Streubreiten. Das Tetraeder-Modell in LHV zeigt ebenso wie das
Referenzmodell den Versagenszeitpunkt zu frih an.

Abbildung 6-9: Hochgeschwindigkeitsaufnahmen des Komponentenzugversuchs zur Beur-
teilung des Ortes der Rissinitiierung

Die ldentifizierung des ersten Rissinitiierungsortes ist bei diesem Zugversuch visuell
problematisch, da das Versagen schlagartig eintritt und nach Versuchsende mehrere
Bruchflachen vorhanden sind. Deshalb werden die Komponentenzugversuche zusatz-
lich mit einer Hochgeschwindigkeitskamera dokumentiert. Um den Anriss sowie den
Rissverlauf ausreichend gut aufzulésen, werden 1500 Bilder pro Sekunde aufgezeich-
net. Alle untersuchten Bauteile zeigen das gleiche Versagensverhalten, welches an-
hand von drei kurz aufeinander folgenden Ausschnitten aus einer Videosequenz dar-
gestellt ist (Abbildung 6-9). Daraus geht eindeutig hervor, dass die Rissinitiierung, im
Kerbradius des angussnahen Bereiches (1) stattfindet. Im weiteren Verlauf brechen die
beiden Stege (2) des Langsrahmens im Angussbereich. Zuletzt reil3t das Bauteil in
dem angussfernen Kerbradius der langlichen Bohrung in der Stufenplatte des Bauteils
(3) auf, was auf das Aufklappen des Bauteils und die daraus resultierende Hebelwir-
kung zurtickzufiihren ist.
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Abbildung 6-10:  Vergleich der Anrissorte aus Simulation und Bauteilversuch (Anguss rechts)

a) Referenzmodell, plastische Vergleichsdehnung nach v. Mises - Schale

b) Globales hauptnormaldehnungsbasiertes Versagensmodell (GHV) mit
der Annahme homogener Eigenschaften tUber das Bauteil - Schale

c) Lokales hauptnormaldehnungsbasiertes Versagensmodell (LHV) mit Be-
ricksichtigung lokal unterschiedlicher mech. Eigenschaften - Schale

d) Lokales hauptnormaldehnungsbasiertes Versagensmodell (LHV) mit Be-
ricksichtigung lokal unterschiedlicher mech. Eigenschaften — Tetraeder

Abbildung 6-10 zeigt fur die verschiedenen Modelle die prognostizierten Anrissorte im
Vergleich. Das Referenzmodell sagt gleichzeitiges Versagen in den Kerbradien der
langlichen Schwachung in der Stufenplatte des H-Profils voraus. Dieser Bereich wird
ebenfalls durch das globale hauptnormaldehnungsbasierte Versagensmodell (GHV),
das keine unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften berlcksichtigt, als kritisch
identifiziert (Abbildung 6-10 (b)). Das lokale hauptnormaldehnungsbasierte Modell
(LHV), das die lokal unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften im angussnahen
und —fernen Bereich abbildet, prognostiziert bei Verwendung von Schalenelementen
nur im Kerbradius des angussnahen Bereichs Versagen. Im Gegensatz dazu zeigt die
Tetraeder-Berechnung in beiden Kerben Rissinitiierung. Die kritischen Elemente liegen
im Kerbgrund und sind in Abbildung 6-10 (d) nicht zu erkennen. Die Perspektive wurde
gewahlt, um die Ergebnisse Ubersichtlich vergleichen zu kénnen.

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass sich bei Verwendung von Schalenele-
menten die unterschiedlichen Porositatsgrade im Bereich der Kerben durch das lokale
hauptnormaldehnungsbasierte Versagenskriterium (LHV) bertcksichtigen lassen. Der
Versagensort wird dadurch richtig vorhergesagt. Das Referenzmodell sowie das globa-
le hauptnormaldehnungsbasierte Versagensmodell (GHV) sind nur bedingt geeignet.
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Beide prognostizieren neben dem angussnahen auch noch den angussfernen Bereich
als moglichen Rissinitiierungsort, was auch bei der Tetraeder-Modellierung mit dem
LHV zutrifft.

6.6 Ergebnisse des Komponentendruckversuchs

6.6.1 Modellvalidierung im Hinblick auf das Deformationsverhalten

Im Gegensatz zum Zugversuch wechselt beim Komponentendruckversuch die Span-
nungsmehrachsigkeit bei einer Verschiebung von ca. 0,6mm von negativen (on/cy=-
0,33) zu positiven Werten (om/cv=0,40). Zur Veranschaulichung wird sie an einem Kkriti-
schen Element im hochbeanspruchten Langsrahmen in Abbildung 6-11 Uber der Ver-
schiebung aufgetragen.
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-0,50
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Abbildung 6-11:  Wechsel der Spannungsmehrachsigkeit im Komponentendruckversuch

Zu Beginn der Stauchung herrschen im gesamten Versuchsbauteil sowie in den, aus
den seitlichen Bohrungen resultierenden, diinnen Stegen des Langsrahmens zunéchst
vorwiegend uniaxiale Druckbeanspruchungen on,/oy=-0,33. Ab einer Verschiebung von
etwa 0,6mm kommt es zur S-férmigen Deformation der vier Stege sowie des Bauteil-
bodens (Abbildung 6-12). Dies fuhrt zu lokal unterschiedlichen Spannungszustanden
im Versuchsbauteil, die aus der Uberlagerung der Druckbeanspruchungen mit Biegeef-
fekten resultieren. Auf die nach auf3en beulenden Steganséatze wirken im Randbereich
mit om/oy=0,37 uniaxiale Zugbeanspruchungen (Abbildung 6-12 (1)), wahrend die nach
innen beulenden Stege uniaxialen Druckbeanspruchungen (on/cy=0,37, Abbildung
6-12 (2)) unterliegen. Die Stegmitten sind in diesem Bereich mit 6y/cy=0,54 und
om/oy=-0,66 von biaxialen Zug- (Abbildung 6-12 (3)) sowie Druckbeanspruchungen
(Abbildung 6-12 (4)) gepragt. Auch in der Stufenplatte finden sich aufgrund des
S-féormigen Beulverhaltens mehrachsige Spannungszustande wieder. Dabei ist der
obere Bereich mit 6n/oy=-0,64 durch biaxiale Druckspannungen (Abbildung 6-12 (5)),
der untere mit o,/oy=0,66 durch biaxiale Zugspannungen (Abbildung 6-12 (6)) bean-
sprucht. In der Mitte der Bodenplatte herrschen Scherbeanspruchungen (Abbildung
6-12 (7)), weshalb die Spannungsmehrachsigkeit dort Null ist.
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Abbildung 6-12:  Globales Verformungsverhalten sowie vorherrschende Beanspruchungszu-
stande beim Komponentendruckversuch

Betrachtet man das globale Deformationsverhalten, so zeigt sich teilweise bei Schalen-
und Tetraedermodellierung ein zur Bodenplatte des Bauteils spiegelverkehrtes Verfor-
mungsverhalten (Abbildung 6-13 (b)). Grund dafir ist, dass in der Berechnung die
Wabhrscheinlichkeit fir das Ausknicken in die eine oder andere Richtung bei 50% liegt
und in Abhéangigkeit von verschiedenen, nicht eindeutig identifizierbaren Randbedin-
gungen wie z.B. gewahltes Time-Increment, Server etc. einer der beiden Falle eintritt.
Im Experiment wird ein Ausknicken in allen Fallen allerdings nur in eine Richtung beo-
bachtet. Als Ursache dafir kommen, bedingt durch den Giel3prozess, Eigenspannun-
gen in Frage, die in den Randbedingungen der Simulation (Abbildung 6-6 (a) und (b))
bis jetzt keine Berlcksichtigung finden.

Abbildung 6-13:  Globales Verformungsverhalten im Vergleich zum Versuchsbauteil (Mitte)
a) richtiges Verformungsverhalten in der Simulation
b) spiegelverkehrtes Verformungsverhalten in der Simulation

Bevor jedoch auf den LOsungsansatz eingegangen wird, der in der FE-Berechnung
verwendet wird, soll die Vermutung durch ein einfaches Experiment Gberprift werden.
Durch das Entfernen von Langs- und Querrahmen bei einem Musterbauteil mit einer

116



6 Validierung und Ubertragbarkeit der Modelle am Beispiel von zwei Komponentenversuchen

Bandséage erhalt man eine freigeschnittene Stufenplatte, wie sie in Abbildung 6-14 (a)
dargestellt ist. Es ist ein Ausbauchen in minus z-Richtung zu erkennen, was die Exis-
tenz von Eigenspannungen bestatigt. Verursacht werden sie durch den Erstarrungsver-
lauf (Abbildung 4-17). Der dinne Bereich der Stufenplatte erstarrt zuerst und kontra-
hiert dabei und erzeugt Druckspannungen in Langs- und Querrahmen. Erstarrt dieser
dann am Ende, so schrumpft er auf die Stufenplatte auf und bewirkt Druckspannungen,
die nach dem Freischneiden die Wd&lbung verursachen.

NODESET VorspannungBoden

Abbildung 6-14:  (a) Durchwoélbung einer freigeschnittenen Stufenplatte aufgrund von Eigen-
spannungen, (b) Beriicksichtigung von Eigenspannungen in der Berechnung
durch Einflhrung einer Vorkraft

Da im Rahmen dieser Arbeit aber nicht ndher auf Eigenspannungen eingegangen wird,
sei hier auf Literatur [113] verwiesen, die dieses Thema experimentell und virtuell un-
tersucht. lhr Einfluss auf das Deformationsverhalten zeigt aber bereits die Bedeutung
und sollte in zuklnftigen Arbeiten bertcksichtigt werden. Fir den hier untersuchten
Druckversuch wird vereinfachend eine dritte Randbedingung in Form des NODESET
VorspannungBoden eingefiihrt (Abbildung 6-14 (b)). Uber diesen wird mit Hilfe einer
CLOAD-Anweisung vor der eigentlichen Druckbelastung die eben diskutierte Vorspan-
nung eingebracht. Hierzu werden die Knoten auf der Rickseite des H-Profils in der
gekennzeichneten Flache in minus z-Richtung mit insgesamt 500N belastet. Dies fuhrt
zu von-Mises-Spannungen von bis zu 75N/mm?2 in der Bodenplatte des Versuchsbau-
teils. Die Resultate der Berechnungen mit den erganzten Randbedingungen zeigen
dann in allen Fallen das beobachtete Deformationsverhalten.

Die Richtigkeit der vorangegangenen Uberlegungen wird durch die Gegeniiberstellung
der aus Experiment und Simulation ermittelten Kraft-Weg-Verlaufe (Abbildung 6-15 (a))
bestatigt. Im Experiment ist zundchst ein linearer Kraftanstieg bis ca. 105kN zu beo-
bachten. Das Maximum liegt bei einer Verschiebung von ca. 0,6mm. Danach nimmt die
Kraft kontinuierlich ab. Im Gegensatz zum Zugversuch ist beim Versagen kein signifi-
kanter Kraftabfall erkennbar. Im Vergleich zu den Simulationen zeigt sich, dass die
Tetraeder-Berechnung die experimentell ermittelten Verlaufe sehr gut vorhersagt. Das
Schalenmodell hingegen beschreibt den Kraft-Weg-Verlauf der Versuche bis zum
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Kraftmaximum nahezu gleich gut, knickt dann abrupt ab und verlauft parallel zu den
Daten aus dem Volumenmodell auf einem um ca. 12% niedrigeren Kraftniveau.
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0
0,005101520253035404550
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Abbildung 6-15:  (a) Experimentelle Kraft-Weg-Verldufe im Vergleich zur Simulation, (b) s-
férmiges Ausbeulen im Druckversuch, (c) u-férmiges Ausbauchen verur-
sacht hdhere Kraft

Ein Komponentenversuch zeigt mit einer Kraft von 118kN ein auffallig hbheres Kraftni-
veau. Die Ursache hierfir ist ein grundsatzlich anderes Verformungsverhalten dieses
Bauteils, wobei die Stufenplatte nicht den typischen S-Schlag aufweist (Abbildung 6-15
(b)), sondern insgesamt u-férmig nach vorne ausbaucht (Abbildung 6-15 (c)).

6.6.2 Modellvalidierung im Hinblick auf die Rissinitiierung

Das Referenzmodell basierend auf der Dehnung aus dem uniaxialen Zugversuch
prognostiziert nach Uberschreiten eines Wertes von 3,5% Versagen. Demnach ist nach
einer Verschiebung von 1,22mm mit Rissinitierung zu rechnen (Abbildung 6-16). Mit
dem globalen hauptnormaldehnungsbasierten Modell (GHV), das die unterschiedlichen
Porositatsgrade vernachlassigt, wird Versagen nach 4,96 mm Verschiebung vorherge-
sagt. Das lokale hauptnormaldehnungsbasierte Modell (LHV), welches die lokale Poro-
sitatsverteilung beriicksichtigt, meldet im Schalenmodell Anrisse nach einer Verschie-
bung von 3,56mm, wahrend bei der Tetraeder-Berechnung mit 3,8mm das Versagen
etwas spater angezeigt wird.

Die Auswertung der Rissinitierung bei den Bauteilversuchen erfolgt visuell und im
Moment eines sichtbaren makroskopischen Anrisses wird die Verschiebung dokumen-
tiert. Es ergeben sich Werte zwischen 3,3mm und 4,4mm. Es ist aber anzunehmen,
dass die Rissinitiierung etwas friiher erfolgt, was aber nicht zuverlassig erkannt wird.
Betrachtet man die berechneten Verschiebungen im Moment des Versagens, so ist der
Wert beim Referenzmodell zu gering und beim globalen hauptnormaldehnungsbasier-
ten Modell (GHV) zu gro3. Mit dem lokalen hauptnormaldehnungsbasierten Modell
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(LHV) liegt die prognostizierte Verschiebung des Schalenmodells zwar im Bereich der
experimentellen Streubreiten, was aber angesichts des falsch vorhergesagten Rissiniti-
ierungsortes kein zufrieden stellendes Ergebnis darstellt (Abbildung 6-17 (c)). Wéhrend
im Versuch die ermittelten Rissinitiierungsorte nur auf der Aul3enseite des angussna-
hen Langsrahmen zu finden sind, wird beim lokalen hauptnormaldehnungsbasierten
Modell (LHV) bei Verwendung von Schalenelementen im unteren angussnahen 5mm-
Radius der Stufenplatte der Anriss vorhergesagt, wo auch mittels Gief3simulation die
schlechteren mechanischen Eigenschaften prognostiziert werden.
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Abbildung 6-16:  Prognostizierte Rissinitierungszeitpunkte im Vergleich zum Experiment

Das globale hauptnormaldehnungsbasierte Modell (GHV), das erhdhte Porositét ver-
nachlassigt und homogen Uber das Bauteil gleiche mechanische Eigenschaften an-
nimmt (Abbildung 6-17 (b)), identifiziert das Versagen im Gegensatz zum LHV anguss-
nah und —fern an den AuRRenseiten des Langsrahmen und stimmt im angussnahen
Bereich mit dem Experiment Uberein. Das Referenzmodell prognostiziert beidseitig
kritische Stellen auf der Innenseite der Bohrungen im Langsrahmen (Abbildung
6-17(a)).

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass keines der untersuchten Modelle bei
Verwendung von Schalenelementen die Rissinitiierung exakt vorhersagt, das globale
hauptnormaldehnungsbasierte Modell (GHV) aber den kritischen Bereich auf der Au-
Renseite des Langsrahmen identifiziert, wenn auch zu spat.

Die Versagensbewertung im Tetraedermodell erweist sich als nicht eindeutig und wird
unter Verwendung des lokalen hauptnormaldehnungsbasierten Modells (LHV) erlau-
tert. In Abbildung 6-18 (a) wird das belastete Bauteil in der gleichen Perspektive darge-
stellt wie die Schalenmodelle in Abbildung 6-17. Es zeigt sich ebenfalls ein kritisches
Element im unteren angussnahen Radius der Stufenplatte. In Abbildung 6-18 (b) ist
zusatzlich eine zweite Perspektive dargestellt, in der zwei weitere kritische Bereiche im
Inneren der Bohrung im angussnahen Langsrahmen und auf der Aul3enseite des an-
gussfernen Langsrahmens erkennbar sind. Der Rissinitiierungsindikator D; des letzte-
ren Elements liegt geringfiigig hdher als die anderen beiden, was in Abbildung 6-18 (c)
dargestellt ist. Die drei Elemente erreichen kurz nacheinander den Wert 1 bei einer
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Verschiebung von etwa 3,8mm. Man kann festhalten, dass keines der kritischen Ele-
mente mit dem beobachteten Versagensort Ubereinstimmt.

angussfern
T e

Abbildung 6-17:  Vergleich der Anrissorte aus Simulation und Bauteilversuch (Anguss rechts)
a) Referenzmodell, plastische Vergleichsdehnung nach v. Mises — Schale
b) Globales hauptnormaldehnungsbasiertes Versagensmodell (GHV) mit
der Annahme homogener Eigenschaften Uber das Bauteil - Schale
¢) Lokales hauptnormaldehnungsbasiertes Versagensmodell (LHV) mit Be-
ricksichtigung lokal unterschiedlicher mech. Eigenschaften - Schale
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1,2

D=1,
10 N R
Q g | kit Element 1
s -0 krit. Element 2
8 06 -2 krit. Element 3
5
= 04
D
x 02
0,0 Proen

0 05 1 15 2 25 3 35 4
Verschiebung [mm]

(€)

Abbildung 6-18: a) Rissinitiierungsorte bei Tetraedermodell (Perspektive wie in Abbildung
6-17), b) Zwei weitere kritische Elemente bei Tetraeder-Berechnung, c) Riss-
indikator D; an den drei kritischen Elementen
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6.7 Einfluss der Netzfeinheit beim Komponentenzugversuch

In Kapitel 5.3.6 wurde der Einfluss der Netzfeinheit zur Kalibrierung des phanomenolo-
gischen Rissinitierungsmodells untersucht. Fazit war, dass Belastungssituation und
auftretender Dehnungsgradient eine Rolle spielen; aber ein allgemeingiltiger Zusam-
menhang konnte nicht gefunden, der eine Ubertragung auf gréRere Elemente sicher-
stellen wirde. Die Elementkantenlange von 0,5mm wurde als geeignet angesehen, da
sie die auftretenden Dehnungsgradienten ausreichend genau auflost und die Rissiniti-
ierungsorte innerhalb der Probe gut abbildet.

Deshalb wird in diesem Kapitel zusatzlich der Einfluss der Netzfeinheit auf die Resulta-
te der prognostizierten Rissinitiierung beim Komponentenzugversuch betrachtet. Dabei
wird nur das lokale hauptnormaldehnugsbasierte Versagensmodell (LHV) auf Basis der
Elementkantenlange von 0,5mm verwendet, welches auch im vorherigen Abschnitt
benutzt wurde. Die bisherigen Berechnungen beruhen auf einer Elementkantenlange
von 3,0mm und werden jetzt mit 5,0mm und 1,5mm um zwei weitere Elementgrolien
erganzt. Es werden nur die Schalenmodelle des Komponentenzugversuchs untersucht,
da erstens ein Tetraedernetz mit noch kleineren Kantenlangen zu rechenintensiv ware
und zweitens beim Druckversuch keines der untersuchten Modelle eine zuverlassige
Vorhersage der Rissinitiierung erméglichen wiirde.

Im Komponentenzugversuch zeigen alle untersuchten Elementkantenldngen zunachst
wieder den tieferen Verlauf hinsichtlich des Kraftniveaus sowie die geringere Steifigkeit
der Schalenmodelle im Vergleich zur Tetraeder-Modellierung (Abbildung 6-19).
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Versagens
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0,00204060810121416 1820
Verschiebung [mm]

Abbildung 6-19:  Einfluss der Elementfeinheit auf Versagenszeitpunkte des Komponenten-
zugversuchs bei Schalen-Modellierung

Betrachtet man den Einfluss der Elementgrof3e auf den Versagenszeitpunkt (Abbildung
6-19), so stellt man fest, dass im Vergleich zur Elementkantenlange von 3,0mm bei der
geringeren Elementkantenlange von 1,5mm mit 0,61mm geringfligig friheres Versagen
prognostiziert wird. Das grobere Modell (EKL 5,0mm) hingegen liegt mit einer Ver-
schiebung von 0,93mm spater und aul3erhalb der experimentellen Versagenszeitpunk-
te.
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In diesem Zusammenhang ist in Abbildung 6-20 (a) die Entwicklung der maximalen
Hauptnormaldehnung Gber der Spannungsmehrachsigkeit am kritischen Element dar-
gestellt, welches sich am Kerbradius der langlichen Bodenschwéchung befindet. Dar-
aus geht hervor, dass die Spannungsmehrachsigkeit zum einen fir die jeweilige Ele-
mentkantenlange mit zunehmender Verschiebung praktisch konstant ist und zum ande-
ren mit groRer werdender Elementkantenlange ansteigt. Es ist eine Zunahme von 0,36
(EKL 1,5mm) — 0,40 (3,0mm) — 0,46 (EKL 5,0mm) zu beobachten. Dies muisste vor
dem Hintergrund des Verlaufs der Versagensgrenzkurve, die mit steigender Span-
nungsmehrachsigkeit exponentiell abféllt (Kapitel 5.3.4 und 5.3.5), zur friiheren Anzei-
ge der Rissinitilerung bei einer gréberen Vernetzung fuhren.

= 02 1,00 2 0,15
g’ EKL _— -+ Spannungsmehrachsigkeit 5,0mm o
S Ghiedrige Porositat 1 5mm = -s- Spannungsmehrachsigkeit 3,0mm o
c 0,16 ~ Ve EKL %’ 0,80 - Spannungsmehrachsigkeit 1,5mm 0,12 ¢
% . / X ~~-Dehnung 5,0mm =
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5 ~ 5,0mm g . { ®
2008 f / \ = G 040 [da—e z 006 E
: —q B 2
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¥ | e
= 0= : : : 0,00 0,00 3
01 01 03 05 07 09 o 03 06 09 12 15 =
Spannungsmehrachsigkeit [-] Verschiebung [mm]

Abbildung 6-20:  (a) Entwicklung der maximalen Hauptnormaldehnung am kritischen Element
in Abhangigkeit von der ElementgréR3e, (b) Spannungsmehrachsigkeiten und
max. Hauptnormaldehnung am kritischen Element in Abhangigkeit von der
aufgebrachten Verschiebung

Eine Erklarung liefert die Betrachtung der am kritischen Element berechneten maxima-
len Hauptnormaldehnung (Abbildung 6-20 (b)). Dazu werden flr die untersuchten Ele-
mentgroRen maximale Hauptnormaldehnung und Spannungsmehrachsigkeit tber der
Verschiebung aufgetragen. Daraus ist ersichtlich, dass die Differenz der maximalen
Hauptnormaldehnung zwischen den Elementkantenlangen 5,0mm und 3,0mm wahrend
der Belastung immer groRRer wird (g1, s.0mm >> €1, 50mm), die Differenz zwischen der
Spannungsmehrachsigkeit /oy aber annahernd konstant bleibt (cm/ov 30mm = om/oy,
somm = Konst.). Im Vergleich dazu sind die Differenzen zwischen den Elementkanten-
langen 1,5mm und 3,0mm sowohl fur die maximale Hauptnormaldehnung als auch fir
die Spannungsmehrachskigkeit wesentlich geringer. Dies konnte ein Hinweis darauf
sein, dass die Berechnungsergebnisse im Hinblick auf den Versagenszeitpunkt unter
Verwendung von ElementgréRen <3,0mm konvergieren, was aber noch im Detail un-
tersucht werden musste. Dadurch liegen die berechneten Dehnungen bei einer kleine-
ren Elementkantenlange hoéher und kompensieren die niedrigeren Spannungsmeh-
rachsigkeiten. Die Versagensgrenzkurve wird friher erreicht und Rissinitiierung wird
bei kleineren Verschiebungen prognostiziert als dies bei groberer Elementierung der
Fall ist. Es sei auch darauf hingewiesen, dass die feineren Elemente den scharfen Ra-
dius realistischer abbilden und den Versagensort besser beschreiben (Abbildung 6-21).
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(@) (b) (©

Abbildung 6-21:  Versagensort im Komponentenzugversuch wird durch feinere Elemente
besser aufgeldst: (a) 1,5 mm, (b) 3,0mm, (c) 5,0mm

Wie beim Scherzugversuch unter 20° (Kapitel 5.4.3) ist auch hier ein starker Einfluss
der Netzfeinheit erkennbar. In beiden Féllen ist ein grof3er Dehnungsgradient vorhan-
den, was sich im Bauteiltest anhand der signifikant zunehmenden Steigung bei der
Auftragung der maximalen Hauptnormaldehnung tiber der eingebrachten Verschiebung
in Abbildung 6-20 (b) zeigt. Daraus lasst sich folgern, dass bei der Bewertung von
Versagenszeitpunkten die Belastungssituation und damit verbundene Dehnungsgra-
dienten eine entscheidende Rolle spielen. Allgemein lasst sich festhalten, dass im Falle
von signifikanten Dehnungsgradienten am Versagensort kleinere Elementkantenlangen
zur Prognose friherer Versagenszeitpunkte fiihren, da die berechneten Dehnungen
héher sind und dadurch die niedrigeren Spannungsmehrachsigkeiten kompensiert
werden.

6.8 Diskussion der Komponentenversuche

In beiden Komponentenversuchen wird deutlich, dass Tetraederelemente mit quadrati-
schem Ansatz sehr gut geeignet sind, um das Plastizitatsverhalten zu beschreiben. Die
Schalenmodelle hingegen liegen unabhangig von der Elementkantenlange 10-13%
niedriger. Ursachen sind zum einen, dass die Tetraedermodelle komplexe Geometrien
wie z.B. Radien realistischer darstellen und zum anderen Schalenelemente aufgrund
ihrer Formulierung nicht in der Lage sind, Lastfalle wie z.B. Biegung einwandfrei abzu-
bilden.

Im Gegensatz dazu ist die Versagensbewertung bei Tetraederelementen problema-
tisch, da an den einzelnen Integrationspunkten eines Elements starke Schwankungen
des Rissinitiierungsindikators D; zu beobachten sind, was zu Fehleinschatzungen fih-
ren kann. Hinzukommt, dass die Rechenzeiten der Tetraedermodelle deutlich langer
sind als die der Schalenmodelle. Zur Verdeutlichung sind beide Modelle und der Re-
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chenaufwand® in Tabelle 4 gegeniibergestellt. Betragt die Rechenzeit z.B. beim Druck-
versuch in Schalenmodellierung nur 39 Minuten, so erhéht sie sich bei Verwendung
von Tetraederelementen auf 60 Stunden bei vergleichbarer Elementkantenléange. Fur
einen praxistauglichen Einsatz zur Berechnung grof3flachiger und dinnwandiger Struk-
turbauteile mit mehreren Geometrievarianten sind Tetraederelemente bei den momen-
tanen Rechnerkapazitaten nur bedingt geeignet.

Tabelle 4: Gegenuberstellung der Modelle und des Rechenaufwands

Zug Druck
Elementtyp S4R C3D10M S4R C3D10M
Anzahl, Knoten 23876 562677 24024 566426
Anzahl, Elemente 23466 320864 23508 323682
Elementkantenlange [mm] ~3,0 2,6-3,0 ~3,0 2,6-3,0
CPU-Time [s] 415 33309 968 89162
Rechenzeit [min] | [h] 16,71 0,28 1340 22 39,0 0,65 3589 | 60

Der Komponentenzugversuch zeigt, dass die maximale Hauptnormaldehnung als
Versagenskriterium Rissinitiierungsort und —zeitpunkt in der Aluminiumdruckgusslegie-
rung AIMg5Si2Mn zuverlassig vorhersagt und bestatigt damit die Ergebnisse von Henn
[2], der dieses Kriterium fur die Al-Kokillengusslegierung AlSi7Mg eingefihrt hat. Durch
zuséatzliche Berucksichtigung der unterschiedlichen Porositatsgrade im lokalen haupt-
normaldehnungsbasierten Modell (LHV) wird die Aussagefahigkeit bei Verwendung
von Schalenmodellen weiter verbessert. Im Gegensatz dazu wird bei Tetraedermodel-
lierung trotz Verwendung des LHV im angussnahen und —fernen Bereich Versagen
prognostiziert. Ursache daflr ist, dass der Gradient der Bruchdehnungen im anguss-
nahen Bereich durch das grobe Tetraedernetz nicht aufgelést werden kann. Zur Ver-
anschaulichung ist in Abbildung 6-22 (a) ein Ausschnitt aus dem Tetraedernetz im
Kerbradius dargestellt. Acht der Elemente werden in Abbildung 6-22 (b) schematisch in
einem Schnitt senkrecht zur Stufenplatte eingezeichnet. Aufgrund ihrer Ausdehnung
von der Mitte der Wandstarke bis zum Randbereich wird ihnen eine mittlere Bruchdeh-
nung von ca. 3,3% zugewiesen. Die Folge ist die Verwendung der Versagensgrenzkur-
ve Gpiedrige Porositat IM angussnahen und —fernen Bereich und eine Vernachlassigung des
Porositatsunterschieds. Gleiches gilt auch fur den Druckversuch. Hier wirde vermutlich
- wie auch beim Schalenmodell - in der Stufenplatte Rissinitiierung prognostiziert wer-

* Die Berechnungen erfolgen auf Servern vom Typ HP ITANIUM mit 3 CPU’s a 1,5
GHz im parallelen Rechenmodus.
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den, wenn im angusshahen Bereich die Versagensgrenzkurve Gpone porositat D€ricksich-
tigt wird.

As %]
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(@) (b)

Abbildung 6-22:  (a) FE-Netz im Kerbradius mit zwei Elementen Uber die Dicke, (b) Verteilung
der Bruchdehnung in einem Schnitt senkrecht zur Stufenplatte und schema-
tisch eingezeichnete finite Elemente

Eine feinere Vernetzung des Musterbauteils mit drei Elementen tber die Dicke ist hier
denkbar, was aber die ohnehin langen Rechenzeiten erhéhen wirde. Ein praktikabler
Ansatz kdnnte eine gewichtete Zuordnung der Bruchdehnungen sein, je nachdem, wo
sich der Grof3teil des Elementvolumens befindet. Beispielsweise liegt Element 1 groi3-
tenteils in der Mitte der Wandstarke und berthrt lediglich in einem Knoten die Oberfla-
che, was bei Element 2 umgekehrt ist. Element 1 kdnnten entsprechend die niedrige-
ren Bruchdehnungen in der Bauteilmitte zugewiesen werden, wahrend Element 2 die
héheren Werte an der Bauteiloberflache erhélt. Dieses Vorgehen setzt allerdings vor-
aus, dass GrofRe und Lage der Elemente bekannt sind. Schalenelementen wird auf-
grund ihrer Lage in der Symmetrieebene der jeweiligen Wandstérke die geringe Bruch-
dehnung zugewiesen. Diese Betrachtung der Schnittstelle zur Ubertragung der Ergeb-
nisse zwischen Giel3prozesssimulation und Festigkeitsberechnung zeigt deren Bedeu-
tung. Sie ist noch im Detail zu untersuchen und Einflussgréfen wie Elementtyp und
Netzfeinheit sind auf beiden Seiten zu klaren.

Bei Uberpriifung der Ubertragbarkeit im Komponentendruckversuch kann eine verbes-
serte Aussagefahigkeit des lokalen hauptnormaldehnungsbasierten Versagensmodells
nicht bestatigt werden, wofiir verschiedene Ursachen denkbar sind. Druckeigenspan-
nungen beeinflussen das Deformationsverhalten im Bauteil (Kapitel 6.6.1). Es ist mog-
lich, dass sich dadurch auch Rissinitiierungsort- und —zeitpunkt verandern. Im Gegen-
satz zur Stufenplatte, die unter Druckeigenspannungen steht, wirken im Langsrahmen
bedingt durch das Aufschrumpfen wéhrend der Erstarrung Zugeigenspannungen. Mog-
licherweise durch Uberlagerung mit der auBeren Zugbelastung erfolgt im Experiment
die Rissinitiierung im Langsrahmen, da die Druckeigenspannungen in der Stufenplatte
einem Versagen entgegenwirken. Warum die Anrisse nur auf der angussnahen Seite
auftreten wird dadurch aber nicht plausibel. Eine nachtrégliche Entnahme von Zugpro-
ben aus den Bereichen W02o0ben und WO070oben liefert fast identische mittlere Bruch-
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dehnungen von 3,4% (angussnah) und 3,1% (angussfern). Diese Werte werden auch
mittels der entwickelten Modelle in der Giel3simulation vorhergesagt, was anhand eines
Schnitts in der Ebene senkrecht zur Stufenplatte in Abbildung 6-23 dargestellt ist. Die
Bruchdehnungen liegen im Randbereich, wo Versagen stattfindet, mit ca. 4,5% etwas
hoher.
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Abbildung 6-23:  Schnitt senkrecht zur Stufenplatte zeigt gleiche Bruchdehnungen im L&ngs-
rahmen (Randbereich 4,5%, oberhalb T-Sto3 3,5%), Stufenplatte zeigt an-
gussnah in der Wandstéarkenmitte 1,5% und angussfern 3,5%

Das legt die Vermutung nahe, dass die Krafteinleitung durch die Einspannung nicht
gleichmaRig auf angussnahen und —fernen Langsrahmen erfolgt und somit der an-
gussnahe Bereich hoher belastet wird, was zu einem friheren Versagen fihrt. Im Fall
des lokalen hauptnormaldehnungsbasierten Modells kommt hinzu, dass der Stufenplat-
te im angussnahen Bereich die Versagensgrenzkurve Gione porositat ZUgeEWiesen wird,
wahrend der Langsrahmen auf beiden Seiten mit der Kurve Gpiedrige porosiat DErechnet
wird (Abbildung 6-23). Die Folge ist, dass das LHV féalschlicherweise in der Stufenplatte
Rissinitiierung prognostiziert (Abbildung 6-17 (c)).
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Abbildung 6-24:  a) Kante im Randbereich des angussnahen Langsrahmens, b) Anriss an der
Kante, c) Kaltfliestellen im Langsrahmen tber dem Anguss

Eine andere Erklarung konnte eine Kante liefern, die im Randbereich des angussnahen
Langsrahmens Uber dem Anguss zu finden ist (Abbildung 6-24 (a)). Ursache daflr ist
ein Frasfehler wahrend der Herstellung des Druckgusswerkzeugs, in dem das Muster-
bauteil abgegossen wird. Sie erzeugt moglicherweise Spannungsspitzen aufgrund von
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Kerbwirkung. Die Folge ist Rissbildung in der Umgebung, was in Abbildung 6-24 (b)
dargestellt ist. Auch Kaltfluss, der am Ende der Formfillung (Abbildung 4-15 (d)) in
diesem Bereich entsteht, kénnte sich festigkeitsmindernd auswirken. Diese Uberlegung
spiegelt sich aber nicht in den gemessenen Bruchdehnungen (WO02oben: 3,4% und
WO070ben: 3,1%) wider. Eine endgultige Erklarung kann an dieser Stelle nicht gegeben
werden.

Abschlieend wird noch auf den Einfluss der Netzfeinheit bei Schalenmodellen einge-
gangen. Vergleichbar zur Probensimulation tritt auch beim Komponentenzugversuch
ein Dehnungsgradient auf, der durch die kleineren Elementkantenlangen von 1,5mm
und 3,0mm ausreichend genau abgebildet werden kann. Auch der Rissinitiierungsort
im Kerbgrund wird richtig vorhergesagt (Abbildung 6-19 (a) und (b)). Das Netz mit
5,0mm hingegen stuft den gesamten Radius als kritisch ein und kann auch den Deh-
nungsgradienten nur begrenzt auflésen (Abbildung 6-19 (c)), weshalb das Versagen zu
spat vorhergesagt wird. Die Betrachtungen auf Proben- und Bauteilebene zeigen, dass
die Elementkantenlange in Abhangigkeit von Belastung und Dehnungsgradient gewahilt
werden muss. Die Netzfeinheit sollte in der Lage sein, Rissinitierungsort und Deh-
nungsgradienten ausreichend genau aufzuldésen, was im Rahmen dieser Arbeit fir die
Probengeometrie 0,5mm und fur das Bauteil 3,0mm bedeutet. Allgemein lasst sich
festhalten, dass eine feinere Probenvernetzung (héheres Niveau der Versagensgrenz-
kurven) in Kombination mit einer groben Bauteilvernetzung (niedrigere Dehnungen)
Rissinitiierung deutlich zu spat prognostizieren wirde. Damit die Aussagefahigkeit
phanomenologischer Modelle richtig eingeschétzt werden kann, sind detaillierte Unter-
suchungen zum Einfluss von Elementtyp und Netzfeinheit auf die Berechnungsergeb-
nisse notwendig.

6.9 Zusammenfassung

Im Rahmen dieses Kapitels wird ein Beitrag geleistet, um die virtuelle Prozesskette fiir
die Aluminiumdruckgusslegierung AIMg5Si2Mn zu schlieBen. Das Manko der bisheri-
gen virtuellen Bauteilauslegung basierte auf der vereinfachten Annahme, dass die me-
chanischen Eigenschaften Uber das gesamte Bauteil homogen sind. In der Realitat
streuen diese aber. Die neu entwickelten Kriteriumsfunktionen (Kapitel 4) ermdglichen
mittels Giel3prozessimulation eine Vorhersage der Verteilung von Streckgrenze und
Bruchdehnung innerhalb des Musterbauteils. Auf Basis der Bruchdehnung wird das
Bauteil dann in zwei Qualitatsbereiche niedriger und hoher Porositat unterteilt. Die he-
terogen verteilten mechanischen Eigenschaften kénnen somit bei der Festigkeitsbe-
rechnung durch die ebenfalls im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Rissinitiierungs-
modelle Gyiedrige porositat UNd Ghone porositar (Kapitel 5) berticksichtigt werden. Die Aussage-
fahigkeit der Modelle wird anhand von Komponentenversuchen Utberprift, die hinsicht-
lich ihnres Deformationsverhaltens sowie des Rissinitiierungsortes und —zeitpunkts beur-
teilt werden. Diese Vorgehensweise schliel3t erstmalig die virtuelle Prozesskette flr
den Lebenszyklus eines Al-Druckgussbauteils. Die wichtigsten Resultate sind:
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Das lokale hauptnormaldehnungsbasierte Versagensmodell (LHV) prognosti-
ziert beim Komponentenzugversuch in Schalenmodellierung sowohl Rissinitiie-
rungsort als auch -zeitpunkt richtig. Damit wird die Notwendigkeit deutlich, dass
unterschiedliche Fehlstellengehalte fir eine zuverlassige Versagensbewertung
berticksichtigt werden missen. Die Giltigkeit der in einer friiheren Arbeit [2]
eingefuhrten maximalen Hauptnormaldehnung als Kriterium zur Beschreibung
der Rissinitierung bei Al-Gusswerkstoffen konnte dadurch verifiziert werden.
Eine Bestatigung der Ergebnisse ist im Komponentendruckversuch nicht mog-
lich gewesen. Denkbare Ursachen sind ungleichmafige Krafteinleitung, Kalt-
flieBstellen im angussnahen Langsrahmen oder eine Kante, die Spannungs-
spitzen verursacht.

Das globale hauptnormaldehnungsbasierte Versagensmodell (GHV) zeigt die
Rissinitiierung in beiden Komponentenversuchen zu spat an. Hinsichtlich der
Versagensorte werden neben dem angussnahen Kerbradius (Zugversuch) bzw.
dem Aussenbereich der angussnahen Stege (Druckversuch) in beiden Experi-
menten auch noch die angussfernen Bereiche als kritisch eingestuft. Das globa-
le hauptnormaldehnungsbasierte Versagensmodell prognostiziert insgesamt
zwar die kritischen Bereiche, ermittelt aber zusétzlich Rissinitiierungsorte, die
im Experiment nicht auftreten. Hinzukommt, dass es die Versagenszeitpunkte
zu optimistisch bewertet und somit die Vorhersagen risikoreich sind.

Das Referenzmodell auf Basis der im uniaxialen Zugversuch ermittelten Bruch-
dehnung (As = 3,5%) prognostiziert fir Zug- und Druckversuch zu frihes Ver-
sagen. Die Bauteilauslegung ware somit konservativ. Der Rissinitiierungsort
beim Zugversuch wird richtig abgebildet, wohingegen im Druckversuch mit der
Innenseite der Bohrung der falsche Ort vorhergesagt wird. Das Referenzmodell
ist somit zur Versagensbewertung komplexer Druckgussstrukturen nicht mehr
zeitgemaln.

Das Deformationsverhalten der Komponentenversuche lasst sich durch Tetra-
ederelemente mit quadratischem Ansatz im Zug- und Druckversuch sehr gut
beschreiben. Die Schalenmodelle bilden die Kraft-Weg-Verlaufe prinzipiell auch
ab, liegen aber in beiden Fallen etwa 10% - 13% niedriger. Tetraedermodelle
sind aufgrund der langen Rechenzeiten fir dinnwandige Druckgussbauteile
(Federbeinstiitze, B-Saule) aber nur eingeschrénkt praxistauglich.

Eine abnehmende Elementkantenlange fihrt zu einer friilheren Prognose der
Rissinitierung. Der Grund ist, dass auftretende Dehnungsgradienten besser
aufgelost werden und die kritische Dehnung schneller erreicht wird. Unter Be-
ricksichtigung der auf Probenebene verwendeten Elementkantenlange zur Ka-
librierung von Versagensgrenzkurven und der auf Bauteilebene zum Einsatz
kommenden Netzfeinheit, sind gréRere Abweichungen bei der Vorhersage des
Versagenszeitpunktes moglich. Im Rahmen dieser Arbeit haben sich auf Pro-
ben- bzw. Bauteilebene Kantenldngen von 0,5mm bzw. 3,0mm zur Versagens-
bewertung als geeignet erwiesen.
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Die virtuelle Auslegung von Gussbauteilen hat in den letzten Jahren zunehmend an
Bedeutung gewonnen. Dabei wurde ausgehend von ,Insellésungen“ der gesamte Le-
benszyklus eines Bauteils von der Herstellung und den daraus resultierenden mecha-
nischen Eigenschaften [39] bis hin zum Versagen. z.B. unter Missbrauchbelastung [56]
betrachtet. Eine Verknipfung der einzelnen Bereiche blieb aber aus.

In der vorliegenden Arbeit ist es gelungen eine durchgangige virtuelle Prozesskette
anhand der Aluminiumdruckgusslegierung AIMg5Si2Mn zu entwickeln und die einzel-
nen Teilgebiete zu verknlpfen. FUr eine Umsetzung in industriellem Umfeld ist dazu
erstens die Entwicklung von Kriteriumsfunktionen zur Prognose mechanischer Eigen-
schaften mittels Giel3prozesssimulation notwendig. Zweitens werden flir eine
Versagensbewertung unter Beachtung lokaler mechanischer Eigenschaften phanome-
nologische Rissinitiierungsmodelle bendétigt, die unterschiedliche Fehlstellenanteile im
Werkstoff berticksichtigen konnen. Beides stand bisher flir den Druckgussprozess nicht
zur Verfigung und ist im Rahmen dieser Dissertation entwickelt und verknipft worden.

Die untersuchte Legierung AIMg5Si2Mn lasst sich durch die Streckgrenze Ro, und die
Bruchdehnung As ausreichend genau beschreiben, weshalb Kriteriumsfunktionen ab-
geleitet werden, die eine Prognose der beiden Grolen erméglichen. Auf die Vorhersa-
ge der Zugfestigkeit R, wird verzichtet, weil diese im wesentlichen von der Bruchdeh-
nung abhangt (hohe Bruchdehnung entspricht hoher Zugfestigkeit). Der Verfestigungs-
exponent n ist fur die untersuchte Legierung konstant 0,44. Fir die Entwicklung der
Kriteriumsfunktionen werden an zehn verschiedenen Positionen im Musterbauteil Pro-
ben enthommen, um mittels Zugversuche Streckgrenzen und Bruchdehnungen zu er-
mitteln. Parallel wird eine GielRprozesssimulation des Druckgussprozesses unter Be-
ricksichtigung aller relevanten Randbedingungen (Prozessparameter, Kiihlung, tempe-
raturabhangige Materialdaten etc.) mit der Software MAGMASOFT® durchgefuhrt. Die
Definition von virtuellen Auswertegebieten im FE-Modell ermdéglicht die Berechnung
von Zusatzkriterien der Formfillung (Flie3lange, Luftkontaktzeit, Luftgegendruck) und
der Erstarrung (Abkuhlgeschwindigkeit, Erstarrungszeit und Temperaturgradient). An-
schlieRend erfolgt die Ableitung der Kriteriumsfunktionen durch Korrelation der virtuel-
len mit den experimentellen Ergebnissen.

Es zeigt sich, dass im Druckgussprozess die Streckgrenze in erster Linie von der Ab-
kuhlgeschwindigkeit abhéngt, was auch fiir andere Giel3prozesse gultig ist. Eine Ver-
besserung der Vorhersage lasst sich nhoch dadurch erreichen, dass bei einer deutlich
langsameren bzw. schnelleren Erstarrung - als auf Basis der Abkihlgeschwindigkeit
vermutet - zusatzlich die Erstarrungszeit bericksichtigt wird. Die Ursache ist darin zu
sehen, dass die Abkihlgeschwindigkeit nur eine Momentaufnahme knapp oberhalb der
Liguidustemperatur darstellt, wahrend die Erstarrungszeit den gesamten Erstarrungs-
verlauf beinhaltet. Die entwickelte Kriteriumsfunktion fir die Streckgrenze berticksich-
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7 Zusammenfassung und Ausblick

tigt diese Tatsache und ermdglicht dadurch fir das gesamte Musterbauteil eine zuver-
lassige Prognose, was an funf weiteren Positionen im Bauteil — die nicht fur die Mo-
dellentwicklung verwendet wurden - verifiziert werden kann. Eine Sensitivitatsanalyse
des Modells zeigt, dass die berechnete Streckgrenzenverteilung praktisch unabhangig
von den zur Modellentwicklung verwendeten Proben ist, was eine Ubertragbarkeit des
gewahlten Ansatzes auf weitere Bauteile untermauert. Alle Zusatzkriterien der Formful-
lung zeigen keinen Einfluss auf die Festigkeit.

Die aus dem Erstarrungsprozess resultierenden Gefligemerkmale ermdéglichen eine
Verknupfung zur Streckgrenze. Verschiedene Untersuchungen weisen nach, dass fur
Al-Si-Gusslegierungen der sekundare Dendritenarmabstand und der Lamellenabstand
zwischen den eutektischen Phasen die entscheidenden EinflussgréRen sind. Fir die
erst in jungster Zeit eingesetzte Al-Mg-Druckgusslegierung sind kaum Untersuchungen
verfugbar. Deshalb werden Gefligeanalysen mit folgenden Resultaten durchgefiihrt.
Eine Vermessung des sekundaren Dendritenarmabstandes ist beim schnell erstarren-
den Druckgussgefige nicht moglich, da keine Dendriten im Geflige erkennbar sind.
Deshalb wird mittels eines Richtreihenvergleichs der Durchmesser der primaren o-
Korner bestimmt. Diese zeigen unabhangig von der Wandstéarke einen praktisch kon-
stanten Wert. Im Gegensatz dazu ist bei zunehmender Streckgrenze eine Verringerung
des Lamellenabstandes der intermetallischen Phasen im Eutektikum erkennbar. Auf-
grund dieser Beobachtungen wird fur Al-Mg-Gusslegierungen ein Modell vorgestellt,
welches die Festigkeit auf drei Anteile zurtickfihrt. Es handelt sich dabei erstens um
die Mischkristallhartung im a-Mischkristall und im Eutektikum und zweitens um die
Korngrenzenhartung gemal der Hall-Petch-Beziehung. Einen dritten Festigkeitsbeitrag
liefert der Lamellenabstand gemal3 der modifizierten Hall-Petch-Beziehung (Korn-
durchmesser D wird durch Lamellenabstand A substituiert). Dieses Modell zeigt, dass
sich Al-Mg-Gusslegierungen analog zu Al-Si-Gusslegierungen und zu ferritisch-
perlitischen Stahlen beschreiben lassen.

Die Kriteriumsfunktion der Bruchdehnung zeichnet sich dadurch aus, dass zwei Model-
le (Erstarrungszeit- und modifiziertes Lee-Kriterium) erstmalig gekoppelt eingesetzt
werden, um unter Bertcksichtigung von Abkihlgeschwindigkeit und Luftgegendruck
die Verteilung der Bruchdehnung zu berechnen. Die Untersuchungen haben gezeigt,
dass das Erstarrungszeit-Kriterium bereits eine gute Vorhersage der Bruchdehnungen
ermoglicht. Grund dafir ist, dass sowohl bei sehr schneller als auch bei sehr langsa-
mer Abkuhlgeschwindigkeit, die Erstarrung dominant ist. Im Bereich mittlerer Abkuhl-
geschwindigkeiten bei gleichzeitig hohem Luftgegendruck hingegen liefert das Lee-
Kriterium gute Prognosen. Die Verwendung des Zusatzkriteriums des Luftgegendrucks
ermoglicht die Lokalisierung komprimierter Gase, die nicht mehr aus der Kavitat ent-
weichen konnen. Diese werden in Form von Poren im Bauteil eingelagert und ver-
schlechtern die Bruchdehnung. Dadurch wird deutlich, dass im Unterschied zu Sand-
oder Kokillenguss beim DruckgieRen die dynamische Formflllung eine wesentliche
Rolle spielt. Eine Sensitivitdtsanalyse des gefundenen Modells zeigt allerdings, dass es
sehr sensibel auf die zur Modellentwicklung verwendeten Proben reagiert. Eine Uber-
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tragung auf andere Geometrien ist somit kritisch einzustufen. Das Zusatzkriterium der
Flie3lange wird in diesem Modell nicht berticksichtigt, zeigt aber bei grof3flachigen und
dunnwandigen Strukturbauteilen einen Einfluss, wie erste Untersuchungen gezeigt
haben. Hier sind weitere Untersuchungen empfehlenswert. Eine Korrelation von
Bruchdehnung und Porositat — analog zu Streckgrenze und Gefligeparametern - ist
trotz Porositatsbestimmung mittels Computertomographie nicht gelungen. Hier spielen
zusatzlich Oxidhaute, Schlacke- und Trennmitteleinschliisse eine Rolle, die nicht de-
tektierbar sind.

Fur eine Versagensbewertung von Gussbauteilen gibt es auf Basis der maximalen
Hauptnormaldehnung und der Spannungsmehrachsigkeit phAnomenologische Rissiniti-
ierungsmodelle, die bisher die lokal unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften in
Druckgusskomponenten vernachlassigen. Im Rahmen dieser Dissertation werden
Versagensgrenzkurven mittels einer speziellen Scherzug-/Scherdruckapparatur entwi-
ckelt, die zwei Fehlstellengehalte beriicksichtigen. Es zeigt sich, dass im Bereich nied-
riger Spannungsmehrachsigkeiten (o,/oy = 0,0) die Giel3fehler vernachlassigbar sind.
Mit zunehmender Spannungsmehrachsigkeit wirken sich Fehlstellen jedoch immer sig-
nifikanter aus und reduzieren die ertragbaren Dehnungen bei on/oy = 0,4 bereits um
Faktor 2.

Die bisherige Charakterisierung der Versagensmechanismen von Al-Gusslegierungen
beschrénkt sich auf uniaxiale Zugbelastung. Die Verwendung der Scherzug-
/Scherdruckapparatur bietet die Moglichkeit Versagensmechanismen fiir verschiedene
Spannungszusténde zu untersuchen. Metallographische Analysen belegen, dass bei
Al-Mg-Gusslegierungen mit lamellarem Eutektikum die Rissinitierung unabhangig von
der Spannungsmehrachsigkeit immer an spréden Mg,Si-Phasen erfolgt. Gusslegierun-
gen mit lamellarem Eutektikum unterscheiden sich dadurch von warmebehandelten
Legierungen, in denen die Ausscheidungen globular vorliegen. Hier findet ein Wechsel
des Mechanismus von Matrix- zu Partikelversagen statt, wenn die Spannungsmeh-
rachsigkeit zunimmt [58].

Die Modelle zur Prognose der mechanischen Eigenschaften und zur Bewertung der
Rissinitiierung werden anhand eines Komponentenzugversuchs verifiziert und bei ei-
nem Komponentendruckversuch auf Ubertragbarkeit getestet. Dazu werden die mittels
GielR3prozesssimulation berechneten Bruchdehnungen mit dem Softwaretool MAGMA-
link auf das Netz der Festigkeitsberechnung Ubertragen. Eine Berlcksichtigung der
fertigungbedingten Streuungen bei der Festigkeitsberechnung wird durch eine eigens
programmierte User-Subroutine ermdglicht. Auf Basis der prognostizierten Bruchdeh-
nungen erfolgt eine Zuweisung der beiden Versagensgrenzkurven und somit eine Un-
terteilung des Bauteils in zwei Qualitatsbereiche. Die Resultate beim Komponenten-
zugversuch zeigen, dass die Rissinitierungsmodelle die Mdglichkeit bieten, zwischen
Bereichen unterschiedlicher Fehlstellengehalte zu unterscheiden. Damit kann ausge-
hend vom Giel3prozess bis zur Festigkeitsberechnung der Lebenszyklus eines Guss-
bauteils virtuell abgebildet werden, wodurch ein wichtiger Beitrag zu einer durchgangi-
gen virtuellen Prozesskette geleistet wird.
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Eine Betrachtung des Komponentendruckversuchs zeigt aber auch, dass gerade die
Anwendung phanomenologischer Modelle — sowohl bei der Eigenschaftvorhersage als
auch bei der Versagensbewertung — immer mit Unsicherheit behaftet ist. Hier wird trotz
Beriicksichtigung unterschiedlicher Qualitéatsbereiche ein falscher Rissinitierungsort
prognostiziert. Eine Erklarung kann im Rahmen dieser Arbeit nicht gefunden werden.

Daraus leiten sich fur zukinftige Arbeiten verschiedene Aufgabenstellungen ab:

e Die vorgestellten Kriteriumsfunktionen und Rissinitierungsmodelle sollten auf
verschiedene Druckgusskomponenten der Legierung AIMg5Si2Mn angewendet
werden, um daraus zusétzliche Informationen hinsichtlich Aussagefahigkeit und
Ubertragbarkeit zu gewinnen. Dabei sind weitere fertigungsbedingte Einfluss-
faktoren wie Eigenspannungen ebenfalls abzubilden, da sie das Verformungs-
verhalten durchaus beeinflussen kdonnen, wie der Komponentendruckversuch
gezeigt hat.

e Samtliche Modelle sind fur den Druckgussprozess, der sich durch seine turbu-
lente Formflllung auszeichnet, entwickelt worden. Die Anwendbarkeit auf ande-
re Giel3verfahren (Kokillen-, Sand- oder Feinguss) gilt es im Detail zu prufen,
weil hier die Formfillung deutlich weniger turbulent verlauft und aufgrund der
héheren Wandstéarken die Abkihlgeschwindigkeiten geringer sind.

e Neben naturharten Aluminiumlegierungen, wie der hier untersuchten
AIMg5Si2Mn, werden inzwischen in der Automobilindustrie auch Magnesiumle-
gierungen im Gusszustand in crashrelevanten Fahrzeugbereichen eingesetzt.
Beispielsweise sind bei verschiedenen Automobilherstellern Instrumententafel-
trdger aus den Legierungen AZ91 bzw. AM60 im Einsatz. Auch hier wére es
hilfreich, wenn die Komponenten in einer moglichst frihen Phase virtuell abge-
sichert werden kénnten. Eine Anwendung der hier vorgestellten Vorgehenswei-
se und eine Uberprifung der gefundenen Modelle fiir Magnesiumlegierungen
waren deshalb wiinschenswert.

e Eine ganz entscheidende Rolle fir die Aussagefahigkeit der virtuellen Prozess-
kette spielen die in den einzelnen Bereichen angewendeten FE-Modellgiten (E-
lementtyp, Netzfeinheit). Die Schnittstelle Giel3simulation/ Festigkeitsberech-
nung und der jeweilige Elementtyp beeinflussen die Berechnungsergebnisse
erheblich. Die unterschiedlichen Resultate fir Tetraeder- und Schalenmodellie-
rung bei der Versagensbewertung im Komponentenzugversuch verdeutlichen
dies. Aber auch der Einfluss der Netzfeinheit bei der Kalibrierung der Rissinitiie-
rungsmodelle und bei der Auswertung der Versagenszeitpunkte der Kompon-
tenversuche darf nicht ausser Acht gelassen werden. Detaillierte Untersuchun-
gen sind durchzufiihren, um sich einen Uberblick tiber den Einfluss von Ele-
menttyp und Netzfeinheit auf die Simulationsergebnisse entlang der Prozess-
kette zu verschaffen.
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Anhang A: Temperaturabhangige Kennwerte der Legierung AIMg5Si2Mn

1200 1,2
21000 = 10
£ i
= 800 t 08
= c
g 600 g 08
£ 400 5 04
5 [2]
-E 200 D 0,2
0 0,0
580 590 600 610 620 630 580 590 600 610 620 630
Temperatur [°C] Temperatur [°C]
a) kinematische Viskositét b) Festphasenanteil
o 160 T 1120
o 2 1080
2 120 =
= T 1040
= s
5 80 S 1000
= S
S £ 960
° r @
0 = 920
o N
2 o : : a 880 :
0 200 400 600 800 1000 0 200 400 600 800 1000
Temperatur [°C] Temperatur [°C]
c) Warmeleitfahigkeit d) spezifische Warmekapazitat
= 8000 2800
()
& 7000
g & 2600 [
2 . 6000 E
2 g o
§ ¥ 5000 S 2400 |
= ; -
O =2 <
£ = 4000 S
3 8 2200 |
E 3000
@©
= 2000 2000

500 550 600

Temperatur [°C]

650 700

e) Warmetbergangskoeffizient (Material/Form)

200 400 600

Temperatur [°C]

800 1000

f) Dichte

133



8 Anhang

Anhang B: Temperaturabhangige Kennwerte des Werkzeugstahls X38CrMoV51
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Anhang C: Temperaturabhangiger Warmeubergangskoeffizient beim Sprihvorgang

12000
10000
— 8000
6000
4000
2000
0

[W/Km

Warmetibergangskoeffizient

0 200 400 600 800 1000
Temperatur [°C]
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Anhang E: Gefuigebilder aus funf verschiedenen Entnahmeorten sortiert nach
Wandstarke

Wandstarke 2mm: Position A0O5

(a) feineres Geflige (b) gbberes Geflige

Wandstarke 4mm: Position W01 oben

(a) feineres Geflige (b) gbberes Geflige

Wandstarke 5mm: Position A0O8

(a) feineres Geflge (b) gbberes Geflige
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Wandstarke 5mm: Position C02

(a) feineres Geflge (b) gbberes Geflige

Wandstarke 12mm: W09 oben

(a) feineres Geflge (b) gbberes Gefuge

Anhang F: Flllung der Form bei verschiedenen Fullgraden (die Strdomungsrichtungen
sind zur besseren Veranschaulichung durch Pfeile gekennzeichnet)

(G241 W W S <
W — k
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Anhang G: Durchgefuihrte Scherzug-/Scherdruckversuche mit niedriger Porositét

Belastungsrichtung Prufwinkel Anfangssteifigkeit Verschiebung bis
Rissinitiierung
o [°] Kini [N/mm] us [mm]
Scherdruck 1 25 42934 -0,95
Scherdruck 2 25 75480 -0,83
Scherdruck 3 25 61465 -0,97
Scherdruck 4 25 60545 -0,84
Scherdruck 5 25 63729 -0,91
Scherdruck 6 25 68271 -0,81
Scherdruck 7 25 52656 -1,04
Scherdruck 8 25 49161 -0,83
Scherzug 1 20 38327 0,98
Scherzug 2 20 36418 0,76
Scherzug 3 20 33993 0,96
Scherzug 4 20 35135 0,73
Scherzug 5 20 65077 0,61
Scherzug 6 20 44918 0,39
Scherzug 7 20 56052 0,80
Scherzug 8 20 43985 0,83
Scherzug 1 40 56657 0,38
Scherzug 2 40 49577 0,59
Scherzug 3 40 55216 0,56
Scherzug 4 40 49241 0,71
Scherzug 5 40 112383 0,37
Scherzug 6 40 83586 0,53
Scherzug 7 40 66715 0,53
Scherzug 8 40 70541 0,33
Scherzug 1 90 81457 0,45
Scherzug 2 90 83097 0,31
Scherzug 3 90 118094 0,20
Scherzug 4 90 75911 0,24
Scherzug 5 90 103153 0,25
Scherzug 6 90 103755 0,21
Scherzug 7 90 135403 0,27
Scherzug 8 90 92946 0,31
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Anhang H: Durchgefuhrte Scherzug-/Scherdruckversuche mit hoher Porositat

Belastungsrichtung Prufwinkel Anfangssteifigkeit Verschiebung bis
Rissinitiierung
o [°] Kini [N/mm] us [mm]
Scherdruck 1 25 40840 -0,84
Scherdruck 2 25 37934 -0,71
Scherdruck 3 25 47775 -0,80
Scherdruck 4 25 71996 -0,83
Scherdruck 5 25 51639 -1,02
Scherdruck 6 25 69592 -0,82
Scherdruck 7 25 50251 -0,72
Scherdruck 8 25 46607 -0,81
Scherzug 1 20 44573 0,71
Scherzug 2 20 38161 0,26
Scherzug 3 20 49192 0,40
Scherzug 4 20 43695 0,45
Scherzug 5 20 39604 0,54
Scherzug 6 20 37641 0,52
Scherzug 7 20 48342 0,51
Scherzug 8 20 39885 0,52
Scherzug 1 40 104385 0,31
Scherzug 2 40 97787 0,23
Scherzug 3 40 64376 0,25
Scherzug 4 40 80534 0,26
Scherzug 5 40 51512 0,20
Scherzug 6 40 75718 0,22
Scherzug 7 40 81766 0,43
Scherzug 8 40 80784 0,33
Scherzug 1 90 90390 0,15
Scherzug 2 90 66937 0,18
Scherzug 3 90 115915 0,15
Scherzug 4 90 110551 0,15
Scherzug 5 90 154299 0,26
Scherzug 6 90 114309 0,13
Scherzug 7 90 105432 0,19
Scherzug 8 90 73220 0,13
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Anhang I: Anrissorte (durch Pfeile gekennzeichnet) der verschiedenen Belastungswin-
kel im Experiment zur Auswabhl der kritischen Elemente

(a) Scherzug 90° (b) Scherzug 40°

(c) Scherzug 20° (d) Scherdruck 25°

139



8 Anhang

Anhang J: Vergleich der Kraft-Weg-Verlaufe mit den numerischen Ergebnissen fir er-
hohte Porositat
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Anhang K: Auszug der User-Subroutine zur Einbindung einer zweiten Versagens-
grenzkurve

SUBROUTINE UVARM(UVAR,DIRECT,T,TIME,DTIME,CMNAME,, ORNAME,
1 NUVARM,NOEL ,NPT,LAYER,KSPT,KSTEP,KINC,
2 NDI,NSHR,COORD,JMAC, JMATYP ,MATLAYO, LACCFLG)

C Setzen der Versagensgrenzkurven in Abhangigkeit von der
C Bruchdehnung:

IF(KF1(2,NOEL) .GT.3.0) THEN

C1=0.000
C2=0.145 Gniedrige Porositat
C3=1.000

ELSE
C1=0.000
C2=0.118 Ghohe Porositat
C3=2.260

ENDIF

RETURN
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