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Kurzfassung

In dieser Ausarbeitung wird der In-situ-Hybridisierungsprozess, ein neuer ein-
stufiger Prozess zur Herstellung von endkonturnahen, dreidimensional ge-
formten Faser-Metall-Laminaten (FML), untersucht. Dieser kombiniert den
Tiefziehprozess aus der Metallumformung, sowie das Resin Transfer Molding
reaktiver Thermoplaste aus der Faserverbundherstellung. Vor, wéahrend oder
nach dem Tiefziehprozess wird eine reaktive Matrix zwischen Deckbleche aus
Metall injiziert. Die Matrix infiltriert die Fasern, polymerisiert nach der Um-
formung und bildet so die Grenzfldche zwischen dem Faserverbund und den
metallischen Deckblechen aus. Die hergestellten FML-Bauteile werde experi-
mentell beziiglich der prozessinduzierten Eigenschaften untersucht. Zusitz-
lich wird fiir ein detaillierteres Prozessverstindnis ein makroskopisches nu-
merisches Prozessmodell in der Finiten Element Software ABAQUS/Explicit
entwickelt. Hierfiir wird der Fokus auf die Beschreibung des Gewebemateri-
alverhaltens gelegt und ein hyperelastisches Materialmodell mit gekoppelten
Rovingeigenschaften unter Zug-, Druck- und Schubbeanspruchung formu-
liert. Die Kombination der experimentellen und numerischen Ergebnisse lie-
fert detaillierte Analysen der Prozessfiihrung auf die FML-Eigenschaften.






Abstract

In this study, the in-situ-hybridization process, a novel one-step process for
manufacturing near-net-shape, three-dimensional fiber-metal laminates (FML),
is investigated. The process combines deep drawing from metal forming wi-
th resin transfer molding (RTM) of reactive thermoplastics from composite
manufacturing. During or after the deep drawing process, a reactive matrix
is injected between the metal face sheets, infiltrating the fibers, polymerizing
after forming, and thus forming the interface between the fiber composite and
the metallic face sheets. The produced FML components are experimentally
analyzed with regard to the process-induced properties. Additionally, a macro-
scopic numerical process model is developed in the finite element software
ABAQUS/Explicit to gain deeper insights into the process mechanics, focu-
sing on the description of the fabric material behavior through a hyperelastic
material model with coupled roving properties under tension, compression,
and shear. The combination of experimental and numerical results provides
detailed analyses of the process control and its impact on FML properties.
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1 Einleitung

Der Klimaschutz ist allgegenwiértig in der aktuellen gesellschaftlichen und po-
litischen Diskussion. Die deutsche Bundesregierung hat am 25. Juni 2021 das
neue Klimaschutzgesetz verabschiedet [1]. Hiernach ist bis zum Jahr 2045 die
Treibhausgasneutralitdt zu erreichen. Als Zwischenziel sollen die Emissionen
bis zum Jahr 2030 um 65 % reduziert werden. Als Bezugsjahr fiir diese Ziele gilt
1990.

Ein entscheidender Teil der Emissionen wird vom Individualverkehr durch Au-
tomobile verursacht. Der Gesamtenergieverbrauch eines Automobils entsteht
zu 87 % durch die Nutzung [2]. Der Energieverbrauch hierbei ist proportional
zur Fahrzeugmasse. Wird fiir den Antrieb ein fossiler Energietrdger genutzt,
so ist die Energie ebenfalls proportional zum Kohlendioxidausstof$. Durch die
Reduktion der Fahrzeugmasse kann unabhédngig vom Energietrdger der Koh-
lendioxidausstol3 reduziert werden. Leichtbau wird dort betrieben, wo es die
technischen Anforderungen gebieten, es sich aus wirtschaftlichen Griinden
lohnt oder es die gesetzlichen Rahmenbedingungen erfordern. Die Bereit-
schaft, entstehende Mehrkosten durch Leichtbau je eingespartem Kilogramm
Masse zu finanzieren, variiert daher stark nach Branche oder Anwendungs-
gebiet [3]. Extreme Beispiele sind der Motorsport oder die Raumfahrt, wo bis
zu 3000 €/kg Masseeinsparung akzeptiert werden. Im klassischen Automobil-
bau mit fossilem Antrieb werden gerade einmal Mehrkosten von 7 €/kg ge-
tragen. Durch die gesetzlichen Vorgaben zum durchschnittlichen Kohlendi-
oxidaussto3 der gesamten Fahrzeugflotte eines Automobilherstellers [4] und
der damit einhergehenden Elektrifizierung des Antriebsstranges, lohnen sich
Mehrkosten in der Herstellung von 18 €/kg [3].



1 Einleitung

Moderner Leichtbau kombiniert verschiedene Materialien und Materialklas-
sen. Hierdurch lassen sich vorteilhafte Eigenschaften erzielen und Nachteile
monolithischer Werkstoffe ausgleichen [5]. So kommen, neben Stahl- und Alu-
miniumblechen [6], im Automobilbau vermehrt Faser-Kunststoff-Verbunde
(FKV) zum Einsatz [7]. Hierbei stellt die Verbindung und Krafteinleitung in
FKV Strukturen eine besondere Herausforderung dar. Die schichtweise Kom-
bination von Metallblechen und FKV in einem Laminat bietet eine Losung
und wird Faser-Metall-Laminat (FML) genannt. Durch die Metalllagen wird
die Lasteinleitung in den FKV nicht nur verbessert, da die Lasteinleitung fla-
chig und nicht punktuell erfolgt, sondern FML besitzen einen herausragenden
Widerstand gegen Rissausbreitung und Impact [8]. FML wurden in den 1980er
Jahren fiir die zivile Luftfahrindustrie entwickelt und kommerzialisiert [9, 10],
welche bereit ist hohe Mehrkosten von bis zu 500 €/kg fiir den Leichtbau aus-
zugeben [3]. Aus dem Fertigungsprozess von FML ergibt sich das gréBte De-
fizit. Die klassische Herstellung ist zeitaufwendig, teuer und die erreichbare
geometrische Komplexitdt der Bauteile ist sehr gering [11, 12]. In den vergan-
genen 40 Jahren wurde eine Vielzahl an FML untersucht und diverse Verof-
fentlichungen unter verschiedenen Gesichtspunkten angefertigt [5, 9, 13-22].

In der vorliegenden Arbeit wird der Fokus auf der Analyse der prozessindu-
zierten Eigenschaften von FML liegen, um hieraus Riickschliisse auf den Her-
stellungsprozess zu ziehen. Dazu werden die bisher vorhandenen Herstel-
lungsrouten im Kenntnisstand vorgestellt und auf die Grenzen dieser Prozesse
eingegangen. In Kapitel 3 werden die verwendeten Werkstoffe, sowie der In-
situ-Hybridisierungsprozess, welcher den Tiefziehprozess aus der Metallum-
formung und das Resin Transfer Molding (RTM) mit reaktiven Thermoplasten
aus der Faserverbundherstellung kombiniert [23], vorgestellt. Kapitel 4 fiihrt
die verwendeten experimentellen Methoden auf. In Kapitel 5 werden die FML-
Bauteile hinsichtlich ihrer Herstellungsdefekte bzw. -effekte untersucht, wie
der Dickenverteilung, der Blechdehnung, des Infiltrationsverhaltens und der
Faserdrapierung. Fiir ein besseres Prozessverstdndnis der wirkenden physi-
kalischen Mechanismen bei der Entstehung der Herstellungsdefekte wird ein
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numerischer Modellierungsansatz des In-situ-Hybridisierungsprozesses in Ka-
pitel 6 und 7 erarbeitet. Die mechanischen Eigenschaften der FML-Bauteile
werden in Kapitel 8 beziiglich Haftungs- und Zugeigenschaften untersucht.
Die Ergebnisse und Zusammenhinge aus der Prozessanalyse, der numeri-
schen Modellierung und mechanischen Charakterisierung werden in Kapitel 9
unter dem Gesichtspunkt der Struktur-Eigenschafts-Beziehungen diskutiert.
Die vorgestellte Arbeit wird in Kapitel 10 zusammengefasst.






2 Kenntnisstand

Die Definition eines Materials hdangt auch von der betrachteten Skala ab, so
wird nach [24] zwischen Verbundwerkstoff und Werkstoffverbund anhand der
GroBenskala unterschieden. Ist die Kombination unterschiedlicher Werkstof-
fe makroskopisch deutlich sichtbar, so handelt es sich um einen Werkstoff-
verbund. Erscheint der Werkstoff demgegeniiber makroskopisch homogen
und mikroskopisch heterogen, so ist es ein Verbundwerkstoff. In nachfolgen-
den Abschnitten werden Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV) und Faser-Metall-
Laminat (FML) unter dem Gesichtspunkt der Skala definiert.

2.1 Faser-Kunststoff-Verbund

Ein Faser-Kunststoff-Verbund (FKV) gehort nach der Definition von Weiden-
mann [24] zu der Gruppe der Verbundwerkstoffe und zeichnet sich durch eine
Verstarkung in Faserform aus. Die Matrix ist zwingend ein Kunststoff, welcher
die Faser einbettet und schiitzt. Die Faser wird der Matrix hinzugefiigt, um
eine mechanische Verstdarkungswirkung zu erzielen. Hierzu muss der Faser-
werkstoff eine hohere Festigkeit und Steifigkeit aufweisen, als der Kunststoff,
in den sie eingebettet wird. FKV kénnen nach der Lange der Faser und zusitz-
lich nach der Art der Kunststoffmatrix in Untergruppen eingeteilt werden. Ub-
lich ist die Unterteilung nach Kurzfaserverbund (Faserldnge ! < 1 mm), Lang-
faserverbund (I = 1 bis 50 mm) und Endlosfaserverbund (I = Bauteildimen-
sion) [25]. Fiir die Matrix werden entweder reaktive Duromere oder (reaktive)
Thermoplaste verwendet.
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2.2 Faser-Metall-Laminat

Nach der Definition von [24] handelt es sich bei Faser-Metall-Laminaten (FML)
um einen hybriden Werkstoffverbund. Dieser ist schichtweise aus diinnen Me-
tallblechen oder -folien und FKV aufgebaut. Die Metalllagen leiten die Last
in den FKV ein und schiitzen ihn vor dulleren StoBbelastungen, die zur Del-
amination der Faserlagen fiithren kénnen. Der FKV hingegen vergroRert die
aufgenommene Energie bei Aufprall- bzw. Sto8beanspruchung. In Kombina-
tion mit den Metalllagen verldngert der FKV die Lebensdauer unter zyklischer
Beanspruchung und verbessert die Flamm- und Korrosionsresistenz durch
den schichtweisen Aufbau [11, 26, 27]. Die FKV Schichten isolieren die Metall-
schichten thermisch voneinander [11, 28]. Nur bei geeigneter Wahl der Konsti-
tuenten Metall und Faserverbund werden die Schichten auch elektrisch und
chemisch voneinander getrennt. Als negatives Beispiel sei hier die Kombina-
tion Aluminium-Kohlenstofffaser erwidhnt, bei der es zu elektrochemischer
Korrosion innerhalb des Verbundes durch die groe Differenz in der Elektro-
negativitdt zwischen Aluminium und Kohlenstofffasern kommen kann, wenn
keine geeigneten Manahmen getroffen werden [29].

Faser-Metall-Laminate wurden in den 1980er und 1990er Jahren fiir die Luft-
fahrtindustrie entwickelt [10]. Ziel der Entwicklung war ein Material mit ho-
hem Widerstand gegen Risswachstum unter zyklischer Beanspruchung [5].
Hierfiir wurden zuerst mehrlagige, geklebte Metallbleche mit monolithischen
Metallstrukturen verglichen, wobei die mehrlagigen, geklebten Metallblech-
strukturen geringere Risswachstumsraten aufzeigten, woraus sich die FML
entwickelten. Fiir die Herstellung von FML-Strukturen oder -Bauteile wird
der Autoklavprozess verwendet, welcher eine gute Laminatqualitdt ermdg-
licht und somit gute mechanische Eigenschaften bietet. Der Autoklavprozess
ist jedoch beschrénkt in der geometrischen Komplexitédt der Bauteile. Die Zy-
kluszeit betragt mehrere Stunden bei Temperaturen von 120 °C und Driicken
von 6 bar, wodurch die Materialkosten fiir das FML GLARE (Glass Laminate
Aluminium Reinforced Epoxy) etwa zehnmal hoher sind, als fiir Bleche aus
Al 2024-T3 [5].



2.3 Materialverhalten auf verschiedenen Skalen

Im Automobilbau ist die Zielsetzung fiir die entwickelten hybriden Strukturen
aus Metall und FKV eine andere. Vor allem Spannungsspitzen in stark bean-
spruchten Regionen der Metallkomponente sollen durch die hohe Streckgren-
ze des FKVs reduziert werden.

2.3 Materialverhalten auf verschiedenen
Skalen

Das mechanische Verhalten von Verbundwerkstoffen oder Werkstoffverbun-
den kann in seiner gesamten Komplexitdt nicht mathematisch beschrieben
werden. Fiir die physikalische Beschreibung des Materialverhaltens miissen
Annahmen getroffen werden. Die Wahl des Modells héngt von der Betrach-
tungsebene der Verbundstruktur ab. Auf der Mikroebene werden in einem
Faser-Kunststoff-Verbund einzelne Fasern mit Durchmessern von 6 bis 13 pm
betrachtet. Die Faser, die Matrix und die Grenzschicht dazwischen miissen
durch ein Materialmodell beschrieben werden. Die Mesoebene fasst einzel-
ne Fasern zu Rovings zusammen und die Verteilung der Fasern innerhalb des
Rovings wird vernachléssigt. Es findet eine Homogenisierung der statistischen
Grofen statt. Bei Betrachtung der Makroebene bildet das Materialmodell die
homogenisierte Struktur aus Faser, Matrix und Grenzschicht ab, siehe Abbil-
dung 2.1. Die Orientierung der Fasern oder das Material einzelner Schichten
wird in Subschichten homogenisiert und unterschieden. Einfliisse wie Matrix-
risse, Einschliisse, Poren oder Fehlorientierung einzelner Fasern werden auf
der Meso- und Makroebene nicht betrachtet. Ihr Einfluss wird durch statis-
tisch abgesicherte Messdaten oder durch Abminderungsfaktoren berticksich-
tigt. Aus diesem Grund sollten Materialparameter immer aus Probekdrpern
ermittelt werden, welche im selben Fertigungsprozess hergestellt wurden, wie
das reale Bauteil. Ansonsten kénnen fertigungsbedingte Einfliisse bei der Be-
stimmung der grundlegenden mechanischen Eigenschaften nicht berticksich-
tigt werden.
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Makro-Ebene: Laminat homogenisiert KlassischeLaminattheorie,
Schubdeformationstheorien,
— LagenweiseTheorien,

= / 3D-Theorie, ...
2.B.: quasiisotroper Verbund (E,=E,,, G, ...)

Meso-Ebene: Einzelschicht homogenisiert Ebener Spannungszustand,
0000 .
R RiEe

z.B. UD-Schicht: transversal Isotrop (B, E|, G, v, v
2.B. Metall-Schicht: Isotrop (E, v)

| Mikro-Ebene: Mikromechanik Mischungsregel,
Faser-Matrix- Reprisentaives
Ablésung Volumenelement (RVE),

Matrixriss _————_

<> / | Matrix:= Isotrop (E,. v,)
/ '\\ Faser:= transversal Isotrop (Ey, Ey, Gy, Gy s veyy)
Grenzfliche:= Bruchmechanik (G, Gy, Gy,

Abbildung 2.1: Skalen der Werkstoffbetrachtung in einem Verbundwerkstoff nach [30]

2.4 Mechanisches Verhalten von Geweben

Ein Gewebe ist eine flachige Textilstruktur, die durch die Technik des Webens
hergestellt wird. Die Betrachtung und Modellierung von Geweben kann auf
den drei genannten Skalen des vorherigen Abschnittes 2.3 erfolgen. Die meh-
rere Tausend Einzelfasern auf der Mikroebene bilden auf der Mesoebene ein
Faserbiindel, welche als Faden oder Rovings bezeichnet und hier als homo-
gen angenommen werden. Die Rovings werden in der Regel in zwei Richtun-
gen verwoben und bilden ein zweidimensionales Gewebe auf der Makroebe-
ne. Auf dieser werden die einzelnen Rovings nicht berticksichtigt und das Ge-
webe als homogener Festkorper betrachtet [31]. Die Rovings in Produktions-
richtung heillen Kettfdden (hier 0° oder a), wiahrend die senkrecht dazu verlau-
fenden Schussfdden genannt werden (hier 90° oder b). Die durch das Weben
entstehende Welligkeit der Rovings wird als Ondulation bezeichnet. Trotz der
daraus resultierenden, lokal dreidimensionalen Struktur bieten Gewebe nur
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eine in der Ebene liegende Verstdarkung und werden daher als zweidimensio-
nal bezeichnet [32]. Mit der Webart d&ndern sich die Anteile von geraden und
gekriimmten Rovingabschnitten, wodurch der erreichbare Faservolumenan-
teil und das makroskopische Materialverhalten mafgeblich beeinflusst wer-
den [33, 34]. Aufgrund der Mikro- und Mesostruktur von Geweben unterschei-
det sich ihr makroskopisches Materialverhalten von demjenigen kontinuierli-
cher Festkorper. Die Faserrichtungen verursachen eine starke Anisotropie des
Materials. Die Auswirkungen dieser Anisotropie auf das mechanische Verhal-
ten soll in den nachfolgenden Abschnitten beschrieben werden.

2.4.1 Zug- und Druckdeformation von Geweben

Boisse et al. [35] haben gezeigt, dass das makroskopische nichtlineare Verhal-
ten im Wesentlichen auf Geometriednderungen auf der Mesoebene zurtick-
zufiihren ist und lediglich in geringem MaRe von Nichtlinearititen in den
Kontaktpunkten abhingt. Die Interaktion der ondulierten Rovings bewirkt
auch, dass sich das Materialverhalten unter Zugbeanspruchung von dem un-
ter Druckbeanspruchung unterscheidet. Diese Zug-Druck-Anisotropie ist bis-
her kaum erforscht worden.

Daher befasst sich Adumitroaie et al. [32] mit der rechnerischen Bestimmung
der effektiven Steifigkeit unter Beriicksichtigung der Gewebearchitektur. Aus-
gehend von einem geometrischen Modell auf der Mesoebene werden den
Bestandteilen (Faser, Matrix und Grenzfliche) Materialeigenschaften in Ab-
héngigkeit von der lokalen Faserorientierung und dem Faservolumenanteil
zugewiesen. Anschlieend werden mit Hilfe der klassischen Laminattheorie
(KLT) die effektiven Materialeigenschaften auf Makroebene bestimmt. An-
stelle der KLT konnen die Eigenschaften auch mit Hilfe der "Theorie der ef-
fektiven Moduli“ bestimmt werden [33]. Andere Studien unterscheiden sich
hauptsdchlich durch ihre Annahmen zur Querschnittgeometrie der Fasern.
Dixit und Mali [34] geben einen detaillierten Uberblick iiber die verschiede-
nen Ansitze zur Vorhersage der mechanischen Eigenschaften, insbesondere



2 Kenntnisstand

der Zugsteifigkeit. Keiner dieser analytischen Ansitze beriicksichtigt jedoch
die tatsdchlichen Vorgidnge wihrend der Verformung. Fiir ein besseres Ver-
standnis des Materialverhaltens von Geweben unter Zugbeanspruchung ist es
wichtig, die Vorgidnge auf der Mesoebene zu analysieren, da hier das Verhal-
ten hauptsdchlich durch geometrische Verdnderungen bestimmt wird. Kasha-
ni et al. [36] beschreiben in ihrer Arbeit das makroskalige Verhalten aufgrund
von mesoskaligen Prozessen in Leinwandgeweben unter verschiedenen Bean-
spruchungen. Aus den experimentellen Daten lassen sich verschiedene Kopp-
lungsmechanismen und Einfliisse ableiten. Aufgrund der verwobenen Struk-
tur der Rovings kommt es zu Wechselwirkungen zwischen ihnen. Dehnun-
gen in einer Faserrichtung induzieren folglich nicht ausschliefflich Langsnor-
malspannungen, sondern auch Spannungen in Querrichtung. Dieses biaxia-
le Verhalten fiihrt zu einem Effekt, der der Querkontraktion in homogenen
Festkorpern entspricht. Dies wird durch experimentelle Ergebnisse biaxialer
Zugversuche an Geweben mit unterschiedlichen Dehnungsverhiltnissen zwi-
schen den beiden Rovingrichtungen belegt [35]. Die einachsige Spannungs-
Dehnungs-Kurve ohne Quervorspannung kann, wie in Abbildung 2.2 darge-
stellt, in zwei Bereiche unterteilt werden. In den zwei Bereichen herrschen un-
terschiedliche physikalische Mechanismen vor. Bei Zugbeanspruchung wird
zuerst die Ondulation der Rovings entlang der Zugrichtung reduziert. Die
Verringerung der Ondulation in Langsrichtung fiihrt zu einer erh6hten On-
dulation der Querfaden. Dieser Effekt wird haufig als Ondulationsinterakti-
on (engl.: crimp-interchange) bezeichnet. Bei einachsiger Zugbeanspruchung
ohne Behinderung der Querkontraktion kann diese Ondulationsinteraktion
leicht auftreten. Die leicht ansteigende einachsige Zugkurve bei kleinen Deh-
nungen beschreibt diese Ondulationsinteraktion. Nach der Verringerung der
Ondulation in den Rovings entlang der Zugrichtung werden diese mit zuneh-
mender Beanspruchung gedehnt. Aufgrund der hohen Zugsteifigkeit der Fa-
sern kommt es zu einem starken Anstieg der Zugspannungen mit zunehmen-
der Dehnung. Werden die Rovings in Querrichtung vorgedehnt, so erschwert
dies die Ondulationsinteraktion und erh6ht somit die erforderliche Energie,

10
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> >

- <=

‘w*

Normalspannung o

Ondulationsinteraktion Faserdehnung
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Abbildung 2.2: Charakteristischer Kurvenverlauf beim uniaxialen Zugversuch an Geweben
nach [36]

um eine bestimmte Lingsdehnung zu erreichen. Im Spannungs-Dehnungs-
Diagramm ist dies durch einen steileren Verlauf in der Ondulationszone er-
kennbar. Im Bereich groBer Langsdehnungen (¢; > 3%) zeigen experimentelle
Untersuchungen ein nachgiebigeres Verhalten fiir Gewebe mit zunehmender
Quervorspannung. Eine Erklarung hierfiir konnte sein, dass mit zunehmender
Quervorspannung die Ondulation in den Rovings entlang der Zugrichtung in
geringerem MaRe reduziert wird, was zu einem nachgiebigeren Dehnungsver-
halten fiihrt [36]. Da gro3e Verformungen bei der Gewebeumformung haupt-
sdchlich durch grofle Scherverformungen realisiert werden, wird hédufig der
Bereich kleiner Langsdehnungen betrachtet [31, 37]. In weiteren experimen-
tellen Untersuchungen wurde der Einfluss der aktuellen Scherverformung auf
das Zugverhalten analysiert. Verglichen mit dem Einfluss von Querdehnungen
sind die Auswirkungen der Scherdeformation auf die Normalspannungen sehr
gering. Dementsprechend hat die biaxiale Kopplung den gréBten Einfluss auf
das Zugverhalten und sollte in einem Materialmodell fiir Drapiersimulationen
bertiicksichtigt werden [36].

11



2 Kenntnisstand

Das Membrandruckverhalten von Geweben ist hingegen bisher kaum unter-
sucht worden. Die Herausforderung besteht darin, das Knicken des Gewebes
zu vermeiden, ohne dabei zu viel Reibung zu erzeugen und hierdurch das
Messergebnis zu beeinflussen. Ein moéglicher Versuchsaufbau ist in [38] be-
schrieben. Eine indirekte Methode zur Bestimmung der Drucksteifigkeit in der
Ebene konnte die von Dangora et al. [39] vorgestellte Methode sein. Dabei wird
die Drucksteifigkeit in der Ebene aus den Biege- und Zugsteifigkeiten berech-
net, die durch experimentelle Ergebnisse gewonnen werden. Fiir ein Mischge-
webe aus E-Glasfasern und Polypropylen (TWINTEX) geben Dangora et al. ei-
ne Drucksteifigkeit von Epx = 6500 MPa in Kettrichtung und Ep,s = 5800 MPa
in Schussrichtung an. Fiir ein biaxiales E-Glasgelege (Vectorply E-LT 2900)
betragen die Drucksteifigkeiten Epx = 52 MPa und Ep s = 24 MPa. Damit ent-
sprechen die Drucksteifigkeiten fiir das TWINTEX 32,5 % bzw. 29 % und fiir das
biaxiale Gelege 0,087 % bzw. 0,04 % der Zugsteifigkeit. Naujokaityte et al. [40]
fiihrten Stabilitdtsexperimente an Geweben durch, um die Biegesteifigkeit und
Knicklast zu berechnen. Diese Testmethode kénnte in zukiinftigen Arbeiten
zur Identifizierung der Drucksteifigkeit von Geweben verwendet werden. Se-
lezneva et al. [41] nahmen fiir selbstverstédrktes, erwdarmtes Polypropylen eine
Drucksteifigkeit in der Ebene an, die 10 % der Zugsteifigkeit entspricht. Im
Vergleich zur Zugsteifigkeit wird die Drucksteifigkeit als sehr gering angenom-
men, weshalb diese in vielen publizierten numerischen Berechnungen gleich
Null gesetzt wird [42-45].

2.4.2 Schubdeformation von Geweben

Die Schubdeformation ist der zentrale Verformungsmechanismus in Gewe-
ben, insbesondere in doppelt gekriimmten Strukturen [46]. Im Idealfall wir-
ken die Kontaktpunkte von Kett- und Schussfaden als Scharnierpunkte, die
ausschliefllich Rotationen in der Ebene zulassen, was die Annahme einer rei-
nen Scherung rechtfertigt. Der Scherwinkel beschreibt die Winkeldnderung

12
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zwischen den beiden Rovingrichtungen. Abbildung 2.3 zeigt die charakteris-
tische Schubspannungskurve ohne den Einfluss von Normalspannungen ent-
lang der Faserrichtungen. Sie ldsst sich in drei Zonen unterteilen. In der ers-

Scherspannung 7

P

Abbildung 2.3: Charakteristischer Kurvenverlauf der Schubverformung von Geweben im Picture-
Frame-Versuch nach [47]

Scherwinkel y

ten Zone (I) finden reine Starrkdrperrotationen der Rovings statt. Die geringe
Schubkraft ist ausschlieflich auf die Reibung an den Kontaktstellen zuriick-
zufiihren. Sobald die Rovings in seitlichen Kontakt zueinander kommen, folgt
ein Kraftanstieg (Zone II). Die hohere Kraft l4sst sich durch die seitliche Ver-
dichtung der Rovings erkldren. Der Ubergang zwischen den Zonen 1T und 11T
ist durch den kritischen Scherwinkel y;, gekennzeichnet, der oft auch als Lo-
ckingwinkel bezeichnet wird. Der Zustand der maximalen Verdichtung wird
als Schub-Locking (engl.: shear locking) bezeichnet und ist charakteristisch
fiir den dritten Bereich (III). Eine weitere Schubverformung ist nur unter gro-
Ber Krafteinwirkung moglich. Aulerdem treten hohe Druckspannungen quer
zu den Rovings auf, was aufgrund der geringen Biegesteifigkeit von Geweben
h&ufig zu Faltenbildung fiihrt [47, 48]. Die Charakterisierung des Schubverhal-
tens von Geweben mit analytischen Modellen ist schwierig, so dass komplexe

13
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Simulationen auf Mesoebene [49] oder experimentelle Studien [46, 47, 50] ver-
wendet werden. Cao et al. [50] verdffentlichten Benchmark-Tests verschiede-
ner Forschungsgruppen, die das Schubverhalten mit Hilfe von Picture-Frame
(PF) und Bias-Extension-Test (BET) charakterisieren. Sie erkldaren die Notwen-
digkeit der Verwendung von Normalisierungsmethoden, um den Einfluss un-
terschiedlicher Versuchsaufbauten auf die Ergebnisse zu kompensieren. Unter
anderem wird eine Vorkonditionierung vorgeschlagen, da das Gewebe wéh-
rend des ersten Verformungszyklus ein steiferes Verhalten zeigt als bei weite-
ren Zyklen. Fiir die Beschreibung industrieller Anwendungen ist das Verhalten
im ersten Zyklus entscheidend, da die Umformprozesse ohne Vorkonditionie-
rung ablaufen [50].

Ahnlich wie das Zugverhalten zeigt auch das Schubverhalten eine Dehnungs-
abhéngigkeit. Nosrat-Nezami et al. [46] zeigen in ihrer Arbeit, dass eine Er-
héhung der Membrandehnungen die Schubsteifigkeit von Kohlenstofffaser-
geweben erhoht. Im Schubspannungsdiagramm zeigt sich dieser Effekt durch
eine steilere Kurve sowie einen starken anfianglichen Anstieg der Schubspan-
nung. Dieser anfdngliche Sprung kann darauf zuriickgefiihrt werden, dass
bei Dehnungen in Faserrichtung die Rovings stiarker mit den quer verlau-
fenden Rovings interagieren. Die daraus resultierenden groferen Kontakt-
krafte an den Kreuzungspunkten der Rovings erhéhen die Reibung zwischen
Kett- und Schussfdden und erschweren so die Rotationen, die das Verhal-
ten im Bereich kleiner Scherwinkel dominieren. Die biaxiale Vorstreckung
des Gewebes maximiert diesen Effekt. Bei sehr groBen Scherwinkeln im Be-
reich des Schub-Lockings nimmt der Einfluss der Normaldehnung ab [36, 47].
Die Kopplung ist also nicht linear, und das Kopplungsverhalten hiangt von der
Gewebestruktur ab. Fiir Drapiersimulationen ist der Bereich der kleinen und
mittleren Scherwinkel von besonderem Interesse. Auerdem erhéhen global
aufgebrachte Dehnungen entlang der Rovings den Widerstand gegen Falten-
bildung, wédhrend lokale Dehnungen die Faltenbildung erleichtern [46]. Der
Einfluss von Normaldehnungen auf das Schubverhalten ist besonders wich-
tig bei Fertigungsprozessen, die mit hohen Umform- und Niederhalterkréften
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arbeiten [47]. Die Abhéngigkeit des Schubverhaltens von den Normaldehnun-
gen wird als Zug-Schub-Kopplung bezeichnet und ist die stirkste Kopplung
im Verformungsverhalten von Geweben. Ihr Einfluss {ibertrifft sogar den der
biaxialen Kopplung, sodass die Beriicksichtigung der Zug-Schub-Kopplung in
Materialmodellen notwendig ist [36].

Uber das Schubverhalten mit iiberlagerter Druckbeanspruchung in der Ge-
webeebene sind keine Veroffentlichungen bekannt. Wahrend der Umformung
von Geweben mit Niederhaltern, z.B. in einem Tiefziehprozess, konnen Druck-
spannungen in der Gewebeebene auftreten, ohne dass es zur Faltenbildung
des Gewebes kommt, sodass weitere Untersuchungen notwendig sind.

2.4.3 Biegedeformation von Geweben

Das Biegeverhalten von Geweben beeinflusst die Bildung und Form von Fal-
ten wihrend der Umformung. Werden Faserstrukturen, wie z.B. Gewebe, auf
Biegung beansprucht, kommt es zu Relativverschiebungen zwischen den ein-
zelnen, zugfesten Fasern. Entsprechend unterscheidet sich das Biegeverhal-
ten eines Gewebes deutlich von dem eines kontinuierlichen Festkérpers. Das
Gleiten der Fasern fiihrt zu einer vergleichsweise geringeren Biegesteifigkeit,
sodass eine starke Biegung ohne Faserschiddigung maéglich ist [51]. Boisse et
al. [52] haben gezeigt, dass klassische Platten- oder Schalentheorien, die eine
Beziehung zwischen Zug- und Biegesteifigkeit herstellen, das Biegeverhalten
von Geweben nicht realistisch beschreiben kénnen. Um eine akzeptable Dar-
stellung des Biegeverhaltens in numerischen Modellen zu erreichen, werden
Biege- und Membranverhalten in der Regel unabhédngig voneinander model-
liert [34, 53].
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2 Kenntnisstand

2.5 Modellierung von Geweben

Galliot und Luchsinger [54] schlagen ein weiteres makroskaliges Materialmo-
dell vor. Es basiert auf einem orthotropen Modellierungsansatz, der anhand
experimentell gewonnener Daten angepasst wird. Das Materialmodell kon-
zentriert sich auf die biaxiale Kopplung unter Zugbeanspruchung, wihrend
das komplexe Schubverhalten nicht dargestellt wird. Boisse et al. [55] verwen-
den in verschiedenen Veréffentlichungen [35, 48, 56, 57] ein neu entwickeltes
Schalenelement fiir FE-Simulationen. Das Element berticksichtigt das biaxia-
le Zugverhalten, aber der Einfluss der Membrandehnungen auf das Schubver-
halten wird nicht dargestellt [48, 57]. Eine andere Arbeit verfolgt einen semi-
diskreten Ansatz, bei dem ein finites Element aus einer bestimmten Anzahl
von Einheitszellen besteht. Dieser Ansatz rangiert zwischen der Meso- und
Makroebene [56]. Weiterhin schlagen Iwata et al. [58] in ihrer Arbeit einen
kombinierten Ansatz aus einem Meso- und einem Makromodell vor. Sie ver-
feinern ein numerisches Modell auf der Makroebene mit lokalen numerischen
Berechnungen auf der Mesoebene.

2.5.1 Kontinuumsmechanische Grundlagen

2.5.1.1 Bewegung und Verschiebung

Die Bewegung eines materiellen Punktes im euklidischen Raum von der An-
fangskonfiguration zum Zeitpunkt ¢ = 0 hin zur Momentankonfiguration zum
Zeitpunkt ¢ = 0 kann tiber den Zusammenhang

x=xX,1) (2.1)

beschrieben werden. Dabei ist der Ortsvektor der Momentankonfiguration x
eine Funktion der Zeit t und der Ausgangslage, die durch den Ortsvektor X
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2.5 Modellierung von Geweben

dargestellt wird. Aus dem Zusammenhang zwischen den beiden Positionen er-
gibt sich die Verschiebung u zu

ulX,r=xX,1-X. (2.2)

Bei der hier gezeigten Form des Verschiebungsfeldes handelt es sich um die
Lagrange’sche Darstellung, bei welcher die Feldgrole y (X, t) eine Funktion
der Anfangskonfiguration ist. Wenn eine Feldgrof3e in der Form v (x, t) angege-
ben ist, wird dies als Euler’sche Darstellung bezeichnet. Dabei ist die FeldgroQe
eine Funktion der momentanen Lage. Beide Formulierungen lassen sich mit
Hilfe der Funktion y ineinander tiberfithren. Wéahrend die Euler’sche Betrach-
tungsweise haufig in der Fluidmechanik zum Einsatz kommt, findet die La-
grange’sche Darstellung iiberwiegend in kontinuumsmechanischen Formulie-
rungen der Festkérpermechanik Anwendung [59].

2.5.1.2 VerzerrungsmalRe fiir isotrope Kontinua

Die Deformation eines materiellen Punktes kann {iber den Deformationsgra-

dienten
_0x(x,n

0X

beschrieben werden. Er bildet die Verkniipfung zwischen initialer und mo-

F (2.3)

mentaner Position. Durch Anwendung des Deformationsgradienten lassen
sich Linienelemente dX aus der Ausgangslage in die Momentankonfigurati-
on {iberfiihren:

dx = FdX. (2.4)

Der Deformationsgradient ldsst sich iiber die Zusammenhénge
F=RU=VR (2.5)

polar in einen orthogonalen Rotationstensor R, sowie die Strecktensoren U
und V zerlegen. Dabei werden die beiden symmetrischen, positiv definiten

17



2 Kenntnisstand

Tensoren U und V als rechter und linker Strecktensor bezeichnet. Die Eigen-
werte der Strecktensoren sind die Hauptstreckungen A; und beschreiben die
Materialausdehnungen entlang der Eigenvektoren von U bzw. V. Die polare
Zerlegung separiert somit eindeutig die Streckungen eines Punktes von der
mittleren Rotation. Das mit R rotierte, orthogonale X-y-Koordinatensystem
wird als Corotational Framebezeichnet. Zur Modellierung des Umformverhal-
tens von Geweben eignet es sich im Allgemeinen jedoch nicht, da die Materi-
alrichtungen, die Kett- und Schussfdden eines Gewebes, in diesem Fall nicht
orthogonal bleiben. Stattdessen ist eine Beschreibung des Umformverhaltens
entlang der Materialrichtungen, den Rovings, erstrebenswert. Das mit F trans-
formierte Koordinatensystem der Momentankonfiguration wird als kovarian-
tes Bezugssystem bezeichnet. Eine Darstellung der polaren Zerlegung ist in
Abbildung 2.4 am Beispiel einer Gewebeprobe gegeben. Der Deformationsgra-

Y, by
yvbO
L €T, an
Yy

Abbildung 2.4: Visualisierung der polaren Zerlegung nach [60, 61]

dient beinhaltet somit nach Gleichung 2.5 immer einen rotationsabhéngigen
Anteil. Die polare Zerlegung zur Berechnung der rotationsunabhéngigen Ver-
formungen ist rechnerisch aufwendig. Fiir den Rotationstensor gilt aufgrund
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2.5 Modellierung von Geweben

der Orthogonalitit der Zusammenhang R~! = R". Aus der Kombination von
Rotation und inverser Rotation folgt gemaf}

RR'=RR"=R'R=1 (2.6)

der Einheitstensor I. Diese Identitdt wird genutzt, um Deformationstensoren
ohne den Einfluss von Starrkdrperrotationen zu erhalten. Durch die Multipli-
kation des Deformationsgradienten F mit seiner Transponierten F' ergeben
sich mit dem Zusammenhang aus Gleichung 2.6 die beiden
Cauchy-Green’schen Deformationstensoren

B=FF'=VRWR) =VRR'V' =Vv? 2.7

und
C=F'F=(RU)'RU=U"R"RU = U? (2.8)

wobei B als linker und C als rechter Cauchy-Green-Tensor (RCG-Tensor) be-
zeichnet wird. Die Eigenwerte der beiden Tensoren sind die Quadrate der Ei-
genwerte der Strecktensoren U und V [62]. Der Green-Lagrange’sche Verzer-
rungstensor E ist ein nicht lineares kontinuumsmechanisches Dehnungsmag,
das fiir reine Starrkorperrotationen verschwindet. Er ergibt sich direkt aus dem
RCG-Tensor, wie folgt:

E= %(C—I). (2.9)

Die Eintrdge des RCG-Tensors sind von der Basis abhingig, in der die Defor-
mation formuliert ist. Um eine basisunabhéngige Beschreibung von Konstitu-
tivgesetzen zu ermoglichen, kann auf die Dehnungsinvarianten, also die Inva-
rianten des RCG-Tensors, zuriickgegriffen werden. Die Hauptinvarianten von
C fiir isotrope Materialien sind

I =sp(C), (2.10)
_1 2 2

L= 2[Sp(C) sp(C)], (2.11)

Iz = det(C) (2.12)
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mit den Operatoren zur Berechnung der Spur des Tensors sp(C) und der Tens-
ordeterminante det(C) [63, 64].

2.5.1.3 Verzerrungsmal3e fiir anisotrope Kontinua

Fiir anisotrope Materialien mit einer oder mehreren Vorzugsrichtungen, wie
es bei faserverstarkten Materialien der Fall ist, konnen aufbauend auf Spen-
cer [65] unter Zuhilfenahme von Strukturtensoren weitere Invarianten berech-
net werden, die neben der Deformation zusétzlich von der Ausgangsorientie-
rung abhéngig sind. Diese werden in manchen Veroffentlichungen auch als
Pseudo-Invarianten bezeichnet [66]. Fiir eine Verstdrkung in zwei Richtungen
a und b mit den Einheitsvektoren der Ausgangsorientierungen ag und by er-
geben sich die von Aimene et al. [67] und Yao et al. [68] genutzten Strukturten-

soren zu
Ay =ap® ay, (2.13)
By = b() ® h(), (2.14)
Co=ap® by. (2.15)
Daraus folgen die Invarianten:
Iy=Ay-C =ay-Cay =12 (2.16)
Is = Ay - C? =ay-C*ay, (2.17)
IGZC()-C Zao-Cbo, (2.18)
I7IC()'C2 :ao'Czb(), (2.19)
Is=By-C =hy-Ch, =12, (2.20)
Iy =By C? =by- C?by. (2.21)
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Aimene et al. [67] zeigen in ihrer Arbeit, dass es sinnvoll ist, zur Formulierung
von Konstitutivgesetzen Invarianten zu nutzen, die eine physikalische Bedeu-
tung haben. Aus diesem Grund eignen sich die Invarianten I, und Ig zur Cha-
rakterisierung des Materialverhaltens, da sie die Quadrate der Streckungen A,
und Ay, entlang der momentanen Orientierungen a und b der Verstdrkungs-
fasern darstellen. Die Streckungen entsprechen dem Verhiltnis der aktuellen
Liange / zur Ausgangsldnge L. Fiir die Ingenieursdehnungen in die Richtungen
i=afiir j=4und i =D fiir j = 8 ergibt sich der Zusammenhang

li—L;
gizL—izai—1=\/Tj—1. (2:22)

Zur Beschreibung des Schubverhaltens ist es notwendig, eine weitere physika-
lisch reprédsentative Invariante zu berechnen, welche die beiden Verstarkungs-
richtungen miteinander koppelt. Auf Basis der Invariante Iz kann zusammen
mit den Invarianten I, und I eine Formulierung fiir den Schwerwinkel y auf-
gestellt werden. Der Scherwinkel y beschreibt die Anderung des Winkels 6 zwi-
schen den beiden Momentanorientierungen a und b im Vergleich zum einge-
schlossenen Winkel 6 in der Ausgangskonfiguration. Der Kosinus des Winkels
0 ldsst sich tiber

cosf = a-b _ ao'FTFbO _ aO‘Cbo _ 16 (2.23)
lalllbl  AdllaoliAplboll  Aqdp — VI4lg '
berechnen und daraus folgt fiir den Scherwinkel
Iip =y =60y —0 = arccos(ag - by) —arccos ( fo ) (2.24)
10 = = 0 - = 0 . O - . .
Vislg

Fiir den Fall, dass die Vorzugsrichtungen ay und by in der Ausgangslage auf-
einander senkrecht stehen, ergibt sich der Ausdruck arccos(ag-bg) zu 7/2 [69].
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2.5.1.4 Spannungen

Spannungstensoren werden iiber einen Spannungsvektor ¢ und ein Flachen-
element dI' = ndI’ mit zugehoriger Flichennormalen n definiert. Das Lemma
von Cauchy definiert den Cauchy-Spannungstensor ¢ als lineare Abbildung
des Normalenvektors n der Flache auf den Spannungsvektor:

tdl' = ondrl'. (2.25)

Physikalisch stellt der Cauchy-Spannungstensor damit die aktuell wirkende
Kraft pro Flache in der Momentankonfiguration dar. Statt des aktuellen Fla-
chenelements dI' kann der Spannungsvektor auch beziiglich der zugehérigen
Ausgangsflache dI'y ausgedriickt werden. Dazu wird der Cauchy-Spannungs-
tensor o entsprechend in die Ausgangskonfiguration transformiert und es er-
gibt sich

tdl' = JoF~ "dI = Pnydl, (2.26)

mit der Jacobi-Determinante J = det(F) und der Flichennormalen der Aus-
gangskonfiguration ny. Der erste Piola—Kirchhoff-Spannungstensor (PKS-
Tensor) P ldsst sich nicht einer Konfiguration zuordnen, sondern verkniipft
den aktuellen Spannungsvektor mit einem Flachenelement in der Referenz-
konfiguration. Wird der aktuelle Spannungsvektor ¢ mit Hilfe des inversen De-
formationsgradienten F~! zuriick in die Ausgangskonfiguration transformiert,
so ergibt sich mit dem zugehorigen Flachenelement die Definition des zweiten
Piola—Kirchhoff-Spannungstensors S zu

F~ T t,dly = Snodr. (2.27)

Der zweite PKS-Tensor S ist wie o ein symmetrischer Tensor. Er ist nicht di-
rekt physikalisch interpretierbar, da er einen fiktiven Spannungsvektor mit ei-
nem Flachenelement der Referenzkonfiguration verkniipft. Der Vorteil dieses
Spannungsmales ist, dass das zugehorige Materialverhalten in den initialen
Materialkoordinaten beschrieben werden kann. Zur sinnvollen Nutzung der
Ergebnisse ist eine Umrechnung der zweiten Piola—Kirchhoff-Spannungen in
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2.5 Modellierung von Geweben

die Cauchy-Spannungen notwendig. Die entsprechende Transformationsglei-
chung lautet:

1 T
o= }FSF . (2.28)

Zur Definition von Materialgleichungen miissen die verwendeten Tensoren
das Kriterium der materiellen Objektivitit erfiillen. Das bedeutet, dass das Ma-
terialverhalten auch bei einer Rotation des Bezugssystems gleich bleibt. So-
wohl der Cauchy-Spannungstensor als auch der zweite PKS-Tensor sind ob-
jektive Tensoren zweiter Stufe und damit fiir das Aufstellen von Konstitutiv-
gleichungen geeignet [59, 70, 71].

2.5.1.5 Materialtheorie

Ein Festkorper wird als elastisch bezeichnet, wenn er sich unter Krafteinwir-
kung verformt und bei Wegfall der Kraft wieder in seinen Ausgangszustand
zuriickkehrt, die Dehnungen also reversibel sind. Ein weiteres Charakteris-
tikum elastischer Materialien ist die Wegunabhéngigkeit, also die Tatsache,
dass die aktuellen Spannungen ausschlieBlich von den aktuellen Dehnungen
abhédngen [66, 72]. Die am weitesten verbreitete Darstellungsform der Elas-
tizitdtstheorie ist die Cauchy-Elastizitit. Sie beschreibt die Dehnungsabhén-
gigkeit der Cauchy-Spannungen o in einem homogenen Korper iiber den al-
gebraischen Zusammenhang o = f(¢). Bei der Cauchy-Elastizitdt handelt es
sich um eine zeitunabhingige Materialeigenschaft, da die Spannungen nicht
von den Deformationsraten abhédngig sind. Im Gegensatz zu den Spannun-
gen ist die geleistete Forméanderungsarbeit hier nicht zwangsldufig wegunab-
hidngig. Die Spannungen lassen sich daher nicht eindeutig aus einer skalaren
Potentialfunktion ableiten. Um die Konservativitit, also die Wegunabhéngig-
keit der Formédnderungsarbeit im Materialmodell, zu beriicksichtigen, kann
auf eine integrale Darstellung der Zusammenhénge zuriickgegriffen werden.
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Der so entstehende Ansatz wird als Hyperelastizitdt oder Green’sche Elastizi-
tdt bezeichnet und verkniipft Spannungen und Dehnungen iiber die Verzer-
rungsenergiedichte W, wie folgt:

oW

== (2.29)

Die Verzerrungsenergiedichte ist eine skalare Funktion, die ein elastisches
Potenzial darstellt und damit ein Mal? fiir die im Korper gespeicherte Form-
dnderungsenergie liefert. Letztere wird in hyperelastischen Materialmodellen
vollstdndig als Verzerrungsenergie im Material gespeichert und zur Riickver-
formung in den Ausgangszustand genutzt, sobald die externen Kréfte nicht
mehr wirken. In diesem Fall ist eine eindeutige Ableitung der Spannungen
aus der elastischen Potentialfunktion moglich [66]. Hyperelastische Materi-
almodelle basieren auf der Definition dieser Funktion in Abhéngigkeit von
kinematischen Gro3en, wie beispielsweise den Deformationen. Der Gesamt-
spannungstensor resultiert aus der Ableitung der Potentialfunktion nach der
entsprechenden kinematischen Grée. Zur Beschreibung des Deformations-
verhaltens von Materialien mit richtungsabhingigen Eigenschaften eignen
sich insbesondere Materialmodelle, die es ermdglichen, die Materialeigen-
schaften beziiglich der Ausgangskonfiguration zu beschreiben. Die zweiten
Piola—Kirchhoff-Spannungen lassen sich beispielsweise tiber

ow(C)

§=2
oC

(2.30)

in Abhéngigkeit des RCG-Tensors ausdriicken. Zur basisunabhdngigen Dar-
stellung wird eine Formulierung der Verzerrungsenergiedichte gewdhlt, die
von den Invarianten des RCG-Tensors abhéngt:

wW(C) =Ww(;). (2.31)

Der Cauchy-Spannungstensor im mitgedrehten Koordinatensystem berech-
net sich tiber
g=J'usu’. (2.32)
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2.5.2 Chauchy-elastische Modelle

Der erste Ansatz basiert auf der Definition der Cauchy-elastischen Material-
eigenschaften entlang der Materialrichtungen im kovarianten Bezugssystem.
Die Cauchy-Spannungen sind direkt mit den Dehnungen gekoppelt. Da Gewe-
be wihrend der Umformung gro8e Scherverformungen erfahren kdnnen, ist
ein nicht-orthogonales konstitutives Modell erforderlich [42]. Der Kern der Ar-
beit von Xue et al. [42] ist die entkoppelte Beschreibung von Zug- und Schubei-
genschaften im kovarianten Koordinatensystem entlang der Faserrichtungen.
Die Materialeigenschaften werden zunéchst als Parameter in den konstitu-
tiven Gleichungen dargestellt. Es wird auch angenommen, dass das Material
inkompressibel ist. Mit Hilfe von Transformationsmatrizen werden die Materi-
algleichungen in das urspriingliche orthogonale Bezugssystem transformiert.
Mit dem Modell werden dann FE-Simulationen durchgefiihrt und die Materi-
alparameter durch Vergleich mit experimentellen Untersuchungen bestimmt.
Mit diesem Modell ist die Darstellung von nicht linearem Verhalten mdoglich,
aber Kopplungsmechanismen werden nicht beriicksichtigt. Peng und Cao [43]
verwenden eine alternative Darstellung von Spannungen und Dehnungen un-
ter unverdnderten Annahmen. Dariiber hinaus implementieren sie eine Me-
thode zur Verfolgung der Faserrichtungen, um die Ausrichtung des Material-
verhaltens entlang der Fasern zu gewdhrleisten. In einer weiteren Arbeit von
Lee et al. [49] wird das Modell individuell erweitert, um das von der Mem-
brandehnung abhéngige Schubverhalten bzw. das biaxiale Zugverhalten ein-
zubeziehen. Die Parameter, die diese Kopplungen beschreiben, werden aus Si-
mulationsergebnissen mesoskopischer Modelle bestimmt. Anschliefend wird
das Materialmodell in FE-Simulationen auf der Makroebene angewendet und
mit experimentellen Daten verglichen [73, 74]. Das in ABAQUS verfligbare
FABRIC-Modell verwendet ebenfalls den Cauchy-elastischen Ansatz. Experi-
mentelle Daten zum einachsigen Zugverhalten und zum Schubverhalten miis-
sen als Eingangsgroflen tibergeben werden. Alternativ konnen die Materialei-
genschaften iiber eine Subroutine bereitgestellt werden. Mit Hilfe eines Algo-
rithmus, der die Faserrichtungen verfolgt, werden die Materialeigenschaften
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immer entlang der Rovings ausgerichtet. Es ist moglich, unterschiedliche Da-
ten fiir die Be- und Entlastung anzugeben. Eine Beriicksichtigung von Kopp-
lungen ist nicht vorgesehen, diese konnten aber iiber die ABAQUS interne
Subroutine VFABRIC realisiert werden [75].

2.5.3 Hyperelastische Modelle

Der zweite, hdufig verwendete Ansatz basiert auf der hyperelastischen Mate-
rialmodellierung. Die wichtigste Komponente hyperelastischer Materialmo-
delle ist die Formulierung einer Potentialfunktion, aus der ein Spannungs-
mal durch Ableitung in Bezug auf eine kinematische GréRe berechnet werden
kann. In einigen Féllen erlaubt diese Art der Modellierung, die Materialglei-
chungen in Bezug auf die Ausgangskonfiguration aufzustellen, sodass keine
komplexen Koordinatentransformationen durchgefiihrt werden miissen. Alle
hier vorgestellten Modelle verwenden die Dehnungsenergiedichte W als Po-
tentialfunktion und formulieren sie nach

wW(C) =WwW(;) (2.33)

als Funktion der Invarianten des rechten Cauchy-Green-Tensors C (RCG) in
Kombination mit den Anfangsfaserrichtungen ayp, by. Die Invarianten werden
beschrieben durch

I4 =ap- Ctl() = Ai (2.34)
Is = ag-Chy (2.35)
Iy=hy-Chy =1} (2.36)
Is
Ip = arccos(ag - by) — arccos( ) =y (2.37)
Vilg

Dabei stellen die Invarianten I, und Ig die quadratische Dehnung A? mit
i =a, beiner Rovingrichtung dar, und I ist der Scherwinkel zwischen den Ro-
vingrichtungen entsprechend der urspriinglichen Orientierung. Es wird auch
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angenommen, dass die gesamte Dehnungsenergiedichte W additiv in eine
zugabhidngige Komponente fiir jede Faserrichtung W ; und eine Schubkom-
ponente Wg zerlegt werden kann, und zwar nach

W=Wz+Ws= WZ,a + WZ,b + Ws. (2.38)

Die Ableitung der Verzerrungsenergiedichte nach dem RCG-Tensor ergibt die
zweiten Piola-Kirchhoff-Spannungen. Es wird auch angenommen, dass es kei-
ne Energiedissipation aufgrund von Reibung gibt. Die ersten hyperelastischen
Materialmodelle berticksichtigen weder die Druckspannungen in der Ebene
noch die Kopplungsmechanismen. In jedem Fall hdngen die zugabhéingigen
Komponenten der Verformungsenergiedichte ausschlieBlich von der Deh-
nung in Faserrichtung ab, und die schubabhingige Komponente wird durch
eine mit dem Scherwinkel verbundene Invariante bestimmt. Die Parameter
der einzelnen Komponenten werden mit Hilfe von einachsigen Zugversuchen
und Picture-Frame-Versuchen (PF-Versuchen) bestimmt [44, 67, 69]. Basie-
rend auf diesen Veroffentlichungen wurde das Modell in weiteren Arbeiten
um den Einfluss der viskosen Matrix [45, 76], die biaxiale Kopplung der zugab-
hingigen Komponenten [68, 77, 78] und die Zug-Schub-Kopplung [76, 77, 79]
erweitert. Je nach betrachteter Kopplung sind ein- und zweiachsige Zugversu-
che sowie PF-Versuche mit und ohne Membranbeanspruchungen zur Bestim-
mung der Parameter notwendig. Die Modelle zeigen bereits eine gute Uber-
einstimmung mit experimentellen Daten, auch fiir komplexe Geometrien. Die
Modellqualitét steigt mit der Darstellung von Kopplungsmechanismen.

2.6 Umformungvon FML

Fiir die Ubertragung von FML in die GroBserie werden neue Fertigungspro-
zesse bendtigt, da der Autoklavprozess lange Zykluszeiten besitzt und keine
Umformung der metallischen Komponente ermdoglicht. Viele Prozessrouten
sind erforscht worden. Als vielversprechendste Route erscheint der Tiefzieh-
prozess, der in der Automobilindustrie und dariiber hinaus erfolgreich zur
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Produktion komplexer Geometrien und hoher Stiickzahlen eingesetzt wird.
Dieser soll in den folgenden Abschnitten ndher betrachtet werden, weshalb
kurz auf die Grundlagen der Blechumformtechnik eingegangen wird. Es fol-
gen Abschnitte zur eindimensionalen und zweidimensionalen Umformung
von FML.

2.6.1 Grundlagen der Blechumformtechnik

In Abbildung 2.5 sind die Spannungszustdnde in einem Ziehteil beim Tiefzie-
hen dargestellt. Im Bauteilboden treten biaxiale Zugspannungen, im Stempel-
kantenradius ebene Dehnung und im Flansch Zug-Druckspannung auf. Die
Spannungs- bzw. Dehnungszusténde (1, 2, 3) konnen in Form von Haupt- und
Nebenformdnderung ¢; bzw. ¢, im Grenzforméanderungsdiagramm in Abbil-
dung 2.6 eingetragen werden. Die Hauptformadnderung ¢, ist hierbei die grog3-
te plastische logarithmische Dehnung und die Nebenforménderung ¢, die
kleinste plastische logarithmische Dehnung in der Ebene, welche nach

_E11tER eni—en\2 (1 )?
2= = i\/( - )+(§m) (2.39)

berechnet werden kénnen. Darin sind €11, £22 und y12 = 2¢;» die Verzerrungen
in der Ebene in einem beliebigen Koordinatensystem. Die Grenzforménde-
rung beschreibt die zuldssige Formanderung in Abhéngigkeit des Dehnungs-
zustandes und somit das Umformvermaogen, bis Versagen eintritt. Versagen
bedeutet in diesem Zusammenhang, dass Reillen des Blechs, wie in Abbil-
dung 2.7 gezeigt, eintritt. Zusétzlich konnen mogliche Defekte aus dem Deh-
nungszustand abgelesen werden. Fiir Formdnderungszustdnde unterhalb der
Geraden ¢; = —¢, ist z.B. die Wahrscheinlichkeit der Faltenbildung durch tan-
gentiale Druckspannungen erhoht. Dariiber hinaus ist die zuldssige Form-
dnderung von dem Umformgrad der verwendeten Platinen bzw. der Bleche
abhéngig, welcher aus dem Walzprozess resultiert, sofern die Bleche nicht
wirmebehandelt werden. Durch den Walzprozess zur Blechherstellung kann
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2.6 Umformung von FML

sich eine Textur ausbilden, sodass parallel und senkrecht zur Walzrichtung
unterschiedliche Mikrostrukturen vorliegen, welche zu anisotropen makro-
skopischen mechanischen Eigenschaften fithren. Bleche mit einer geringeren
Wandstérke sind in der Regel stdrker umgeformt worden, und besitzen da-
her ein geringeres Formidnderungsvermdogen. Der Einfluss der Textur und der
Blechdicke auf die Grenzformédnderung ist in Abbildung 2.6 dargestellt. Beim
Tiefziehen konnen die in Abbildung 2.7 dargestellten Defekte auftreten. Dies
sind die Faltenbildung 1. und 2. Art, das Reiflen des Blechs und die Riickfede-
rung. Die Defekte sind dem Grenzformidnderungsdiagramm in Abbildung 2.6
zugeordnet. Treten im Ziehteil Falten 1. Art auf, kénnen diese durch Anpas-
sung des Werkzeuges mit kleineren Ziehkantenradien behoben werden. Einfa-
cher ist jedoch, die Radialspannung o, im Flansch zu erh6hen durch eine ho-
here Niederhalterkraft. Dies fiihrt zu einer Zunahme der Hauptformédnderung

Fst

/2

Platine

@ Ziehboden
Biaxialer Zug

S

/2

¥

@ Stempelkantenauslauf

3JI

Fnpy = Niederhalterkraft
Fs¢ = Stempelkraft
FgRr = BodenreilSkraft

@ Flansch

Ebene Dehnung Zug-Druckspannung
o on
] o .
gt or t
Ot ot Or
Oy On

oy = Radialspannung

ot = Tangentialspannung

on = Normalspannung |

Abbildung 2.5: Spannungsverteilung im Ziehteil nach [80]
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Abbildung 2.6: Einfluss der Textur und Blechdicke auf die Grenzform&nderung von DCO04
nach [81]

¢ im Verhdltnis zur Nebenformédnderung ¢-, sodass keine Formadnderungs-
zustdnde unterhalb der Geraden Tiefziehen (¢; = -¢p») in Abbildung 2.6 auf-
treten. Falten 2. Art entstehen in freien Umformzonen, in denen kein Kontakt
zwischen Ziehteil und Werkzeug vorliegt. Dies ist der Fall im Ziehspalt, ins-
besondere, wenn dieser zu gro3ziigig ausgelegt ist. Weitere Ursachen konnen
gro3e Ziehkanten- und/oder Stempelkantenradien, ein kleines Ziehverhiltnis
B oder ein konischer Stempelboden sein. Auch der Werkstoff selbst kann die
Bildung Falten 2. Art begiinstigen, wenn dieser einen kleinen Verfestigungs-
exponenten n besitzt. Reiler hingegen treten i.d.R. im Auslauf des Stempel-
kantenradius auf, in welchem die Beanspruchung des Ziehteils am grof3ten
ist, wie in Abbildung 2.5 dargestellt. Unter Ebener Dehnung ist das Formande-
rungsvermogen des Werkstoffes am geringsten, siehe Abbildung 2.6 Punkt 2,
weshalb dies der kritischste Ziehteilbereich ist. Die Mal3haltigkeit des Ziehteils
wird durch die Riickfederung stark beeinflusst, welche grofler ausfillt, wenn
der Werkstoff einen besonders hohen Elastizitditsmodul besitzt und/oder eine
hohe Streckgrenze Rp, da besonders gro8e elastische Dehnungen auftreten.
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2.6 Umformung von FML

Fiir den Tiefziehprozess ist demnach eine moglichst niedrige Streckgrenze Ry,
bei gleichzeitig sehr hoher Zugfestigkeit R, besonders giinstig [80]. Idealer-
weise wird die Zugfestigkeit erst bei groBen Dehnungen erreicht, denn bis
zur Zugfestigkeit liegt die Gleichmalldehnung Ag ohne Volumenénderung vor.
Der Verfestigungsexponent n entspricht der logarithmischen Dehnung bzw.
der Formédnderung ¢g = n =1In(Al/ Lp) bei Ry bzw. Ag. Somit ist ein hoher Wert
des Verfestigungsexponenten ebenfalls vorteilhaft fiir den Tiefziehprozess [80,
82].

Reiller Riickfederung

Abbildung 2.7: Defekte beim Tiefziehen nach [83]

2.6.2 Eindimensionale Umformung von FML

Behrens et al. [84] formen Sandwichverbunde aus HC220Y+ZE Stahlblech mit
0,26 mm Decklagen und einer 1,25 mm dicken Mittelschicht, bestehend aus
46 % UD-Glasfasern verstarktem Polyamid 6 (PA6), fiir eine vereinfachte Stof3-
fangergeometrie um. Die Geometrie besteht aus zwei verbundenen U-formigen
Querschnitten. Die Umformung der Sandwichstruktur erfolgt in eine Rich-
tung, quer zur Langsachse der Geometrie. Die Faserverbundschicht wird in
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2 Kenntnisstand

zwei unterschiedlichen Faserorientierungen eingebracht (0° und 90°), wo-
bei diese getrennt voneinander untersucht werden. Die 0°-Orientierung ent-
spricht der Langsachse und die 90°-Orientierung der Querachse der Geome-
trie. Die Halbzeugkomponenten werden gestapelt, in einem Ofen auf 240 °C
erhitzt und in das auf 240 °C isotherm beheizte Werkzeug transferiert, wo
die Umformung stattfindet. Nach der Umformung wird das Bauteil aus dem
Werkzeug entnommen und zur Abkiihlung gelagert. Der Umformprozess im
Werkzeug wird in der FE-Software LS-DYNA numerisch abgebildet. Das Me-
tallblech wird mit dem Johnson-Cook Materialmodell beschrieben. Hierfiir
werden Zugversuche bei 100 °C, 180 °C und 220 °C in 0°, 45° und 90° zur
Walzrichtung durchgefiihrt. Zusétzlich wird ein hydraulischer Tiefungsver-
such bei Raumtemperatur genutzt, um das FlieBverhalten prédziser oberhalb
der GleichmaRdehnung beschreiben zu kénnen. Als Fliebedingung wird pla-
nar anisotropes Fliefen nach dem Hill 1948 Kriterium (Hill48) angenommen.
Die Faserverbundkomponente wird durch zwei Schalenelemente modelliert.
Die unidirektionale Faser wird iiber ein hyperelastisches benutzerdefiniertes
Materialmodell (*MAT_249) beschrieben und fiir die PA6 Matrix wird ein iso-
tropes elastisch-plastisches Materialmodell verwendet, welches auf der von
Mises-Plastizitdt basiert. Die Materialparameter fiir das PA6 werden anhand
von Zugversuchen bei Raumtemperatur, 50 °C und 100 °C ermittelt und fiir
240 °C extrapoliert. Die Fasereigenschaften werden aus Zugversuchen in 0°-
und 90°-Orientierung an Faserverbundproben bestimmt. Die Analyse der um-
geformten Stof3fanger zeigt fiir beide Faserkonfigurationen, dass Fasereinzug
in Faserrichtung und Matrixaustrag quer zur Faserrichtung stattfindet. Die-
ser Effekt tritt sowohl experimentell als auch numerisch auf. Grbic et al. [85]
vergleichen die experimentellen und numerischen Stof3faingerbauteile mit 0°-
Faserorientierung mittels optischer Vermessung (GOM GmbH, System: ATOS).
Die Vermessung ergibt, dass das experimentelle Bauteil im Mittel um 0,47 mm
von dem numerisch umgeformten Bauteil abweicht. Im Flanschbereich be-
tragt die Differenz -0,65 mm bis -1,08 mm, sowie +0,23 mm bis +0,65 mm
im mittleren Teil der Geometrie. Grbic et al. vermuten, dass die Abweichung
aus Riickfederungseffekten resultiert, welche nicht in dem Materialmodell des
Stahlblechs in der Umformsimulation beriicksichtigt werden.
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2.6 Umformung von FML

Behrens et al. [86] entwickeln den Prozess weiter von einem dreistufigen Pro-
zess zu einem einstufigen Prozess. Hierbei findet das Aufheizen, die Umfor-
mung und das Abkiihlen in einem Werkzeug in der Presse statt. Das Werkzeug
ist mit oberflichennahen Kiihlkanélen ausgestattet, um hohe Heiz- und Kiihl-
raten realisieren zu kdnnen. Hierzu wird das Werkzeug permanent auf eine
Arbeitstemperatur von 250 °C geheizt und zur Entnahme der Bauteile oberfla-
chennah innerhalb von 45 s auf 160 °C gekiihlt. Durch den entstehenden ho-
hen Temperaturgradienten wird die Werkzeugoberfldche innerhalb von 240 s
wieder vom restlichen Werkzeug erhitzt. Die gesamte Zykluszeit betragt 360 s.
Behrens et al. folgern, dass die Zykluszeit durch angepasste Kiihlkanéle, wel-
che ndher an der Oberflidche sitzen, weiter reduziert werden kann. Als Material
wird ein Sandwichaufbau aus 0,25 mm HC220Y+ZE Stahlblechen als Deckla-
gen und 0,6 mm glasfaserverstdrkter PA6 in der Mittelschicht verwendet. Um
die Anhaftung zwischen Stahlblech und GFK zu verbessern, werden 0,2 mm
diinne PA6 Folien zusitzlich als Klebeschicht zwischen Stahlblech und GFK-
Schicht eingebracht. Es werden U-Profile mit der Faserorientierung in Pro-
filrichtung hergestellt, die Umformung erfolgt also faserparallel. Die Profile
weisen im Bereich des Matrizenradius Matrixansammlungen auf. Um die Zy-
kluszeit und die benétigte Energie zur Beheizung des Werkzeugs zu reduzie-
ren, schlagen Behrens et al. [87] eine weitere Prozessroutenvariante vor. Die
1 mm DP800-GI oder HX340-LAD+Z100 Stahlbleche werden in einem Ofen
beheizt und galvannealed (Gliithen von galvanisierten Blechen). Die Haltezeit
und Temperatur betragen 15 s bei 550 °C fiir den DP800-GI und 15 s bei 470 °C
fiir den HX340-LAD+Z100 Stahl. In einem zweiten Ofen werden die 1,5 mm Or-
ganosheets aus glasfaserverstdarktem PA6 (Koper 2/2) mit 66 % FVG auf 220 °C
geheizt. Die Halbzeuge werden in das auf 110 °C beheizte Werkzeug transfe-
riert und umgeformt.

2.6.3 Zweidimensionale Umformung von FML

Lee et al. [88] formen unsymmetrische Nédpfe aus 0,9 mm CR340 Stahlblech
und vier Lagen Leinwandgewebe aus je 0,3 mm kohlenstofffaserverstiarkter
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Epoxidmatrix (CFK) um, mit dem Ziel, die spezifische Steifigkeit und Festig-
keit zu steigern. Als mogliches Einsatzgebiet nennen sie die Automobilindus-
trie. Das Werkzeug wird isotherm auf 140 °C beheizt und die Haltezeit zur
Polymerisation der Matrix betrdgt 30 min. Lee et al. testen unterschiedliche
Niederhaltekrifte (15 kN, 30 kN und 90 kN), sowie verschiedene Umformge-
schwindigkeiten (8 mm/s, 14 mm/s und 22 mm/s). Der Stempeldurchmes-
ser betrdgt 37,5 mm und der Platinendurchmesser 75 mm. Aus den Anga-
ben errechnen sich das Ziehverhéltnis § = 2 und Niederhaltedriicke von rund
4,74 MPa, 9,49 MPa und 28,74 MPa. Mit steigendem Niederhaltedruck nimmt
die Tiefziehfdhigkeit ab von 11,2 mm auf 10 mm bzw. 8 mm. Bei konstan-
tem Niederhaltedruck von 28,74 MPa nimmt die Tiefziehfdhigkeit mit stei-
gender Umformgeschwindigkeit ab, von 8 mm auf 7,6 mm bzw. 6,4 mm. Die
Metallbleche reillen ausgehend vom Stempelradius. Mit zunehmendem Nie-
derhaltedruck nimmt die aus dem Napfboden gepresste Matrix in der Zar-
ge am Matrizenradius zu, sowie die Ausdiinnung der CFK-Schicht im Stem-
pelradius. Insgesamt wird iiber den gesamten Querschnitt keine gleichma-
Rige Dicke erreicht. Die Faserorientierung wird von dem Niederhaltedruck
nicht beeinflusst, jedoch von der Umformgeschwindigkeit. Mit zunehmender
Ziehgeschwindigkeit wird die Faserorientierung stark beeinflusst. Am Napf-
boden werden die quer zur Matrixflussrichtung verlaufenden Fasern Richtung
Stempelradius verschoben und die senkrecht dazu verlaufenden Fasern ge-
dehnt. Am Matrizenradius, wo sich die Matrix ansammelt, treten Delamina-
tionen zwischen Stahlblech und CFK auf. Lee et al. [89] untersuchten auch
den umgekehrten unsymmetrischen Verbund aus CFK/CR340 mit gleichen
Materialspezifikationen. Mit aullenliegenden Fasern wird das Umformvermo-
gen, gegeniiber dem Verbund mit aullenliegendem Stahlblech, stark erhoht.
Mit steigendem Niederhaltedruck und zunehmender Umformgeschwindig-
keit ndhern sich die Umformgrenzen beider Varianten an, wobei der Verbund
mit aullenliegenden Fasern hohere Ziehtiefen erreicht. Bei dem Verbund mit
auBenliegenden Fasern kommt es im Napfboden zur Porenbildung und Dela-
mination, die sich bis in den Stempelradius fortsetzt.
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2.6 Umformung von FML

Fiir die Grof3serienproduktion wird von Behrens et al. [90] ein einstufiger Tief-
ziehprozess vorgeschlagen, welcher den Fiigeprozess von Metall und FKV mit
der Umformung kombiniert. Hierzu untersuchen Behrens et al. die Umfor-
mung von Sandwichstrukturen aus 1 mm EN AW-5754 als Decklagen und
unidirektional glasfaserverstdrktem PA6 mit 40 % FVG als Mittelschicht. Die
Schichtdicke des thermoplastischen Glasfaserverbundes betrdgt 1,2 mm und
2,5 mm. In dem isotherm auf 270 °C beheizten Werkzeug werden Rundnipfe
mit 100 mm Stempeldurchmesser und einer Ziehtiefe von 35 mm hergestellt.
Der Platinendurchmesser oder das Ziehverhéltnis werden nicht angegeben.
Nach der Umformung werden an den Rundnépfen Matrixansammlungen im
Zargenbereich festgestellt. Die Matrix fliet aus Zonen hohen transversalen
Druckes, dem Bauteilboden und dem Niederhaltebereich, in Zonen gerin-
gen transversalen Druckes, die Zarge. Durch den Druckgradienten entsteht
ein Matrixfluss, welcher insbesondere die Fasern quer zur MatrixflieBrichtung
verschiebt. Zusitzlich kommt es zur Faltenbildung 1. und 2. Ordnung im Me-
tallblech. Die Falten 2. Ordnung in der Zarge, kombiniert mit der Matrixan-
sammlung, fithren zu Falten in der GFK-Schicht, wenn die Fasern quer zur
Ziehrichtung orientiert sind.

Rajabi et al. [91] untersuchen symmetrische Sandwichverbunde aus 0,5 mm
Aluminium EN AW-1200-0 und einer Polypropylen (PP) oder einer glasfaser-
verstdrkten PP-Mittelschicht. Fiir eine bessere Haftung zwischen Aluminium
und der unverstidrkten bzw. verstarkten PP-Mittelschicht verwenden Rajabi
et al. eine 0,2 mm hot-melt PP-Folie. Die Mittelschicht aus PP wird in zwei
Schichtstidrken hergestellt, 1 mm und 2 mm. Der FVG fiir die glasfaserver-
starkte PP-Schicht betrdgt 36 % bzw. 22 %. Die Glasfaserverstarkung liegt in
Form eines Gewebes mit einer 0°-, 90°-Orientierung vor. Als weitere Einfluss-
faktoren werden der Platinendurchmesser D mit 110 mm und 120 mm, die
Niederhaltekraft in vier Stufen mit 2,7 kN, 7,5 kN, 13 kN und 16,5 kN und
die Werkzeugtemperatur in vier Stufen mit 30 °C, 70 °C, 110 °C und 150 °C
untersucht. Aus den Abmessungen und Niederhaltekriften ergeben sich die
Niederhaltedriicke zwischen 0,39 MPa bis 3,24 MPa und das Ziehverhéltnis zu
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B(D =110 mm) = 1,71 bzw. B(D = 120 mm) = 1,86. Mit zunehmender Nieder-
haltekraft nehmen die Falten fiir beide Varianten ab, wobei die Wahrschein-
lichkeit des Reifens im Stempelradius zunimmt. Bei h6heren Werkzeugtem-
peraturen werden geringere Umformkréfte benotigt und die Tiefziehfdhigkeit
wird gesteigert. Jedoch muss mit zunehmender Temperatur auch der Nieder-
haltedruck erh6ht werden, um die Faltenbildung zu unterbinden.

Hahn et al. [92] formen Népfe aus zwei verschiedenen hybriden Sandwichkon-
figurationen um. Die Decklagen bestehen aus 0,25 mm HC220Y oder MH340Z
Stahlblech und fiir die Mittellage wird PA6 mit einer 1,5 mm Kohlenstofffaser-
gewebeverstarkung oder 2 mm unidirektionalen Kohlenstofffaserverstarkung,
mit jeweils 45 % FVG, verwendet. Die Halbzeuge werden 7 min in einem se-
paraten Ofen auf 230 °C temperiert, damit eine homogene Temperaturvertei-
lung im Halbzeug vorliegt, bevor der Transfer ins isotherm auf 230 °C beheizte
Werkzeug erfolgt. Neben den unterschiedlichen Materialkombinationen un-
tersuchen Hahn et al. den Niederhaltedruck in drei Stufen (5 MPa, 10 MPa und
15 MPa), sowie zwei Ziehtiefen mit 20 mm und 40 mm. Der Stempel- bzw. Pla-
tinendurchmesser betragen 100 mm bzw. 190 mm, woraus sich das Ziehver-
hiltnis g = 1,9 ergibt. Wahrend der Umformung wird das Werkzeug mit MoS;,
geschmiert. Bei einem Niederhaltedruck von 5 MPa treten bereits bei einer
Ziehtiefe von 20 mm Falten 1. Ordnung im Flansch und Falten 2. Ordnung im
Zargenbereich, innenliegend zum Stempel, auf. Die Falten 1. und 2. Ordnung
konnen bei Erh6hung des Niederhaltedrucks auf 10 MPa fiir Ndpfe mit Ge-
webeverstarkung vermieden werden. Bei Ndpfen mit unidirektionaler Verstér-
kung treten weiterhin Falten 1. und 2. Ordnung auf. Eine erfolgreiche Umfor-
mung von unidirektional verstdrkten Napfen war innerhalb dieser Studie nicht
moglich. Die Bauteile wiesen entweder Falten auf oder rissen im Stempelradi-
us. Bei 40 mm Ziehtiefe treten sowohl fiir unidirektional verstirkte, als auch
fiir gewebeverstiarkte Népfe, Falten auf und das d@ullere Blech reilst am Stem-
pelradius. Eine Erhhung des Niederhaltedrucks auf 15 MPa fiihrt bei beiden
Konfigurationen zu versagen des dufleren Blechs im Stempelradius, wobei der
gewebeverstdrkte Napf eine Ziehtiefe von 16,9 mm, gegeniiber 11,2 mm Zieh-
tiefe beim unidirektional verstdrkten, erreicht. Hahn et al. schlussfolgern, dass
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hybride Sandwichverbunde mit Faserverstdarkung in Gewebeform besser fiir
das Tiefziehen geeignet sind, als unidirektionale bzw. stark anisotrope Faser-
verstarkungen. Bereiche freier Umformung sollten durch konstruktive MaR-
nahmen vermieden werden, sodass das zu formende FML immer in beidsei-
tigem Werkzeugkontakt ist. Je diinner die Faserverstarkungsschicht ist, desto
weniger Faltenbildung wird erwartet, da die Metallbleche besser in Dicken-
richtung gestiitzt werden.

Wollmann et al. [93] untersuchen hybride Sandwichverbunde mit Decklagen
aus 0,25 mm HC220Y Stahlblechen mit 1 mm kohlenstofffaserverstarktem PA6
Kern mit 45 % FVG. Das Werkzeug ist isotherm auf 230 °C temperiert und wird
mit MoS; Schmiermittel zur Reibungsminderung benetzt. Wollmann et al. tes-
ten verschiedene Niederhaltekrifte 100 kN, 200 kN und 300 kN, dies entspricht
Niederhaltedriicken von 5 MPa, 10 MPa und 15 MPa. Das Ziehverhiltnis be-
tragt f = 1,9. Das Tiefziehen wird durchgefiihrt, bis Versagen eintritt, wobei
Versagen durch Reilen der Metallbleche (Kraftabfall der Stempelkraft) oder
Faltenbildung in Flansch und Zarge definiert wird. Bei 5 MPa Niederhalte-
druck treten Falten im Flansch und der Zarge auf. Ab 10 MPa wird die Fal-
tenbildung auf den dufleren Flanschbereich reduziert und bei 15 MPa Nieder-
haltedruck reil8t das dulBere Metallblech im Stempelkantenradius, wobei die
Napfe faltenfrei sind.

2.7 Fazit des Kenntnisstands

Wie der Kenntnisstand gezeigt hat, ist die Herstellung von FML in GroRse-
rien derzeit nicht realisierbar. Dies liegt an der zu langen Prozesszykluszeit,
der mangelnden Prozesssicherheit, der geringen erreichbaren Komplexitédt der
Bauteile und den hohen Material- und Prozesskosten [12, 88-91, 94-97]. Die
bisherigen Ansitze konnten die genannten Herausforderungen nur zum Teil
losen, es bedarf weiterer Prozessentwicklung. Fiir den Umformprozess erge-
ben sich die folgenden Riickschliisse:
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Prozesse mit vorimpragnierten Faserhalbzeugen (Organosheets oder Prepregs)
besitzen einen vordefinierten FVG. Dies kann zu Matrixansammlungen fiih-
ren und das Blech besitzt keinen beidseitig steifen Kontaktpartner, sondern
wird einseitig elastisch auf dem Faserverbund gebettet. Zusétzlich sollten freie
Umformzonen ohne Werkzeugkontakt vermieden werden [92]. Bei der Um-
formung im Tiefziehprozess kommt es daher bei Aufbringen der Niederhalter-
kraft

a) zu Faltenbildung 1. Artim Flanschbereich bzw. 2. Art in der Zarge, wenn
die Niederhalterkraft zu gering gew#hlt wird oder

b) die Matrix wird aus dem Flanschbereich ausgequetscht, wenn die Nie-
derhalterkraft zu gro3 gewahlt wird [84, 90].

¢) Hohe Niederhaltedriicke, sowie hohe Umformgeschwindigkeiten, redu-
zieren die Tiefziehfdhigkeit [88].

Fiir die numerische Modellierung sind nachfolgende Punkte zu berticksichti-
gen:

Arbeiten, die sowohl das querdehnungsabhéngige Zugverhalten als auch das
membrandehnungsabhéngige Schubverhalten darstellen, sind bisher nicht
publiziert. AuBerdem wurde das Verformungsverhalten unter biaxialen Zug-
Druckspannungen in der Gewebeebene in der makroskopischen Materialmo-
dellierung bisher nicht berticksichtigt. Die Umformung der steifen Bleche im
Tiefziehprozess erfordert hohe Niederhaltekréfte im Vergleich zu den Nieder-
haltekréften in der Gewebeumformung. Durch die hohen Niederhaltekrifte
werden kombinierte Spannungszustdnde mit Zug-Druckspannungen in der
Ebene in die Gewebelagen induziert. Um dieses komplizierte mehrachsige
Verformungsverhalten zu modellieren, wird ein Materialmodell bendtigt, das
die Zug-Druck-Anisotropie, die biaxiale Kopplung durch die Ondulationsin-
teraktion der Rovings und die Scherversteifung bzw. -erweichung durch po-
sitive und negative Membranspannungen beriicksichtigt. Denkbar ist ein hy-
perelastischer, invariantenbasierter Modellierungsansatz, auf der Grundlage
der Arbeiten von Yao et al. [68, 77, 78, 98]. Hierzu miissen die Gleichungen
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zur Beschreibung der Verzerrungsenergiedichte fiir negative Dehnungen er-
weitert werden. Diese miissen so modifiziert werden, dass die abschnitts-
weise Beschreibung des Materialverhaltens die mathematische Kontinuitét
an den Abschnittsgrenzen sicherstellt. Je nach Ebene der Materialgleichun-
gen (Steifigkeits-, Spannungs-Dehnungs- oder Energieniveau) sind mehrere
kontinuierlich differenzierbare Funktionen erforderlich. Basierend auf diesen
Erkenntnissen soll ein Materialmodell entwickelt und in einer Subroutine in
ABAQUS/Explicit implementiert werden.
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3 Der
In-situ-Hybridisierungsprozess

In Zusammenarbeit mit Thomas Mennecart (Technische Universitdt Dort-
mund, Institut fiir Umformtechnik und Leichtbau (IUL)) wird innerhalb des
Projektes In situ Hybridisierung beim Tiefziehen - Thermoplastische Faser-
Metall-Laminatbauteile (FML) basierend auf reaktiv verarbeitetem Gusspoly-
amid 6, gefordert durch die Deutsche Forschungsgemeinschaft (DFG), ein
neuer Ansatz zur Herstellung von mehrdimensional gekriimmten FML ver-
folgt. Dieser Ansatz wird in einer zweiten Projektphase in Zusammenarbeit
mit Moritz Kruse (Leuphana Universitidt Liineburg, Institut fiir Produktions-
technik und —systeme (IPTS)) und Christian Poppe (Karlsruher Institut fiir
Technologie (KIT), Institut fiir Fahrzeugsystemtechnik-Leichtbau (FAST-LB))
weiterentwickelt. Der zeitliche Verlauf der Projekte und der Inhalt dieser Ar-
beit, in Abgrenzung zu den anderen Arbeitsinhalten, sind in Abbildung 3.2
dargestellt. Der in dieser Arbeit betrachtete Prozess wird nachfolgend als In-
situ-Hybridisierungsprozess bezeichnet und kombiniert den Tiefziehprozess
aus der Metallumformung, sowie das Resin Transfer Molding (RTM) reaktiver
Thermoplaste aus der Faserverbundherstellung [23]. Beide Prozesse haben
sich in ihren jeweiligen Branchen als geeignete Grof3serienverfahren bewie-
sen [6, 99-105]. Vor, wihrend oder nach dem Tiefziehprozess wird eine re-
aktive Matrix zwischen Deckbleche aus Metall injiziert. Die Matrix infiltriert
die Fasern, polymerisiert nach der Umformung und bildet so die Grenzflache
zwischen dem Faserverbund und den metallischen Deckblechen aus, siehe
Abbildung 3.1.
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3 Der In-situ-Hybridisierungsprozess
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Abbildung 3.1: Schematischer Prozessablauf nach [106]

Ein weiterer Vorteil dieser Prozesskombination ist die Flexibilitdt in der Ma-
terialauswahl fiir Metallblech und Faserhalbzeug. Es werden keine vorimpra-
gnierten duromeren Faserhalbzeuge (Prepreg) oder vorimprégnierte thermo-
plastische Faserhalbzeuge (oft als Organobleche bezeichnet) fiir die Faserver-
starkung bendtigt. Die Geometrie, Lagenanzahl und Materialkombination des
Faserhalbzeuges kann individuell und vor Ort den Herstellungsbediirfnissen
oder Bauteilanforderungen angepasst werden. Ebenso ist die Lagerung ein-
fach, da keine gekiihlte Lagerung erforderlich ist, wie bei duromeren Prepregs.
Fiir die Metallverstarkung steht eine breite Auswahl an Legierungen fiir den
Tiefziehprozess zur Verfligung. Diese konnen aus Aluminium- oder Stahlblech
sein, sehr hohe Bruchdehnungen (DC07 mit Agy = 44 %) bis hin zu sehr ho-
hen Streckgrenzen (CP-K 900Y1180T mit Rpo2 = 1070 MPa) aufweisen und
entsprechend des bendtigten Umformgrades und der geforderten Bauteilper-
formance angepasst werden. Warmumformstéhle (z.B. MBW-K 1900) sind auf-
grund der hohen Prozesstemperaturen von {iber 700 °C nicht verwendbar, da
sich hier die Kunststoffmatrix zersetzen wiirde. Der Matrixwerkstoff ist frei
wéhlbar und die einzige Voraussetzung ist, dass er reaktiv zu verarbeiten sein
muss. Hierdurch kénnen Duromere, sowie reaktive thermoplastische Matrix-
systeme, verarbeitet werden. Die Viskositdt der Matrix ist fiir den Verarbei-
tungsprozess sehr wichtig und kann entsprechend der Anforderungen durch
ein geeignetes Matrixsystem eingestellt werden, siehe Abschnitt 3.1.3.
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Ubersicht der Verdffentlichungen im Projektverlauf der In situ Hybridisierung

Abbildung 3.2:
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3 Der In-situ-Hybridisierungsprozess

3.1 Versuchswerkstoffe

Die Umformgrenzen des In-situ-Hybridisierungsprozess hingen maligeblich
von den verwendeten Materialien ab. Als wesentliche und limitierende Materi-
alparameter sind hier die Bruchdehnung der Metallbleche, die Bruchdehnung
der Fasern bzw. des Faserhalbzeuges, die Drapierbarkeit des Faserhalbzeuges
und die Viskositdt der Matrix zu nennen. In den nachfolgenden Abschnitten
wird auf die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Konstituenten eingegan-
gen.

3.1.1 Metallblech

Fiir das Metallblech wird der Tiefziehstahl DC04 (1.0338) mit 1 mm Blechstir-
ke verwendet. Dieser bietet eine gute Kombination aus Tiefziehfahigkeit (¢g =
n = 0,18) bei zu erwartenden mechanischen Eigenschaften (R, = 350 MPa).
Hierin ist n der Verfestigungsexponent, welcher bei der Gleichmaldehnung
¢¢ bzw. ndherungsweise bei der Zugfestigkeit Ry, bestimmt wird. Eine weite-
re wichtige Eigenschaft fiir das Tiefziehverhalten ist die senkrechte Anisotro-
pie r. Diese ist das Verhéltnis zwischen Breiten- zu Dickendehnung und be-
schreibt somit die Anisotropie des FlieRverhaltens, wobei ein Wert r > 1 be-
deutet, dass die Breitenrichtung die HauptflieGrichtung ist. DC04 weist eine
senkrechte Anisotropie r = 1,6 in Kombination mit dem Verfestigungsexpo-
nenten n = 0,18 auf, welche sich beide giinstig auf die Tiefziehfahigkeit aus-
wirken, wie in Abschnitt 2.6.1 beschrieben.

Fiir die weitere Verarbeitung der Bleche im In-situ-Hybridisierungsprozess wer-
den die Oberflachen nach DIN EN 13887 durch Schleifen behandelt [126]. In
dem manuellen Schleifprozess wird Schleifpapier der Kérnung P 180 mit ei-
ner mittleren Siliziumkarbid Partikelgr6Be von 63 um bis 106 um nach DIN
ISO 6344-1 verwendet [127]. Der Prozess erfolgt in drei Schritten. Zuerst wird
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3.1 Versuchswerkstoffe

(b) geschliffen

Abbildung 3.3: Vergleich der DC04 Oberfldche vor und nach dem Schleifprozess

die Walzrichtung (0°-Richtung) angeschliffen, danach das Blech um 90° ge-
dreht und quer zur Walzrichtung geschliffen. Zuletzt wird kreisend mit ei-
nem Durchmesser kleiner 100 mm angeschliffen, wobei jeder Schleifschritt
so lange durchgefiihrt wird, bis die vorherige Vorzugsorientierung, bzw. die
urspriingliche Oberflache, nicht mehr eindeutig zu erkennen ist. Die unbe-
handelte und behandelte Oberfldche ist in Abbildung 3.3 dargestellt. Die DC04
Blechoberflichen werden mit einem Konfokalmikroskop (psurf, NanoFocus AG)
nach DIN EN ISO 3274, DIN EN ISO 4287 und DIN EN ISO 4288 vermes-
sen [128-130]. Die Messungen erfolgen in der Mitte von jeweils vier DC04
Blechen (100 mm x 100 mm) iiber eine Linge von 4,12 mm. Der Mittenrau-
wert R, der unbehandelten DC04 Bleche betrdgt R, = 1,334 um + 0,032 um
und die gemittelte Rautiefe R, = 7,92 um + 0,25 um. Fiir die angeschliffenen
DCO04 Bleche betragen der Mittenrauwert R, = 0,468 um + 0,017 um und die
gemittelte Rautiefe R, = 3,80 pm + 0,16 um [119, 131]. Nachfolgend wird fiir
unbehandelte Bleche die Abkiirzung DC04 verwendet und jede davon abwei-
chende Modifikation mit einem Zusatz versehen. Fiir geschliffene Bleche wird
DCO04-Sc, fiir geschliffene Bleche mit Haftvermittler DC04-Sc-H verwendet.

3.1.2 Faserhalbzeug

Als Faserhalbzeug wird ein Képergewebe aus Glasfasern mit 280 gm~2 (Inter-
glas 92125 FK800) mit einer 2/2 Webung verwendet, welches sich durch gute
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3 Der In-situ-Hybridisierungsprozess

Drapierbarkeit auszeichnet. In Kettrichtung (Produktionsrichtung) besitzt das
Gewebe 7 Rovings pro 10 mm (entspricht 143 gm™2) und in Schussrichtung
sind es 6,5 Rovings pro 10 mm (entspricht 133 gm‘z), sodass eine leichte An-
isotropie vorliegt, siehe Abbildung 3.4. Die Feinheit der Rovings in Kettrich-
tung betrigt 204 tex, wobei diese aus drei kleineren Rovings mit je 68 tex ohne
Verdrillung hergestellt sind (EC 9-68x3 t0). In Schussrichtung werden die Glas-
fasern in einem einzigen Roving mit 204 tex zusammengefasst (EC 9-204). Die
Filamente eines Garns bzw. Rovings besitzen einen Durchmesser von 9 um.
Das Gewebe wird mit einer fiir reaktive Thermoplaste optimierten Schlich-
te (FK800) ausgeliefert, welche Aminogruppen (Vinylbenzyl-Aminosilan) zur
Anbindung an die Matrix besitzt. Diese ist unter anderem geeignet fiir Ep-
oxidharze, Methylmethacrylate, ungeséttigte Polyesterharze, Acrylate und Po-
lyamide.

Kettrichtung
(0°-Richtung)

10 mm

bk, o° = 1,43 mm

bs, 90° = 1,54 mm

Abbildung 3.4: Verwendetes Kopergewebe aus Glasfasern mit 2/2 Webung
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3.1 Versuchswerkstoffe

3.1.3 Matrix

In der vorliegenden Arbeit soll ein reaktives thermoplastisches Matrixsystem
zum Einsatz kommen. Dieses kombiniert die Vorteile der Verarbeitung ana-
log zu duromeren Reaktivsystemen, wie eine niedrige Viskositat und chemi-
sche Reaktion im Verarbeitungsprozess, mit den Eigenschaftsvorteilen eines
Thermoplasten. Thermoplaste sind schmelzbar und ermdoglichen durch Er-
warmung einen nachfolgenden, weiteren Umformschritt, z.B. fiir besonders
komplexe Bauteile oder das Fiigen durch Kunststoffschweilen. Durch die
Schmelzbarkeit ist die Materialzuriickfithrung nach dem Lebenszyklusende
ebenfalls einfacher. Kommerziell sind, Stand heute, nur zwei reaktive ther-
moplastische Matrixsysteme verfiigbar. Dies sind Gusspolyamid 6 (PA6 G fiir
Guss oder PA6 C fiir Caprolactam) und Polymethylmethacrylat (PMMA) mit
dem Handelsnamen Elium von Arkema S.A.. PA6 G weist eine hohe Bruchdeh-
nung auf, ist jedoch schwierig in der Verarbeitung durch seine Feuchtesensiti-
vitdt [132, 133]. Diese bezieht sich nicht ausschlieflich auf die mechanischen
Eigenschaften, welche stark von der Wasseraufnahme abhingen [134-140],
sondern auch auf die reaktive Verarbeitung [141-144]. Wéahrend der Verarbei-
tung kann, durch die hohe Affinitdt zu Wasser, die Polymerisationsreaktion
gestort werden, sodass die Luftfeuchtigkeit die Produktion beeinflussen kann.
Es ist daher notwendig, alle Halbzeuge (Faser und Metallblech) direkt vor der
Verarbeitung zu trocknen. Das auf PMMA basierende Elium Matrixsystem ist
robuster und einfacher in der Verarbeitung und wird deshalb bevorzugt aus-
gewdhlt.

Es wird Elium 150 verwendet, wobei dieses aus Verarbeitungsgriinden aus den
einzelnen Eliumkomponenten Elium 130 (mit Reaktionsbeschleuniger) und
Elium 190 (ohne Reaktionsbeschleuniger) im Verhéltnis 1:1 gemischt wird.
Als Radikal fiir die Polymerisation dient Dibenzoylperoxid in Pulverform mit
50 % Dicyclohexylphthalat als Selbstentflammungsschutz (United Initiators
GmbH, Produkt: BP-50-FT). Der Verlauf der Viskositédt in Folge der chemi-
schen Reaktion bei konstanter Temperatur (77 = 70 °C, T» = 80 °C) ist iber der

47



3 Der In-situ-Hybridisierungsprozess

Zeitin Abbildung 3.5 dargestellt. Bei 70 °C kann die Eliummischung 3 min lang
verarbeitet werden. Die Verarbeitungszeit sinkt bei 80 °C auf rund 1 min ab.
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Abbildung 3.5: Viskosititsverlauf des 50 % Elium 130 und 50 % Elium 190 Gemisches mit 2,5 %
Peroxid (Angaben in Masseprozent)

3.2 Anlagentechnik

3.2.1 Injektionsanlage

Es wird eine Injektionsanlage fiir zweikomponentige Matrixsysteme mit Heiz-
kabine des Typs 100/125/25/HP von Wolfangel verwendet. Diese wird pneu-
matisch iiber einen externen Druckluftanschluss (max. 16 bar) betrieben und
ist dadurch explosionsgeschiitzt. Die maximale Férderleistung ist vom bereit-
gestellten pneumatischen Betriebsdruck abhingig. Das Fordervolumen be-
trigt laut Datenaufzeichnung 16,64 gs! + 1,32 gs~! mit einer 1 MPa (10 bar)
Druckluftversorgung. Die Mischung der Komponenten A und B erfolgt in der
heizbaren Kabine (max. 110 °C) und wird tiber einen beheizbaren Schlauch
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3.2 Anlagentechnik

an den Injektionskopf transportiert, wo ein Drucksensor (Nenndruck 2,5 MPa
(25 bar), max. 4 MPa (40 bar)) sitzt. Die Kabine und der Schlauch werden wih-
rend der Versuche nicht beheizt, sodass alle Versuche bei Raumtemperatur
durchgefiihrt werden. Die Anlage wird tiber eine Speicherprogrammierbare
Steuerung (SPS) bedient. Fiir die Versuche ist die Injektionsanlge vom Fraun-
hofer Institut fiir Chemische Technologie (ICT) entliehen und an das IUL in
Dortmund transportiert worden, wo die Versuche zur In-situ-Hybridisierung
stattfinden.

3.2.2 Ziehpresse und Werkzeug

Die Versuche werden am IUL auf einer dreifach wirkenden hydraulischen
Ziehpresse BZE 1000 - 30.1.1 von Miiller Weingarten mit maximal 10.000 kN
Presskraft durchgefiihrt. Die Ziehpresse besteht aus St6f3el und Ziehkissen.
Uber das Ziehkissen wird die Niederhalterkraft auf das Werkzeug aufgebracht
und die Umformung des Bauteils erfolgt iiber die StoBelkraft.

Die Werkzeuggeometrie ist in Abbildung 3.6 dargestellt. Die Napfgeometrie
setzt sich aus einem rotationssymmetrischem und nicht rotationssymmetri-
schem Teil mit einem ausgepragten Plateau bzw. Boden zusammen. Das Werk-
zeug ist dreiteilig aufgebaut und besteht aus dem unbeweglichen Stempel (3)
mit einer mittigen Bohrung von 18 mm (4), dem Niederhalter (2), welcher iiber
die Pinolen des Ziehkissens betédtigt wird und der Matrize (1), die am Stof3el
befestigt ist. Die Werkzeugoberflachen sind auf 58 HRC gehértet. Die Matrize
und der Stempel sind mit einem Einlaufradius von 20 mm ausgefiihrt, damit
die Fasern kontinuierlich aus dem Flanschbereich in den Stempel eingezogen
werden kénnen. Die Matrix wird durch die 18 mm Bohrung im Stempel inji-
ziert, da hier keine Relativverschiebung des Blechs gegeniiber dem Werkzeug
stattfindet. In dem Niederhalter sind links und rechts je eine Entliiftungsboh-
rung (5) mit 14 mm Durchmesser vorgesehen. Der Spalt zwischen Stempel,
Niederhalter und Matrize betrdgt 2 mm bei komplett geschlossenem Werk-
zeug (Niederhalter und Matrize liegen auf) und die Ziehtiefe ist 45 mm. Das
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Abbildung 3.6: Werkzeuggeometrie in mm mit 1: Matrize, 2: Niederhalter, 3: Stempel, 4: Injekti-
onsbohrung und 5: Auslass

Werkzeug ist iiber elektrische Heizpatronen (Tirk+Hillinger GmbH, Modell:
HLP 120126 mitl 500 W) isotherm beheizbar und wird iiber Thermoelemente
mit einem PID-Regler {iberwacht. Hierzu befinden sich jeweils zwei Heizpa-
tronen in Stempel, Niederhalter und Matrize, welche gegeniiber dem restli-
chen Werkzeug thermisch isoliert sind. Der Anguss und die Entliiftungsboh-
rungen konnen iiber pneumatische Ventile gedffnet bzw. geschlossen werden.
Am Anguss wird ein Dreiwegeventil {iber einen pneumatischen Schwenkan-
trieb (Typ: Air Torque DR00030U AZ) angesteuert und an der Entliiftung steu-
ert der pneumatische Schwenkantrieb (Festo Vertrieb GmbH & Co. KG, Typ:
DAPS-0008-090-R-F03) die Messing-Minikugelhdhne (Typ: Innengewinde G
3/8“ PN 15). Bedient werden die pneumatischen Ventile {iber Steuerschieber
(Festo Vertrieb GmbH & Co. KG, Typ: VHER-H-B43U-G18), welche mit DUO-
Kunststoffschlduchen aus Polyurethan (Festo Vertrieb GmbH & Co. KG, Typ:
PUN-6x1-DUO-BS) verbunden sind.
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3.3 Prozessablauf und Bauteilherstellung

3.3 Prozessablauf und Bauteilherstellung

3.3.1 Materialzuschnitt

Das Kopergewebe aus Glasfasern wird auf dem Ziind Hochleistungscutter G3
L-2500 am ICT zugeschnitten. Der Zuschnitt erfolgt unter Vakuum, um Faser-
verschiebungen wihrend des Zuschnitts zu vermeiden. Dazu wird das Faser-
halbzeug zwdolflagig auf etwa 2,2 m Lange in (0,90)°-Orientierung abgelegt, mit
einer Papiertrennlage nach sechs Lagen. Die AbmaRe eines Zuschnittes be-
tragen 500 mm x 400 mm, mit 45°-Phasen an den Ecken, welche eine Tiefe
von 70 mm besitzen. Ein Zuschnitt besteht demnach aus sechs Lagen Glas-
faserkopergewebe und ist bereit fiir die direkte Weiterverarbeitung im In-situ-
Hybridisierungsprozess. Durch die Mehrfachablage kann es zu geringen Orien-
tierungsabweichungen zwischen den einzelnen Lagen kommen, jedoch wird
die Handhabbarkeit beim Einlegen in das Werkzeug gesteigert.

Die Metallbleche werden am IUL per Laserstrahl (Trumpf Lasercell TLC 1005)
ausgeschnitten. Die Abmessungen des Blechs betragen 400 mm x 350 mm, mit
70 mm tiefen 45°-Phasen an den Ecken. Die Bleche der unteren Decklage er-
halten zusétzlich eine mittige Bohrung mit einem Durchmesser von 18 mm.

3.3.2 In-situ-Hybridisierung

Die Metallbleche werden unmittelbar vor der Verarbeitung mit Schleifpapier
angeschliffen, wie in Abschnitt 3.1.1 beschrieben. Nach dem Schleifen werden
die Bleche mit Isopropanol von innen nach auflen gereinigt und je Blech wer-
den 9 g des Haftvermittlers mit einem Pinsel aufgetragen (2,0 % Glymo gelost
in 87,8 % Isopropanol, 10,0 % destilliertem Wasser, 0,2 % Essigsdure, alle An-
gaben in Masseprozent) [119].
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Abbildung 3.7: Druckverlauf und Ziehweg wihrend der In-situ-Hybridisierung

Um unterschiedliche FVG einzustellen, werden zwei Metallbleche und drei
oder sechs Glasfasergewebelagen gestapelt, mit den Metallblechen aullen, so-
dass ein trockenes FML-Sandwich entsteht. Durch die feste Kavitdatshohe fiih-
ren weniger Glasfasergewebelagen zu geringeren Faservolumengehalten. Die
Walzrichtung des Blechs und die Kettrichtung des Gewebes werden als 0°-
Orientierung definiert, wie in Abbildung 3.1 dargestellt. Alle Bauteile werden
mit dieser definierten Orientierung hergestellt. Das trockene Sandwich wird
mittig in die Ziehpresse auf den Niederhalter gelegt, sodass die Bohrungen
im unteren Blech und Stempel zentriert sind. Die Fasern werden iiber den
Niederhalter und die Matrize wihrend des Tiefziehprozesses geklemmt und
hierdurch gegen Verrutschen gesichert. Da eine konventionelle, kraftgesteuer-
te Tiefziehpresse verwendet wird, kann der Tiefziehvorgang nach dem Schlie-
Ben des Werkzeuges nicht angehalten werden. Ein Zwischenhalt vor Erreichen
der vollen Ziehtiefe von 45 mm ist nicht méglich. Wie in Abbildung 3.7 darge-
stellt, wird die Injektion der Matrix wahrend des Tiefziehprozesses begonnen.
Damit die Matrix nicht zwischen das Blech und den Stempel injiziert wird,
muss eine Mindestziehtiefe erreicht werden. Ab der Mindestziehtiefe dichtet
das Metallblech durch plastische Verformung gegentiber dem Stempel ab. Zur

52



3.3 Prozessablauf und Bauteilherstellung

Tabelle 3.1: Eingestellte Anlagenparameter zur In-situ-Hybridisierung

Parameter Symbol Wert Einheit
Werkzeugtemperatur Tnu; Tvi; Tse 80; 80; 85 °C
Niederhaltekraft Fnu 160 kN
Tiefziehgeschwindigkeit v 0,5 mm/s
Injektionsbeginn iB 10 % von 45 mm
Injektionsende ip 21 %von45 mm
Polymerisationszeit und -kraft tp; Fp 900; 353 s; kN
Anzahl Gewebelagen ng 3;6 -
Matrixmasse mm 250; 286 g

Polymerisation wird die Ziehpresse abgeschaltet, da diese sich sonst automa-
tisch 6ffnen wiirde. Die Haltezeit betragt 900 s mit 353 kN und das Werkzeug ist
wéhrend des gesamten Prozesses isotherm auf 80 °C temperiert. In Tabelle 3.1

sind die verwendeten Anlagenparameter zusammengefasst.

3.3.3 Nachbehandlung

Nach dem Entformen der Bauteile werden diese fiir eine Stunde bei 80 °C in

einem Ofen getempert, um thermische Eigenspannungen abzubauen und die

Matrix vollstdndig auszuhérten.
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4 Experimentelle Methoden

4.1 Auswertungsmethodik

In diesem Abschnitt wird die Methodik zur Auswertung aller Rohdaten be-
schrieben. Diese gilt unabhéngig vom Priifverfahren und wird somit z.B. auf
Schneidscherversuche (SSV), Zugversuche oder Textilscherversuche (Picture-
Frame-Versuch) angewendet. In der Regel liegen die Rohdaten als Amerikani-
scher Standard-Code fiir den Informationsaustausch (engl.: American Standard
Code for Information Interchange, ASCII) nach DIN 66003:1999-02 vor [145].
Die Rohdaten werden in die Software MATLAB eingelesen, verarbeitet und
ausgegeben in Form von statistischen Groen oder Diagrammen. Hierzu miis-
sen die Probekorper nachvollziehbar benannt werden.

4.1.1 Probekorperbenennung und -entnahme

Die Bauteile weisen beziiglich der x- und y-Achse eine Symmetrie auf, woraus
sich vier unterschiedliche Bauteilregionen ergeben, die bei der Charakterisie-
rung betrachtet werden. Die Regionen werden mit romischen Ziffern bezeich-
net, wie in den Abbildungen 4.1 und 4.2 dargestellt. In Region I findet keine
Relativverschiebung der Glasfaserlagen statt. Die Region II und IV sind durch
Blech- und Fasereinzug zur Bauteilmitte hin gekennzeichnet und in Region
III werden die Fasern drapiert. Je Region werden Probekdrper in zwei unter-
schiedlichen Orientierungen entnommen. Fiir die Regionen I, Il und IV in 0°-
und 90°-Orientierung und fiir die Region III in 45°- und 135°-Orientierung.
Die globale Orientierung der Probekérper in Region III ist immer dieselbe,
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durch die Achsensymmetrie in x- und y-Richtung entsprechen die Probekor-
per in der mit 135° angegebenen Region III faktisch einer lokalen Orientierung
von 135°. Aus diesen Angaben wird die vollstindige Probekdrperbenennung
mit Region Orientierung Glasfaserlagenanzahl, z.B. I 0° 6L fiir Region I in 0°-
Orientierung mit 6 Lagen Glasfasergewebe, zusammengesetzt.

¥, 90°
Zugprobekorper SSV-Probekorper TGA-Probekorper
20mmx 10 mm 7,5 mm

60 mm x 10 mm v
)

—
)
w
=
@]
D

] =[]

HH

\:EI%|OQ>
Ol_l_\O‘O%
v

&

Abbildung 4.1: Schnittplan 1 fiir die Bauteile 25, 46, 50 und 54

Es werden Probekodrper mit 7,5 mm Durchmesser zur Bestimmung des Faser-
volumengehaltes ¢y durch die Thermogravimetrische Analyse (TGA), Probe-
korper fiir Schneidscherversuche (SSV) nach [146] mit 20 mm x 10 mm, so-
wie Probekorper fiir Zugversuche in Anlehnung an DIN EN ISO 527-4:2022-
03 [147] mit 60 mm x 10 mm entnommen. Die Dicke hy ist von der Gewe-
belagenanzahl abhingig und betrégt fiir dreilagige Bauteile iy = 2,74 mm,
sowie hy = 3,26 mm fiir die sechslagigen Bauteile. Die Bauteile und Probe-
korperanzahl je Versuch sind in Tabelle 4.1 zusammengefasst. Die Probekor-
per werden per Wasserstahl (SNZ Schneidebetrieb GmbH) aus den Bauteilen
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¥,90°
Zugprobekorper SSV-Probekorper TGA-Probekorper
60 mm x 10 mm v 20mmx10mm 7,5mm
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Abbildung 4.2: Schnittplan 2 fiir die Bauteile 47, 48, 49 und 51

entnommen. Damit es beim Anschnitt der Probekérper nicht zur Delamina-
tion der FML-Bauteile kommt, werden diese am Anschnittpunkt vorgebohrt.
Die Schnittpldne unterscheiden sich in der zentralen Region I durch die Ori-
entierung der Probekdérper und sind ansonsten identisch.

Tabelle 4.1: Probekorperanzahl je Lagenaufbau und Priifmethode (g: giiltig/ s: Summe)

Bauteilname Lagenaufbau Priifmethode Probekorperanzahl (g/s)

(DCO4, TGA 1 =139/204 ~ 68 %

BT 49, BT 50,
BT 51. BT 54 (0,903, SSV n=108/212~51%
DCo4] Zug n= 55/ 84x65%
TGA n=114/204 ~ 56 %
BT 25, BT 46, [DCO4, o
BT 47 BT 48 (0,90), SSV n= 86/212=41%
’ DC04] Zug n= 61/ 84~73%
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4.1.2 Elastische Kennwerte und Statistik

Zur Auswertung von linearem Verhalten wird die Methode der kleinsten Feh-
lerquadrate nach ASTM E111-04 [148] verwendet. Als Ergebnis der linearen
Regression wird die Steigung c; einer linearen Gleichung der Form:

y=cx+c 4.1)

berechnet. Darin ist x ein Array, dessen zugehoriger Funktionswert in dem Ar-
ray y gespeichert ist, mit dem Schnittpunkt der Ordinate c;. Diese Methodik
wird zur Bestimmung des Elastizitditsmoduls oder allg. der Steifigkeit ange-
wendet. Die lineare Regression findet innerhalb x oder y-abhingiger Grenzen
statt. Fiir den Auswertebereich wird der Bestimmtheitsmaf CD und der Varia-
tionskoeffizient CV berechnet. Der Bestimmtheitsmal nimmt den Wert CD =
1 fiir absolute Ubereinstimmung an, also ideales lineares Verhalten. Der Va-
riationskoeffizient CV ist ein relatives Streuungsmal$ und kann als normier-
te Varianz verstanden werden. Laut ASTM E111-04 Standard Test Method for
Young’s Modulus, Tangent Modulus, and Chord Modulus sollte der Variations-
koeffizient Werte unterhalb von CV =2 % annehmen [148]. Als Grenzwert fiir
den Ubergang von linearem zu nichtlinearem Verhalten wird aus der Steigung
c1, der zuldssigen Linearitdtsabweichung x¢tser und dem Schnittpunkt mit der
Ordinate ¢y, der lineare Funktionswert yjineqr berechnet nach

Viinear = €1 * (X — Xoffset) + C2 (4.2)

Ay=y- Yiinear < 0. (4.3)

Ist die Differenz Ay kleiner 0, handelt es sich um nichtlineares Verhalten in-
nerhalb der Toleranz x,ge. Der erste Wert, der diese Bedingung erfiillt, wird

als Grenzwert abgespeichert. Ein Beispiel hierfiir ist die 0,05 %-Dehngrenze
Rpo,05 mit der zuldssigen Linearitdtsabweichung Xogfser = 0,05 %.
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Alle Box-Plots werden nach den Vorschldgen von John W. Tukey [149] erstellt.
Die rote Markierung zeigt den Median und wird umrahmt von einer blau-
en Box, die jeweils das obere und untere Quartil (25 % bzw. 75 %) umfasst.
Die Whisker beinhalten alle Werte, welche innerhalb der 2,7-fachen Standard-
abweichung SD liegen. Dies entspricht einem Vertrauensintervall von rund
99,7 %. Werte aullerhalb dieses Intervalls werden als potenzielle Ausreif3er be-
trachtet und werden durch ein rotes Kreuz dargestellt.

4.2 Bauteildicke und -faservolumengehalt

In diesem Abschnitt werden verschiedene Methoden vorgestellt, um die Bau-
teildicke und den Faservolumengehalt der GFK-Schicht zu bestimmen. Dies
sind die thermogravimetrische Analyse (TGA) in Kombination mit der Dich-
temessung im Eintauchverfahren nach DIN EN ISO 1183-1:2019-09 [150], die
Berechnung des Faservolumengehalts aus der Probekorperdicke, sowie die
optische Vermessung der Bauteildicke (GOM GmbH, System: ATOS) und der
Forménderung der Bleche (GOM GmbH, System: ARGUS).

4.2.1 Dichtemessung und thermogravimetrische
Analyse

Das Ziel der Versuche ist die Bestimmung des Faservolumen- ¢ und des Po-
renvolumengehalts ¢p der Glasfasergewebeschicht. Hierfiir miissen die Dich-
te des FMLs pgmr, die Dichte des DC04 Blechs ppco4 und die Dichte des Glas-
faserverbundes pgpx bestimmt werden. Die Dichtemessung im Eintauchver-
fahren nach DIN EN ISO 1183-1:2019-09 [150] und die TGA werden am Fraun-
hofer ICT durchgefiihrt.

Die Dichtemessung im Eintauchverfahren nach DIN EN ISO 1183-1:2019-
09 [150] wird mit einer Analysenwaage mit Dichtebestimmungskit (Sartori-
us, Typ: Entris 220g) durchgefiihrt. Als Messfliissigkeit wird demineralisiertes
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Wasser verwendet, dessen Dichte anhand der gemessenen Temperatur fort-
laufend korrigiert wird. Die Dichte des Messobjektes i

M, Luft

pi= * PH20 (4.4)

N M Luft — Mi,H20
wird aus der Masse des Objektes in Luftumgebung m; 1, und der Masse in
Wasserumgebung m; y2o bestimmt, wobei i = FML, DC04 fiir das FML bzw.
das DC04 Blech steht. Die Dichte des Glasfaserverbundes

100
PGFK.th = T00-wy . wp (4.5)
Pm PF
_ PFML* WGFK
PGFK,me = 100 — “ocos P (4.6)
WGFK

kann erst nach dem Veraschen der Matrix an synthetischer Luft bei Trga =
750 °C durch die Makro-TGA (Leco, Typ: TGA701) berechnet werden, wobei
pGrK,th die theoretische Dichte ohne Poren und pgrx me die gemessene Dichte
mit Poren sind. Hierfiir wird die Dichte der Matrix py; und die Dichte der Faser
or, der Massenanteil der Faser, der Masseanteil des GFKs und der Masseanteil
des DCO04 Blechs

MEML,TGA — MDC04
Wg =

-100 % 4.7)
MGFK
m
WGFK = SFK 100 % (4.8)
TMEML
m
wpcos = —=%.100 % (4.9)
TMEML
mit 7mGrk = MEML — MDCo4 (4.10)

bendtigt. Die Massen miissen gegeniiber derselben Umgebung gemessen wer-
den. Die Masse des FMLs wird vor der TGA mppp, und nach der TGA mpmr, tGa
gemessen. Die DC04 Bleche werden aus dem veraschten Probekdrper, mit der
Masse mpmi,tGa, entfernt und gewogen, woraus sich die Masse mpcos ergibt.
Die Differenz der DC04 Blechmasse nach der Veraschung und der FML-Masse
vor der Veraschung wird als die GFK-Masse angenommen, welche die Masse
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4.2 Bauteildicke und -faservolumengehalt

der Fasern, der Matrix und des Haftvermittlers beinhaltet. Aus Gleichung 4.7
kann der Faservolumengehalt (FVG)

1
gp=—————-100% (4.11)
1+ LE (L - 1)
oM \ WE
und aus den Gleichungen 4.5, sowie 4.6 der Porenvolumengehalt (PVG)

PGFK,th — PGFK,me
P = —-—
PGFK,th

-100 % (4.12)

berechnet werden. Dabei ist anzumerken, dass der Faservolumengehalt und
der Porenvolumengehalt in Bezug auf das GFK-Volumen angegeben werden
und sich nicht auf das gesamte Volumen des FMLs beziehen. Die Matrix-
und Glasfaserdichte werden der Literatur mit py; = 1190 kgm ™ und prp =
2540 kgm~3 entnommen [151, 152]. Der Metallvolumengehalt (MVG)

m .
ODpCO4 = MDCo4 * PFEML 100 % (4.13)

MEML * PDC04
kann aus der FML- bzw. DC04-Masse mppmy, bzw. mpgos und den dazugehori-
gen Dichten ppyr, und ppcos berechnet werden. Aufgrund des geringen Pro-
bekorperdurchmessers von drga = 7,5 mm werden drei bis vier Probekérper
einer Region zusammen gemessen.

4.2.2 Dickenmessung an Probekorpern

Die Probekorperdicke wird mit einer Biigelmessschraube jeweils dreimal ge-
messen. Die Metallbleche werden idealisiert mit einer Dicke hpcos = 1 mm,
das Flachengewicht einer Glasfasergewebelage mit pa r = 0,28 kgm 2 und die
Dichte der Glasfasern mit pr = 2540 kgm ™~ angenommen. Der Faservolumen-

ehalt
8 PAE N

=100 % (4.14)
o5 (h—2- hpos) ’

Pr
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in % kann dann, mit n der Lagenanzahl und & der gemessenen Dicke, berech-
net werden.

4.2.3 Optische Bauteilvermessung

Zur geometrischen Analyse werden die Bauteile optisch vermessen (GOM
GmbH, System: ATOS). Fiir die Bewertung des Verzerrungszustandes der Ble-
che werden optische Formanderungsmessungen (GOM GmbH, System: AR-
GUS) der Blechoberflichendehnung genutzt. Hierzu wird ein Punktmuster
mit definiertem Abstand auf die Blechoberfliche gedtzt. Die ARGUS- und
ATOS-Messungen werden vom IUL durchgefiihrt und die Rohdaten der Mes-
sungen werden zur Verfiigung gestellt. Der ARGUS-Datensatz eines Bauteils
besteht aus den lokal aufgelosten Haupt- und Nebenformédnderungen, welche
vom System nach Gleichungen 2.39 berechnet werden. Die Hauptforménde-
rung ¢ ist die grofite plastische Dehnung, die Nebenformédnderung ¢, die
kleinste plastische Dehnung und ¢3 die Formdnderung in Dickenrichtung.
Unter der Annahme der Volumenkonstanz

0=(b1+(,b2 +¢3 (4.15)
kann anhand der Oberflaichendehnung die Dickendnderung

3 =—(p1+¢2) (4.16)
h=hg-e? (4.17)

bzw. die Dicke des DC04 Blechs nach der Umformung h, aus der Haupt- und
Nebenformédnderung berechnet werden. Zusétzlich kann mit Kenntnis der Di-
ckendnderung ¢3 die Vergleichsformédnderung nach von Mieses

[2
¢y = g(gb{ + %+ P3) (4.18)
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4.2 Bauteildicke und -faservolumengehalt

berechnet werden. Diese ist eine plastische Vergleichsdehnung, welche ei-
nen mehrachsigen Formdnderungszustand in einen einachsigen Forménde-
rungszustand iiberfiihrt. Hierdurch kann ein mehrachsiger Forménderungs-
zustand mit einem einachsigen Formédnderungszustand, wie dem Zugversuch,
verglichen werden. Die berechnete Blechdicke aus der Formédnderung (GOM
GmbH, System: ARGUS) kann mit der optischen Dickenmessung des gesam-
ten Bauteils (GOM GmbH, System: ATOS) kombiniert werden, um die Dicke
der GFK-Schicht

hGrx = hatos — (hARGUS,0ben + PARGUS,unten) (4.19)

an jedem Punkt im Bauteil zu bestimmen.

4.2.4 Optische Scherwinkelmessung

Die Scherwinkel werden an Bauteilen gemessen, deren Deckbleche vor der
Fertigung mit Trennmittel behandelt und nach der Fertigung entfernt werden.
Die dann freiliegende, obere Gewebelage wird vermessen, indem jeder zehn-
te Roving in Kett- und Schussrichtung manuell nachgezeichnet und mit einer
Nummer bzw. einem Buchstaben versehen wird. Das sich hieraus ergeben-
de Netz ist in Abbildung 4.3 dargestellt. Der Winkel 6 jedes Kreuzungspunktes
dieses Netzes wird gemessen, woraus der Mittelwert innerhalb einer Zelle be-
rechnet wird. Der Scherwinkel einer Zelle ergibt sich somit zu

101+ ... 4164l
—

¥ =90° (4.20)
Bei dieser Vorgehensweise wird von einer idealen rechtwinkligen Anfangsori-
entierung der Rovings ausgegangen und es konnen nur Zellen ausgewertet
werden, die ohne Verzerrung auf die x y-Ebene projiziert werden kdnnen. Dies
ist fiir den Zargenbereich nicht gegeben und somit eine Auswertung nicht
moglich.
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Abbildung 4.3: Methode zur Scherwinkelmessung

4.3 Methoden zur Charakterisierung der
Konstituenten

In diesem Abschnitt werden die Methoden zur Charakterisierung der Kon-
stituenten DCO04-Metallblech und E-Glasfasergewebe beschrieben. Die Ver-
suchsdaten und -ergebnisse werden fiir die numerische Modellierung des
hybriden Umformprozesses bzw. fiir die resultierenden Materialeigenschaf-
ten bendtigt. Durch das nahezu isotrope Materialverhalten der Metallbleche
konnen alle relevanten Materialparameter fiir die Modellierung aus Zugver-
suchen bestimmt werden. Das mechanische Verhalten der Fasergewebe ist
anisotrop und die gdngigen Annahmen fiir monolithische Materialien gelten
insbesondere nicht fiir gewebte Strukturen. Damit das Deformationsverhal-
ten des E-Glasfasergewebes korrekt abgebildet werden kann, werden Zug-,
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Druck- und Schubversuchsdaten benotigt. Die Schubdeformation wird mit-
tels Picture-Frame-Versuch bestimmt.

4.3.1 Warmzugversuch an DC04

Der In-situ-Hybridisierungsprozess findet bei 80 °C statt, weshalb die Charak-
terisierung des DC04-Metallblechs ebenfalls bei 80 °C durchgefiihrt wird. Fiir
die Materialmodellierung werden die elastischen und plastischen Kennwerte
des DC04 bendétigt. Dies sind der Elastizitditsmodul E, die Dehngrenze R, die
Zugfestigkeit Ry, und die plastische Fliefkurve k¢. Hierfiir werden Warmzug-
versuche am IUL an der TU Dortmund durchgefiihrt und die Versuchsdaten
werden durch das IUL zur Auswertung zur Verfligung gestellt.

4.3.1.1 Versuchsaufbau und -durchfiihrung des Warmzugversuches

Die Warmzugversuche werden auf einer Zwick/Roell Zwick.Z250 Universal-
priiffmaschine mit einer 250 kN Kraftmessdose durchgefiihrt. Hierzu werden
die Probekorper in einer Temperaturkammer kontinuierlich wéhrend des Ver-
suches auf 80 °C beheizt, wobei die Feuchte nicht reguliert wird. Die Probekor-
pergeometrie wird in Anlehnung an DIN EN ISO 6892-1:2020-06 und DIN EN
ISO 6892-2:2018-09 [153, 154], als Dog Bone Probekorper mit den Abmessun-
gen 150 mm x 28 mm x 1 mm (LxBxh) und innerhalb der parallelen Lange mit
75 mm x 10 mm x 1 mm (LxBxh) gewdhlt. Bis zur GleichmaBdehnung Ag wird
die Dehnung mittels Extensometer {iber eine Lange Ly = 25 mm aufgezeich-
net und danach tiber die Traverse der Universalpriifmaschine (Bezugslinge
Ly =75 mm), damit die Messschneiden beim Versagen nicht beschadigt wer-
den. Es wird eine Vorspannung von 5 MPa aufgebracht. Die nominelle Dehn-
rate am Querhaupt ist £ = 0,00025 s~! wihrend der Bestimmung des Elastizi-
tdtsmoduls E und der Dehngrenze R, und danach ¢ = 0,0067 s~!. Es werden
Probekorper in Walzrichtung (0°-Orientierung), quer zur Walzrichtung (90°-
Orientierung) und in 45°-Orientierung zur Walzrichtung gepriift. Die Breite By
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und die Dicke hy werden jeweils dreimal innerhalb der Messldnge L, mit einer
Biigelmessschraube gemessen und der Mittelwert fiir die Auswertung berech-
net.

4.3.1.2 Auswertung des Warmzugversuches

Die technische Spannung
F F

og=—=
Ao hoBo
wird aus der Kraft F und dem Anfangsquerschnitt Ap mit der Ausgangsbreite
By und Ausgangsdicke i berechnet. Die technische Dehnung

(4.21)

Al

£= —
Loy

(4.22)

in Langsrichtung des Probekorpers wird mit der Probekorperverlangerung Al
und der Anfangsmesslédnge Ly berechnet. Die wahre Spannung

ow=1+¢&o (4.23)
und die logarithmische Dehnung
g =In(1+¢) (4.24)

werden aus der technischen Spannung o und der technischen Dehnung ¢ bis
zur Zugfestigkeit R, umgerechnet. Danach ist die Annahme der Volumenkon-
stanz nicht mehr zuldssig und die Daten miissen durch analytische Modelle
extrapoliert werden. Hieraus kann die logarithmische plastische Dehnung

w

ep=In(1+¢)— % (4.25)

bestimmt werden.
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4.3.2 Zug- und Druckversuch am Gewebe

Fiir die Modellierung wird das Deformationsverhalten des Gewebes in Kettrich-
tung (0°-Orientierung) und Schussrichtung (90°-Orientierung) benétigt. Durch
die Webung liegt eine leichte Anisotropie vor, siehe Abschnitt 3.1.2, welche

eine Untersuchung beider Orientierungen notwendig macht. Das Deformati-

onsverhalten des Gewebes unterscheidet sich durch seine Struktur stark von

dem Verformungsverhalten einer einzelnen Glasfaser oder eines Glasfaserro-

vings, vergleiche Abschnitt 2.4.1. Das Materialverhalten auf Gewebestruktur-

ebene kann daher nicht durch Literaturdaten fiir den Elastizitditsmodul der

Glasfaser unter Zug- bzw. Druckbeanspruchung beschrieben werden.

4.3.2.1 Versuchsaufbau und -durchfiihrung Gewebezugversuch

Die Gewebezugversuche werden an einer Zwick/Roell ZMART.PRO 100 kN
Universalpriifmaschine mit 20 kN Kraftmessdose durchgefiihrt. Die Dehnung
wird optisch mittels dreidimensionaler digitaler Bildkorrelation (GOM GmbH,
System: ARAMIS 4M) mit einer Aufnahmefrequenz von 5 Hz gemessen. Fiir
die Dehnungsmessung wird ein stochastisches Muster aus weiller Grundie-
rung (Motip Dupli GmbH, Farbe: Aqua eco+ RAL 9010 matt) und schwarzer
Farbe (Createx GmbH, Farbe: 5211 Opaque Black) auf den Glasfasergewe-
ben verwendet. Um eine hohe Auflésung zu gewéhrleisten, wird ein feines
Sprithmuster der schwarzen Farbe mit einer Airbrushpistole (Harder & Steen-
beck GmbH & Co. KG, Modell: Hansa 381) aufgetragen. Die Farbe ist zudem
fiir groBe Dehnungen geeignet. Durch die Reflexion der Glasfasern kann auf
die Grundierung nicht verzichtet werden. Zur Krafteinleitung wird innerhalb
der Einspannldnge I der trockenen Probekérper aus Képergewebe Epoxid-
matrix (Schmitz-Metallographie GmbH, Epoxydharz: Epoclear 2000) aufge-
bracht. Zusétzlich werden Krafteinleitungselemente aus Pappe auf die infil-
trierten Einspannbereiche geklebt, da die Gewebelagen ansonsten zu diinn
fiir die hydraulischen Spannbacken sind. Die nominelle Priifgeschwindigkeit
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betrigt v = 1 mmmin~'. Die Gewebe werden in 0°- und 90°-Orientierung ge-
testet, sowie unter verschiedenen Seitenverhéltnissen A = Ly:By. Die Abmes-
sungen der Probekdérper sind in Tabelle 4.2 zu finden. Bei den Abmessungen
handelt es sich um theoretische, berechnete Werte, welche sich infolge der
Rovinganzahl ergeben. Da das verwendete Glasfaserkdpergewebe 7,0 Rovings
pro 10 mm in 0°-Orientierung und 6,5 Rovings pro 10 mm in 90°-Orientierung
besitzt, unterscheidet sich die Rovinganzahl fiir die Verhiltnisse 1:4 und 4:1,
sowie in 0°-Orientierung und 90°-Orientierung, leicht. Hierdurch ist die nomi-
nelle Dehnrate nicht konstant fiir alle untersuchten Konfigurationen, sie be-
trigt £ =~ 0,0002 s~! bis 0,0009 s™!. Die maximale Breite der Probekérper darf
75 mm nicht {iberschreiten, da dies die maximale Spannbackenbreite ist. Es
werden hydraulische Spannbacken verwendet und der Spanndruck auf 40 bar
eingestellt. Die Vorkraft wird in Abhéngigkeit der Rovinganzahl ng mit 1 N/pro
Roving gewdhlt.

Tabelle 4.2: Probekérperabmessungen fiir die Gewebezugpriifung

A= Ig Ly By
@ . . . NR|  NRL
Lyp:By inmm inmm inmm

1:4 98,5 18,5 74,3 52 12
0° 1:1 153,9 73,9 74,3 52 48
4:1 153,9 73,9 18,6 13 48
1:4 98,6 18,6 73,9 48 13
90° 1:1 154,3 74,3 73,9 48 52
4:1 154,3 74,3 18,5 12 52
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4.3.2.2 Versuchsaufbau und -durchfiihrung fiir den
Gewebedruckversuch

Fiir die Bestimmung der Druckeigenschaften von Geweben gibt es keine gédn-
gige oder standardisierte Priifmethode. Daher werden zwei unterschiedliche
Priifmethoden zur Abschdtzung der Eigenschaften unter Druckbeanspruchung
angewendet. Die erste Priifmethode staucht eine ebene Gewebeprobe. Bei der
Zweiten wird der Probekérper in eine Richtung aus der Ebene vorgekriimmt,
um undefiniertes Knicken zu verhindern und den Probekérper zu stabili-
sieren, siehe Abbildung 4.4. Der ebene Stauchversuch (eSV) wird am [IAM-
WK und der gestiitzte Stauchversuch (gSV) am Institut fiir Luft- und Raum-
fahrttechnik (ilr), Professur fiir Luftfahrzeugtechnik, der TU Dresden durch-
gefiihrt und ist in [38] beschrieben. Die gemessenen Rohdaten werden an-
schlief$end zur Auswertung dem IAM-WK zur Verfiigung gestellt. In Tabelle 4.3
sind die Abmessungen der verwendeten Probekoérper aufgefiihrt, wobei je-
de Zeile einem Probekorper entspricht. Es werden sieben Probekorper mit
0°-Orientierung und vier Probekorper mit 90°-Orientierung zur Lastrichtung
gepriift. Die Priifvorrichtung am ilr ermdoglicht den Einsatz einer zusétzlichen
Beulstiitze, diese Probekorper erhalten den Zusatz Beulstiitze (BS).

Am IAM-WK entspricht der Versuchsaufbau fiir die Druckpriifung demjeni-
gen der Gewebezugversuche. Die Priifdurchfiihrung wird mit den nachfolgen-
den Anderungen fiir den Druckversuch angepasst. Nach dem Einspannen der
Gewebeprobenkdrper wird eine Zugspannung von 0,1 MPa aufgebracht, be-
vor die Druckpriifung beginnt. Die Druckpriifung findet mit einer nominellen
Priifgeschwindigkeit v = 0,5 mmmin ! statt, welches einer nominellen Dehn-
rate von ¢ = 0,0004 s~! bis 0,001 s~! entspricht.

Die Versuche am ilr werden an einer Universalpriifmaschine von Hegenwald
& Peschke Inspektdesk 50 mit einer 200 N Kraftmessdose durchgefiihrt. Wah-
rend der Priiffung betragt die Raumtemperatur 22,8 °C. Die Druckpriifung fin-
det mit einer nominellen Priifgeschwindigkeit v = 0,1 mmmin~" statt, welches
einer nominellen Dehnrate von & = 0,00005 s~} bis 0,0003 s~! entspricht. Die
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=l .8 ___— Gewebe Gewebe I ] =
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Beulstiitze \
(a) ebener Stauchversuch (b) gestiitzter Stauchversuch

Abbildung 4.4: Prinzipskizze der Gewebedruckversuche

Dehnung wird optisch durch digitale Bildkorrelation mit zwei Kameras und
einer Aufnahmefrequenz von 2 Hz gemessen.
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4.3 Methoden zur Charakterisierung der Konstituenten

Tabelle 4.3: Probekorperabmessungen fiir die Gewebedruckpriifung

A= I} L B,
Methode @ . F . 0 . 0 nR| NRL
Lp:Bp inmm inmm inmm
1:10 89 8 73 51
eSV 1: 6 98 14 74 52
1: 5 98 15 74 52 10
° 1:5 80 6 27 19
gSV-BS
1: 3 80 6 19 13
1: 1 80 31 21 15 20
gSv
2: 1 80 37 17 12 24
1: 7 90 11 69 48
. 107 90 11 67 47
eSV 90
1: 4 98 18 67 47 12
1: 4 98 20 67 47 13

4.3.2.3 Auswertung der Zug- und Druckversuche am Gewebe

Fiir die Auswertung wird die Kraft F auf die effektive Gewebequerschnittsfla-
che
Ai = ngy Ap = ngy 2. (4.26)
PF

bezogen, um hieraus die technische Spannung

F
g; =

— (4.27)
nR| AR

berechnen zu konnen. Die Gewebequerschnittsfliche berechnet sich aus der
Anzahl der Rovings in Lastrichtung ng| und der berechneten Querschnitts-
fliche eines Rovings Ag. Die Querschnittsfliche eines Rovings Ag kann iiber
dessen Garnfeinheit (Lingengewicht) py, in tex und der Dichte pr rechnerisch
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4 Experimentelle Methoden

abgeschitzt werden. Darin kennzeichnet i = a, b die Orientierung zur Lastrich-
tung, wobei a fiir die 0°- und b fiir die 90°-Orientierung steht. Fiir die nume-
rische Modellierung ist es jedoch praktikabler, die Spannung auf die Breite By
und Dicke hy des Ausgangsquerschnitts A; j, zu beziehen, da im Simulations-
modell keine Informationen iiber die Rovinganzahl vorliegen. Die Spannung
fiir die Modellierung

Oih= , Mmit By = ng|| (4.28)

™" Boho NiRL
wird mit der Rovinganzahl in Lastrichtung ngj und der Anzahl an Rovings
pro Langeneinheit n; g 1, berechnet. Die Anzahl an Rovings pro Langeneinheit
n; gL betrdgt in 0°-Orientierung, bzw. a-Richtung n,r 1 = 7,0/10 mm und in
90°-Orientierung, bzw. b-Richtung ny g1, = 6,5/10 mm, siehe Abschnitt 3.1.2.
Als Ausgangsdicke wird ki = 0,3 mm angenommen. Die Dehnung wird direkt
durch die dreidimensionale digitale Bildkorrelation gemessen. Der Elastizi-
tdtsmodul unter Zugbeanspruchung wéahrend der Ondulationsinteraktion Ex
wird fiir Dehnungen zwischen &4 = 0,01 % und 0,15 %, wie in Abschnitt 4.1.2
beschrieben, bestimmt. Zusédtzlich wird ein zweiter Elastizititsmodul in ge-
strecktem Zustand des Gewebes E zwischen 200 MPa und 400 MPa berech-
net. Unter Druckbeanspruchung wird der Elastizitdtsmodul Ep fiir Dehnun-
gen zwischen &4 = -0,001 % und -0,02 % bestimmt.

4.3.3 Schubversuch am Gewebe

Zur Bestimmung der Schubeigenschaften wird der Picture-Frame-Versuch
verwendet. Zusétzlich wird die Schubdeformation mit Druck in Dickenrich-
tung tiberlagert, um den Einfluss der Kompaktierung auf das Gewebeschub-
verhalten zu bestimmen. Die Kompaktierung des Gewebes resultiert aus den
hohen Niederhaltekriften des Tiefziehprozesses fiir die In-situ-Hybridisierung.
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4.3 Methoden zur Charakterisierung der Konstituenten

4.3.3.1 Versuchsaufbau und -durchfiihrung fiir den
Picture-Frame-Versuch

Die Versuche werden auf einer biaxialen Universalpriifmaschine bestehend
aus vier kreuzweise angeordneten Zwick/Roell Zwick.Z150-Lastrahmen mit
je 150 kN durchgefiihrt. Fiir die Picture-Frame-Versuche des reinen Gewe-
beschubverhaltens ohne tiberlagerte Normalkraft (N = 0 N) werden die Ach-
sen zwei und vier verwendet. Dabei ziehen beide Achsen gleichmé&Rig und
die Krifte F», F, und die Verschiebungen s,, s4 werden durch die Universal-
priiffmaschinen gemessen und aufgezeichnet. Fiir die Auswertung wird die
Summe der Verschiebung s und die mittlere Kraft F der beiden Achsen be-
rechnet. Wahrend der Versuche mit {iberlagertem Normaldruck p bringen
die Achsen eins und drei zusétzlich die Druckkrifte F;, F3 auf. Fiir die Aus-
wertung der Druckkraft N wird der Mittelwert der Druckkrifte beider Achsen
berechnet. Die Druckkérper sind 60 mm lang und 40 mm breit, siehe Abbil-
dung 4.5. Durch die Regelung der Universalpriifmaschinen wird der Picture-
Frame-Versuch mittig zwischen allen vier Achsen gehalten. Zusitzlich zu der
Druckkraft N wird der Reibpartner gegeniiber dem Gewebe variiert. Als Reib-
partner werden DC04-Sc-H, Gewebe mit +45°- und (0,90)°-Orientierung ver-
wendet und am Druckkorper befestigt. Alle untersuchten Konfigurationen
sind in Tabelle 4.4 aufgefiihrt, wobei je Konfiguration drei Versuche durch-
gefithrt werden. Dabei bezeichnet DC04-Sc-H ein 1 mm DCO04 Blech, wel-
ches angeschliffen (Sc) und mit Haftvermittler (H) behandelt wurde, wie in
Abschnitt 3.3.2 bzw. in [119] beschrieben. Die Orientierung der Gewebe ist
relativ zur Zugrichtung am Picture-Frame angegeben, ein im Picture-Frame
eingespanntes Gewebe wird demnach mit +45°-Orientierung bezeichnet. Als
weiterer Einflussfaktor wird die nominelle Priifgeschwindigkeit in zwei Stufen

mit v = 20 mmmin~! und 100 mmmin~?

variiert. Die Seitenldnge zwischen
den Gelenkpunkten des Rahmens betrédgt L = 204 mm und die eingespannte
Armlénge des Gewebes Iz = 120 mm. Hieraus ergibt sich die innere, quadrati-
sche Probefldche von 120 mm x 120 mm fiir die Schubpriifung. Die Gesamt-

ldnge und -breite des Gewebes, inkl. Einspannung, betrdgt 240 mm.
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4 Experimentelle Methoden

Tabelle 4.4: Untersuchte Parameterkonfigurationen der Picture-Frame-Versuche mit und ohne

Normalkraft
v N p Reibpaarung
mmmin~! inN inMPa Grundkérper - Reibkorper
0 o0 -
20 480 0,200 +45° - +45°
480 0,200 +45° - DC04-Sc-H
0 0 -
100 0,042 +45° - +45°
240 0,100 +45° - +45°
100 480 0,200 +45° - +45°
480 0,200 +45° - (0,90)°
240 0,100 +45° - DC04-Sc-H
480 0,200 +45° - DC04-Sc-H

4.3.3.2 Auswertung des Picture-Frame-Versuches

Nach Cao et al. [50] wird aus der Verschiebung s iiber die Kinematik des Rah-
mens, wie in Abbildung 4.5 dargestellt, der Scherwinkel

y=90°-20 (4.29)
7L+ TL+ 5o+
0s6 = \/_2L s_ V2 222 54 (4.30)

berechnet. Fiir die Auswertung wird angenommen, dass der Scherwinkel y ho-
mogen iiber den gesamten Rahmen verteilt ist und kein Gleiten zwischen den
Rovings auftritt. Die gemessene Kraft F wird nach Cao et al. [50] auf die einge-
spannte Gewebearmlénge Iz normiert, woraus die normierte Scherkraft

F L _ F,+Fy L

Fsn= — = — 4.31
S0 5 cosh lé 4cos0 l}% (4.31)
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4.3 Methoden zur Charakterisierung der Konstituenten

Gewebe —

Druckkorper
4F3\4>l<; Fl

N/

Abbildung 4.5: Kinematik des Picture-Frame-Versuches

berechnet wird. Die so berechnete Rahmen parallele Schubkraft entspricht der
Reaktionskraft der Invarianten g nach Aimeme et al. [67] in Gleichung 2.18.
Fiir die numerische Modellierung in ABAQUS wird die normierte Scherkraft

1 L F+Fy L
Fspn=—-F—sinf = =% —sinf (4.32)
2 2 4 2

aus der Reaktionskraft der Invarianten I;o nach Gleichung 2.24 nach Aime-
me et al. [67] berechnet. Welche der beiden Gleichungen zur Auswertung zu
nutzen ist, hingt von dem gewidhlten Koordinatensystem und der gewéhlten
Invariante ab, siehe Abbildung 4.6. Die Schubspannung

FS,n
T=—

o (4.33)

wird tiber die unbelastete Gewebedicke hgy berechnet, welche fiir die Auswer-
tung mit ki = 0,3 mm angenommen wird.
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(a) Schubkraft nach Cao fiir die (b) Schubkraft nach ABAQUS fiir die
Invariante Ig Invariante I79

Abbildung 4.6: Schubkraft im Picture-Frame-Versuch in Abhingigkeit des Koordinatensystems
nach Aimeéme et al. [67]

4.4 Charakterisierung der Reibeigenschaften

Wihrend der Umformung finden relative Verschiebungen der FML Schichten
zueinander und relativ zur Werkzeugoberfldche statt. Diese Relativverschie-
bungen werden durch tangentiale Reibung behindert. Zur Charakterisierung
der Reibeigenschaften in tangentialer Richtung und in Abhéngigkeit der Nor-
malkraft N, bzw. der Flachenpressung p, werden zwei unterschiedliche Me-
thoden verwendet. Der Gleitschlittenversuch (GSV) nach DIN EN ISO 8295 fiir
die Reibeigenschaften von Kunststofffolien [155] wird in der FKV-Community
verwendet. In der Metallumformtechnik werden die Reibeigenschaften durch
den Streifenziehversuch (SZV) bestimmt, welcher die Realisierung hoherer
Flachenpressungen erméglicht [156, 157].

In den Versuchen soll der Einfluss der Faserorientierung, der Reibpaarung und
des Reibmediums (trocken, geschmiert) betrachtet werden. Die Versuchsma-
trix befindet sich in Tabelle 4.5. Je Konfiguration werden drei Versuche durch-
gefiihrt. Die Angaben zur Oberflachenbeschaffenheit der DC04 Bleche sind in
Abschnitt 3.1.1 aufgefiihrt. Alle Versuche mit Medium werden mit Silikonél als
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4.4 Charakterisierung der Reibeigenschaften

Tabelle 4.5: Untersuchte Parameterkonfigurationen der Reibversuche

Metode U b Webprw
mmmin inMPa Grundkorper - Reibkorper in mPas
(0,90)° - (0,90)° -
+45° - (0,90)° -
+45° - +45° -
(0,90)° - (0,90)° 100
+45° - (0,90)° 100
+45° - +45° 100
GSV 100 0,0026 DCO4 - (0,90)° )
DC04 - +45° -
DCO04-Sc - (0,90)° -
DC04-Sc - +45° -
DC04  -(0,90)° 100
DC04 - +45° 100
DCO04-Sc - (0,90)° 100
DCO04-Sc - +45° 100
DCo04 - (0,90)° -
DCo04 - +45° -
DC04 - (0,90)° 160
S7V 600 167 DC04 - +45° 160
DCo04 - (0,90)° 10.000
DCo04 - +45° 10.000
DCo4 - (0,90)° 100.000
DC04 - +45° 100.000

Ersatzmedium durchgefiihrt, damit wéhrend des gesamten Versuches die Vis-
kositdt konstant bleibt und nicht von der chemischen Aushértereaktion des
Elium beeinflusst wird. Die Ersatz Viskositdten 1 wurden relativ zum reaktiven
Viskositatsverlauf des Eliums ausgewdhlt, wie in Abbildung 4.7 dargestellt. Die
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4 Experimentelle Methoden

Viskositdten der Silikonole mit 7 = 100 mPas und 1 = 160 mPas entsprechen
der Anfangsviskositidt und liegen im iiblichen Verarbeitungs- und Umformbe-
reich des In-situ-Hybridisierungsprozesses. Die Silikonéle mit = 10.000 mPas
und 1 = 100.000 mPas repréasentieren eine stark viskose Eliummischung, wel-
che der Untersuchung des Einflusses der Aushdrtung auf die Reibung dienen.
Dies ist relevant fiir die Prozessfithrung, z.B. spétere Injektionszeitpunkte der
Matrix, langsamere Umformgeschwindigkeiten oder das Beheizen der Misch-
kabine und des Schlauches (Vorwédrmen der Matrix fiir beschleunigten Reak-
tionsablauf) [116].

1010 , ! ! !
» 108 L -~ ]
< E
& i /’\ 80°C 70°C 1
g /
108 [ Vi ]
= . 100.000
i o '
z | P 10.000
é 10 /
S ,
g E
R 160 F=0N ;
g 10 T l =
g 100 ) f=1Hz 1

L=—rtpn- 0,5 mm
100 I I I I I I I ! ! ! !
0 2 4 6 8 10 12

Zeit t in min

Abbildung 4.7: Auswahl der Ersatz Viskositdten 7 relativ zum Viskositédtsverlauf der Eliummi-
schung
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4.4 Charakterisierung der Reibeigenschaften

4.4.1 Gleitschlittenversuch

Der GSV wird in Anlehnung an DIN EN ISO 8295 [155] am IAM-WK durchge-
fiihrt. Hierfiir wird eine Zwick/Roell Z2,5 kN Universalpriifmaschine mit dem
in Abbildung 4.8a dargestellten Priifaufbau verwendet. Fiir eine feinere Auf-
l6sung des Kraftmesssignals ist eine 50 N Kraftmessdose installiert. Der Weg
wird iiber die Traverse der Universalpriifmaschine gemessen. Die Grundplat-
te des Versuchsaufbaus misst 250 mm x 130 mm und besitzt eine Kavitit, da-
mit niedrigviskose Medien eingesetzt werden konnen. Der Gleitschlitten misst
65 mm x 65 mm und besitzt in Gleitrichtung abgerundete Kanten, woraus sich
eine projizierte Kontaktfliche A = 3780 mm? ergibt. Der Anpressdruck wird
durch die Schlittenmasse in Kombination mit Zusatzmassen eingestellt. Fiir
die Versuche wird eine Gesamtmasse von m = 1 kg verwendet, welches ei-
nem Druck p = 0,0026 MPa entspricht. An der Universalpriifmaschine wird die
nominelle Priifgeschwindigkeit v = 100 mmmin~! eingestellt. Die Abmessun-
gen der Grundkorper in den GSV (Fasergewebe und DC04) betragen 240 mm x
125 mm und die Abmessungen der Reibkdrper (Fasergewebe) messen 160 mm
x 65 mm. Die als Reibkorper bezeichneten Fasergewebe werden an dem Schlit-

ten befestigt.
Hydraulik

Reibkérper F,s,v Reibkérper
Grundkorper Grundkorper
Stahldraht Kavitdt -

F,s, v

LAl
(a) Gleitschlittenversuch (GSV) (b) Streifenziehversuch (SZV)

Abbildung 4.8: Schematische Versuchsanordnungen fiir die Reibwertbestimmung
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4.4.2 Streifenziehversuch

Der Streifenziehversuch wird am IUL auf einem dort entwickelten Priifstand
durchgefiihrt und ermoglicht die Realisierung hoherer Anpressdriicke, jedoch
konnen lediglich Reibpaarungen gegeniiber dem DCO04 Blech bestimmt wer-
den, da die Versuchsanordnung nicht das Ziehen eines Gewebehalbzeugs er-
moglicht. Der Versuchsaufbau des SZV in Abbildung 4.8b besteht aus einer
Kraftmessdose zur Aufzeichnung der Tangentialkraft in Reibrichtung (Kist-
ler Instrumente AG, Typ: 9011A, Messbereich: 0-15 kN), einer Kraftmessdose
zur Aufzeichnung der Normalkraft in Dickenrichtung (Kistler Instrumente AG,
Typ: 9021A, Messbereich: 0-35 kN) und einem Potentiometer zur Reibwegmes-
sung (Novotechnik Messwertaufnehmer OHG, Typ: IWH-0200). Die Druck-
korper messen 40 mm x 30 mm mit einer projizierten Kontaktfliche von A =
1200 mm?. Wihrend der Versuche wird eine Normalkraft von N = 2000 N iiber
Hydraulikzylinder aufgebracht, dies entspricht einem Druck von p = 1,67 MPa.
Die nominelle Priifgeschwindigkeit betrigt v = 600 mmmin~'. Die Blechstrei-
fenabmessungen betragen 300 mm x 40 mm. Vor dem Versuch werden die
Fasergewebe mit den Ersatzmedien getrinkt, bis diese kein weiteres Silikondl
mehr aufnehmen kénnen. Uberschiissiges Silikonsl wird beim Aufbringen des
Normaldrucks vor Versuchsbeginn herausgepresst.

4.4.3 Auswertung der Reibversuche

Je Reibpaarung in Tabelle 4.5 werden drei Versuche durchgefiihrt. Aus den
Kraft-Weg-Messergebnissen werden gemittelte Kraft-Weg- bzw. Reibwert-Weg-
Verldufe (EV - schwarze Linie) mit Standardabweichung (SD - graue Bénder)
berechnet, wie in Abbildung 4.9 dargestellt. Fiir die Auswertung wird Cou-
lomb‘sche Reibung angenommen

HGSv = (4.34)

2|

pszv = (4.35)

=[=
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4.5 Mechanische Charakterisierung

Darin ist y; der Reibwert mit i = GSV, SZV, F die tangentiale Reibkraft und N
die Normalkraft. Der dynamische Reibwert p14 wird im GSV nach einer Einlauf-
strecke von s = 10 mm iiber eine Messstrecke von As = 60 mm (griiner Bereich
in Abbildung 4.9a) ausgewertet. Fiir den SZV erfolgt die Auswertung ebenfalls
ab s = 10 mm, jedoch iiber eine Messstrecke von As = 30 mm (griiner Bereich
in Abbildung 4.9b). Der statische Reibwert bei Uberschreiten der Haftreibung

wird nicht bestimmt.

08 , . . 0,8 T
[— 050 -0s0-10) [—ocs-w)

, 06 EV Hd SD. | 06 E
= £ EV SD
2 Z Hd
g 04 - 504 T
Q Q
o2t . “ 0,2 1

0,0 | | | 0,0

0 25 50 75 100 0 10 20 30 40 50
Weg s in mm Weg s in mm
(@) Auswertungsbereich des GSV (b) Auswertungsbereich des SZV

Abbildung 4.9: Schematische Darstellung der Auswertung der Reibversuche

4.5 Mechanische Charakterisierung

In diesem Abschnitt werden die Charakterisierungsmethoden beschrieben,
welche zur mechanischen Kennwertermittlung an Probekérpern aus den her-
gestellten FML- bzw. GFK-Bauteilen genutzt werden. Dies sind der Schneid-
scherversuch zur Charakterisierung der Schubeigenschaften zwischen den
Lagen und der Zugversuch zur Evaluierung des Umformeinflusses auf die me-

chanischen Eigenschaften.
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4.5.1 Schneidscherversuch

Die Schneidscherversuche werden auf einer Zwick/Roell ZMART.PRO 100 kN
Universalpriifmaschine durchgefiihrt. Fiir die Versuche ist eine Kraftmessdose
mit 20 kN installiert. Die Querhauptgeschwindigkeit betragt v = 1 mmmin~!
und entspricht einer nominellen Scherrate von y = 0,0016 s~!. Die Abmessun-
gen des Probekorpers betragen 20 mm x 10 mm x 3 mm (LxBxh) und sind nach
Weidenmann et al. [146] gewdhlt. Die Dehnung wird mittels zweidimensio-
naler digitaler Bildkorrelation (GOM GmbH, System: ARAMIS 4M) und einer
Aufnahmefrequenz von 5 Hz gemessen. Hierzu wird die Verschiebung s zweier
Messpunkte auf der oberen und unteren Schneidkante, sowie der Kippwinkel
a des Probekorpers, erfasst, wie in Abbildung 4.10 dargestellt. Um den Einfluss
der seitlichen Stiitzen auf das Messergebnis durch interne Materialreibung im
Probekorper gering zu halten und die aufgebrachte Querkraft reproduzier-
bar einzustellen, werden Drehmomentgriffe mit eingebauter Rutschkupplung
verwendet. Diese ist auf 0,1 Nm eingestellt, welches einer Vorkraft von rund
59 N entspricht. Bei einer zweidimensionalen Messung muss die Verschie-

Abbildung 4.10: Versuchsaufbau Schneidscherversuch mit digitaler Bildkorrelation nach [158]
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bung anhand einer Referenzlange kalibriert werden. Die Referenzldange betragt
Ipetreal = 10 mm, woraus sich die skalierte Liange

lRef,real

lrea1 = IpIC - (4.36)

IRet,pIC

berechnet. Die Referenzldnge wird an Millimeterpapier (Vergroflerung in Ab-
bildung 4.10) gemessen. Die Schubspannung und die Scherung

=L cos(a) (4.37)
7= cos(a .

- X (4.38)
Y_Bo-cos(a) '

werden aus der Kraft F, der Querschnittsfliche A = ByLj, dem Kippwinkel a,
der Schneidkantenverschiebungin Scherrichtung sy und der Probekoérperbrei-
te By errechnet. Es wird eine Vorspannung von 2 MPa aufgebracht. Die Scher-
festigkeit 7, wird aus der maximalen Kraft F;, berechnet. Die Steifigkeit unter
Schubbeanspruchung in der Ebene G wird fiir Probekérper mit Scherfestigkei-
ten Ty, = 10 MPa zwischen 7 = 5 MPa und 10 MPa ausgewertet und fiir Probe-
korper mit einer Scherfestigkeit 7., < 10 MPa zwischen Scherungen y = 0,01 %
und 0,05 %.

4.5.2 Zugversuch

Die Zugversuche werden auf einer Zwick/Roell ZMART.PRO 200 kN Univer-
salpriifmaschine durchgefiihrt. Die Probekorper werden entsprechend Abbil-
dung 4.1 und 4.2 mit Abmessungen von 60 mm x 10 mm x 3 mm (LxBxh)
entnommen und wie in Abschnitt 4.1.1 benannt. Die Probekérperabmessun-
gen sind in Anlehnung an DIN EN ISO 527-4:2022-03 [147] gewdhlt. Zur Ein-
spannung werden je Seite 20 mm bendtigt, woraus sich eine freie Messldn-
ge von 20 mm zwischen den hydraulischen Spannbacken ergibt. Aufgrund
der geringen Einspannlidnge werden Abstandshalter aus Holz, mit einer Dicke

83



4 Experimentelle Methoden

von 3,4 mm, zwischen bzw. am Ende der Spannbacken platziert, siehe Abbil-
dung 4.11. Hierdurch verkippen die Spannbacken nicht und induzieren keine
Druckvorspannungen in die Probekérper. Die Dehnung wird mittels zweidi-
mensionaler digitaler Bildkorrelation (GOM GmbH, System: ARAMIS 4M) und
einer Aufnahmefrequenz von 2 Hz fiir die FML-Probekorper und 5 Hz fiir die
GFK-Probekorper gemessen. Die FML-Probekorper werden um 90° gedreht
eingespannt, sodass die Dehnung iiber die Dicke in x- und z-Richtung ge-
messen wird, siehe Abbildung 4.11. Die GFK-Probekorper werden nicht ge-
dreht und die Dehnung wird in x- und y-Richtung aufgenommen. Die Quer-
hauptgeschwindigkeit betridgt v = 2 mmmin~! und entspricht einer nominel-
len Dehnrate von & = 0,0016 s~!. Es wird eine Vorspannung von 2 MPa iiber
hydraulische Spannbacken aufgebracht. Der Spanndruck betrégt 20 bar. Der
Elastizitdtsmodul wird fiir Dehnungen zwischen 4 = 0,01 % und 0,07 %, wie in
Abschnitt 4.1.2 beschrieben, bestimmt. Die 0,05 %-Dehngrenze wird bei einer
plastischen Dehnung von &y = 0,05 % als Rpo,05 nach Gleichung 4.3 ermittelt.
Die Zugfestigkeit Ry, wird aus der maximal gemessenen Kraft F berechnet.

Hydraulische Spannelemente 04 GFK DCO4

Abstandshalter

Abbildung 4.11: Versuchsaufbau fiir quasi-statische Zugpriifung der FML-Probekorper nach [106,
120]
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5 Analyse der durch den
In-situ-Hybridisierungsprozess
hergestellten Bauteile

Wiéhrend der In-situ-Hybridisierung lassen sich die Mechanismen der Umfor-
mung und der Infiltration nicht beobachten. Aus diesem Grund werden in die-
sem Kapitel die hergestellten FML-Bauteile hinsichtlich ihrer Infiltrationsqua-
litdt, Geometrie und Faserdrapierung untersucht, um Riickschliisse auf den
Prozessverlauf und die zugrunde liegenden Mechanismen ziehen zu kénnen.
Zur Bewertung des Infiltrationsverlaufs wird eine Formfiillstudie der Bautei-
le durchgefiihrt. Die Bauteilgeometrie wird mithilfe der ATOS- und ARGUS-
Systeme von GOM optisch vermessen. Die ATOS-Messungen ermdoglichen die
geometrische Analyse der Bauteile, insbesondere die Bestimmung der Dicke.
Das ARGUS-System liefert ergdnzend eine optische Analyse der Formande-
rungen der Metallbleche. Zusitzlich werden materialographische Schliffbilder
in 0°-, 45°- und 90°-Orientierung erstellt, um die Dickendnderung der Metall-
bleche und Gewebelagen zu untersuchen, sowie die Infiltration der Gewebe-
lagen in Dickenrichtung zu bewerten. Die Drapierung des Gewebes wird ab-
schlieBend durch ein optisches Verfahren analysiert.
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile

5.1 Formfiillstudie der Bauteile

Das Infiltrationsverhalten der Bauteile wihrend der In-situ-Hybridisierung
wird durch eine Formfiillstudie analysiert. Hierzu werden die Parameter Zieh-
tiefe und injizierte Matrixmasse mit den angegebenen Werten von Tabelle 5.1
variiert. Die Bewertung der drei ausgewédhlten Parametersitze findet aus prak-
tischen Griinden an vollstdndig polymerisierten Bauteilen statt, welche in Ab-
bildung 5.1 dargestellt sind. Fiir die Analyse werden die Deckbleche von Bau-
teil 4 entfernt. Die Deckbleche der Bauteile 22 und 45 werden nicht entfernt,
sondern optisch vermessen (GOM GmbH, System: ATOS) und sind entlang
der x-Achse im Schnitt A-A dargestellt. Um die Infiltrationsqualitédt der beiden
Bauteile zu bewerten, werden sie nach der Vermessung entlang der y-Achse
getrennt.

Bei 100 % Ziehtiefe und 196 g Injektionsmasse wird das Bauteil 4 bis zum Ma-
trizeneinlaufradius Ry gefiillt. Das Gewebe in der Stempel- und Zargenfldche
Ast bzw. Ayz ist vollstindig mit Matrix getrdnkt worden, wohingegen das Gewe-
be in der gesamten Flanschfliche Ar nicht von der Matrix infiltriert wurde. Mit
286 g injizierter Matrixmasse wird auch die Flanschfldche Ar vollstdndig infil-
triert (Bauteil 45). Wird der Prozess hingegen bei 50 % Ziehtiefe gestoppt, so
weisen die Stempel- und Zargenfldche Ag; bzw. Az ein nach aullen gewdolbtes
Metallblech auf (Bauteil 22). In der Zarge wolbt sich auch das untere Metall-
blech nach innen. Die maximale Wolbung in der Stempelregion betrdgt rund

Tabelle 5.1: Prozessparameter der Formfiillstudie

. Injizierte Matrixmasse Ziehtiefe
Bauteil Lagenaufbau

ing in %
BT 4 [DCO4, 196 100
BT 22 (0,90), 286 50
BT 45 DCo4] 286 100
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5.1 Formfiillstudie der Bauteile

BT 4

Beulen des Bleches Matrixansammlung

BT 22 />__L_ /\ -

——d

50 % Ziehtiefe (22,5 mm)

BT 45 i

100 % Ziehtiefe (45,0 mm)

Abbildung 5.1: Untersuchte Bauteile fiir die Formfiillstudie

10 mm und jene in der Zarge rund 5 mm. Die Flanschfliche Ap ist teilweise
infiltriert.

Nachfolgend werden die aufgezeichneten Messdaten von Bauteilen mit 100 %
Ziehtiefe und 286 g injizierter Matrixmasse betrachtet. Der Injektionsdruck
und Ziehweg von drei- und sechslagigen Bauteilen wird in Tabelle 5.2 zusam-
mengefasst und in Abbildung 5.2 dargestellt. Die mit einem Stern (*) gekenn-
zeichneten Bauteile werden fiir die mechanische Charakterisierung in Kapi-
tel 8 verwendet. Fiir die 1 mm dicken DC04 Stahlbleche hat sich eine Ziehtiefe
von ig = 10 %, bezogen auf die maximale Ziehtiefe von 45 mm, als frithester
Injektionszeitpunkt als praktikabel erwiesen. Wird die Matrix friiher injiziert,
dichtet das Blech nicht gegeniiber dem Stempel ab und die Matrix kann aus
dem Werkzeug zwischen Stempel und Niederhalter austreten [23]. Der Injek-
tionsdruck bei Beginn der Injektion ist unabhéngig von der Lagenanzahl und
betrdgt im Mittel 1,70 bar + 0,65 bar. Mit zunehmender Lagenanzahl steigt der
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile
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Abbildung 5.2: Vergleich des mittleren Injektionsdruckverlaufs fiir dreilagige und sechslagige
Bauteile wiahrend des In-situ-Hybridisierungsprozesses

maximale Injektionsdruck und die Injektionszeit leicht an. Fiir drei Lagen liegt
der Druck bei 12,69 bar + 1,25 bar und fiir sechs Lagen bei 13,88 bar + 1,30 bar.
Die Injektion ist fiir drei Gewebelagen nach ig = 20,66 % + 2,17 % der Ziehtiefe
und fiir sechs Lagen nach ip = 21,25 % + 2,72 % der Ziehtiefe abgeschlossen.
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5.2 Geometrische Bauteilanalyse

Tabelle 5.2: Prozessparameter der untersuchten Bauteile. Bauteile mit (*) werden fiir die mecha-
nische Charakterisierung in Abschnitt 8 verwendet.

] Injektionsbeginn  Injektionsende
Bauteil Lagenaufbau

pinbar@igin% pinbar @ ig in %

BT 28 1,48 @ 12,34 13,80 @ 22,76
BT 29 1,05 @ 12,28 14,56 @ 23,24
BT 49* EODSS;Z” 1,17 @ 10,46 11,81 @ 19,44
BT 50* DCo4] 2,19@ 9,59 11,40 @ 17,94
BT 51* 2,00 @ 10,58 11,85 @ 19,03
BT 52 320@ 7,92 12,71 @ 21,56

EV - 1,85@ 10,53 12,69 @ 20,66

SD - 0,80 @ 1,68 1,25@ 2,17
BT 44 1,25@ 12,22 15,79 @ 25,18
BT 45 (DCO4, 1,22 @ 11,42 13,61 @ 21,99
BT 46* (0,90)6, 1,20@ 8,60 14,45 @ 21,53
BT 47* DC04] 2,12@ 7,42 13,07 @ 19,56
BT 48* 1,86 @ 10,58 12,46 @ 17,98

EV - 1,53 @ 10,05 13,88 @ 21,25

SD - 043@ 1,99 1,30@ 2,72

5.2 Geometrische Bauteilanalyse

In Abbildung 5.3 sind zwei reprasentative Bauteile mit (a) drei Gewebelagen
und (b) sechs Gewebelagen dargestellt. Aus der Bauteildicke l&dsst sich der Fa-
servolumengehalt ¢r ndherungsweise unter der Annahme berechnen, dass
die Dickendnderung ausschliefllich aus der Kompaktierung des Glasfaserge-
webes resultiert. Hierbei wird angenommen, dass die Metallbleche eine ver-
nachléssigbare Dickendnderung aufweisen. Mit Gleichung 4.14 ergibt sich in
der Stempelregion, unabhéngig von der Gewebelagenanzahl, ein mittlerer Fa-
servolumengehalt von ¢p = 72 %, siehe Tabelle 5.3. Das Bauteil mit sechs
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile

Tabelle 5.3: Bauteildicke und Faservolumengehalt in Abhdngigkeit der Glasfaserlagenanzahl und

Region
h Ah
Lagenanzahl  Region . . . .
in mm in mm in %
0,90) Flansch 2,74 +0,05 0,42 +0,04 45,55+ 3,65
s Stempel 2,47 +0,06 0,12+0,05 71,52 +9,09
Flansch 3,26 +0,05 0,47 +0,04 52,83+ 1,97
(0,90)¢

Stempel 2,93+0,04 0,08+0,01 71,37+3,36

Gewebelagen besitzt in der Flanschregion einen rund 7 % hoheren Faservo-
lumengehalt als das dreilagige Bauteil. Insgesamt weisen alle Bauteile eine
geringe Dickenschwankung von rund 0,05 mm auf, jedoch ist in Abbildung 5.3
eine inhomogene Dickenverteilung in der Flanschregion zu erkennen. Die-
se ist messbar durch die maximale Dickendifferenz Ah der geringsten und
grolten Dicke einer Bauteilregion. Die Messwerte der Dickendifferenz A% in
Tabelle 5.3 bestdtigen, dass die Dickenverteilung in der Stempelregion mit
Ah = 0,10 mm homogener ist als in der Flanschregion mit Ak = 0,45 mm.

Flansch ~ Zarge Stempel
- a

in mm
4,0

3,6

(a) FML-Bauteil mit drei Gewebelagen (b) FML-Bauteil mit sechs Gewebelagen

Abbildung 5.3: Bauteildicke von FML-Bauteilen vermessen mit dem ATOS-System. Neben den
Bauteilen ist das Histogramm der Dickenverteilung in mm dargestellt.
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5.2 Geometrische Bauteilanalyse

In der Zarge der kurzen Bauteilseite ist zu erkennen, dass die Bauteile hier ei-
ne geringere Dicke aufweisen. Insbesondere beim dreilagigen Bauteil ist dies
deutlich ausgepragt. Zur detaillierten Analyse ist in Abbildung 5.4 das Schliff-
bild unter 45° dargestellt. Hierdurch kann auch die Blechausdiinnung ent-
lang des Schnitts betrachtet werden. Im Schliffbild ist deutlich zu erkennen,
dass die Bauteildickenabnahme nicht ausschlieflich aus der Kompaktierung
der Gewebelagen resultiert. AusschlieBlich im Flansch ist die Ausdiinnung
des Metallblechs vernachlidssigbar und ab dem Beginn des Matrizeneinlauf-
radius (Messpunkt 3) weicht die Blechdicke erheblich von der Ausgangsdicke
hy = 1 mm ab, siehe Tabelle 5.4. Der Hauptteil der Dickenabnahme resultiert
aus den Gewebelagen und ist insbesondere in den Radien, am Matrizenein-
laufradius (Messpunkt 4) und dem Stempelradius (Messpunkt 7), am gro3-
ten. Das obere Metallblech besitzt nach der Umformung zwischen dem Matri-
zeneinlaufradius (Messpunkt 3) und dem Stempelboden (Messpunkt 8) eine
geringere Dicke als das untere Metallblech. Die Detailansichten des Schlift-
bilds 5.4 zeigen zudem Poren im Flansch und ebenso im Stempelradius, wel-
che in der Gré6Benordnung von 0,5 mm liegen. Dies wird durch weitere Schliff-
bilder in 0°- und 90°-Richtung bestétigt, siehe Abbildungen 5.5 und 5.6. Ne-
ben den groffldchigen Poren zwischen den Gewebeschichten sind kleinere
Poren in den Rovings und in der Matrix zu erkennen. Die Porositit ist be-
sonders grof in der Zarge und Flanschfliche des 90°-Schnitts, siehe Abbil-
dung 5.6¢, 5.6d. Im Stempelradius werden die Gewebelagen stark kompak-
tiert, siehe Abbildung 5.5b, 5.6b. Die Porenanzahl ist hier deutlich geringer als
in den anderen Schliffbildern. Die Poren befinden sich in den Ubergéingen der
Webung von Kett- und Schussroving. Die Schliffbilder im Matrizeneinlaufra-
dius sehen vergleichbar aus und sind daher hier nicht dargestellt. Zwischen
den Gewebelagen und Rovings bildet die Matrix feine Faden aus. Diese sind in
alle Schliffbildern zu erkennen, aber besonders ausgepragt in der Zarge und
der Flanschfldche, siehe Abbildung 5.5¢, 5.5d, 5.6¢, 5.6d.
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile

90°
8 45
0° Metall  Fasern Matrix
Stempel .
<+— | Pore | Roving /
T
DC04 oben

GFK

10 mm |, Flansch

Trennschnitt —_ —— >

Abbildung 5.4: Schliffbild eines Schnitts unter 45° durch ein dreilagiges Bauteil

Tabelle 5.4: Bauteildicke gemessen aus Schliffbild unter 45°

Dicke an Messpunkt aus Abbildung 5.4
Schicht inmm
1 2 3 4 5 6 7 8
DC04 oben 0,97 098 090 092 096 085 078 0,84
(0,90)3 069 063 079 049 061 062 033 056
DCO4unten 0,95 096 093 096 1,04 096 092 094
Summe 2,61 2,57 261 237 261 243 2,03 2,34
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5.2 Geometrische Bauteilanalyse

90° 90°

Stempel- Stempel-

fliiche radius duBeres Metallblech

S Stempel !

(b) Stempelradius

90°
45°

duBBeres Metallblech

Flansch ——

(c) Zarge (d) Flanschflache

Abbildung 5.5: Ubersicht von Schliffbildern in 0°-Richtung eines dreilagigen Bauteils
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile

90° 90°
45° 45°

0° 0°
dulleres Metallblech

duBeres Metallblech
| |

Stempelflache Stemp:elradius
—

\Stempelradius l

(a) Stempelfldche (b) Stempelradius

90° 90°
45°

0 dulleres Metallblech

0,1 mm
—A

Flansch

0,1 mm
—

(c) Zarge (d) Flanschflache

Abbildung 5.6: Ubersicht von Schliffbildern in 90°-Richtung eines dreilagigen Bauteils
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5.2 Geometrische Bauteilanalyse

Die Formdnderung wird optisch gemessen (GOM GmbH, System: ARGUS). In
Abbildung 5.7 (a) ist die Hauptformdnderung, in (b) die Nebenforménderung
und in (c) die Vergleichsformédnderung dargestellt. Im Bereich der Zarge und
des Stempels liegen fiir die Haupt- und Nebenforméanderung positive plasti-
sche Dehnungen vor, wohingegen im Flansch ein Zug-Druck Verzerrungszu-
stand vorliegt. Die Vergleichsformédnderung ist in den Radien der kurzen Bau-
teilseite am gréBten.

(a) Hauptforménderung (b) Nebenforménderung (c) Vergleichsforménderung

Abbildung 5.7: Oberflichendehnung eines reprasentativen sechslagigen Bauteils vermessen mit
ARGUS
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile

5.3 Drapierung der Gewebelagen

Die Scherwinkelverteilung der oberen Gewebelage eines vierlagigen Bauteils
ist in Abbildung 5.8 dargestellt. Mit der genutzten Methode kann der Scher-
winkel in der Stempel- und Flanschfldche bestimmt werden, siehe hierzu Ab-
schnitt 4.2.4. Das Bauteil weist die grof$ten Scherwinkel in der Flanschfldche
entlang der kurzen Bauteilseite auf, welche bis zu 30° betragen. Entlang der
langen Bauteilseite wird das Gewebe nur geringfiigig drapiert (< 5°). Auffallig
sind die Scherwinkel im Stempel, da laut Theorie keine Faserdrapierung statt-
finden sollte.

y,90°

——x,0°

LT T T
0°  15° 30° 45° 100 mm
Scherwinkel y -

Abbildung 5.8: Verteilung des Scherwinkels der oberen Gewebelage eines vierlagigen Bauteils
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5.4 Diskussion der Bauteilanalyse

5.4

Diskussion der Bauteilanalyse

Die Ergebnisse der Formfiillstudie in Abbildung 5.1 und der aufgezeichne-
te Druckverlauf wahrend der Matrixinjektion in Abbildung 5.2 sind in Abbil-
dung 5.9 schematisch dargestellt. Der Teilprozess der Matrixinjektion wird wie

folgt interpretiert:

Zeitpunkt 0: Der Tiefziehprozess beginnt und der trockene Stapel aus
unterem DCO04 Blech, den Gewebelagen und dem oberen DC04 Blech
werden umgeformt.

Zeitpunkt 1 bis 2: Das Ventil zum Werkzeug wird ge6ffnet und die Injek-
tion der Matrix beginnt.

Zeitpunkt 2 bis 3: Das Injektionsrohr zum Werkzeug wird gefiillt.

Zeitpunkt 3 bis 4: Die Matrix infiltriert die Stempelfliche As;. Die Gewe-
belagen werden zwischen Stempel und dem dulleren Metallblech kom-
paktiert, wobei der lokale Druck im Stempelradius Rg; hoher ist als in
der Stempelfldche As;. Der Injektionsdruck steigt infolge der Gewebe-
permeabilitdt an und das Metallblech verformt sich plastisch durch den
hydrostatischen Druck der Matrixinjektion.

Zeitpunkt 4: Der Injektionsdruck ist so hoch, dass die Wolbung des Me-
tallblechs infolge der plastischen Deformation den Stempelradius Rs;
erreicht hat und die Matrix ungehindert tiber den Stempelradius Rs; flie-
Ben kann. Das Metallblech oberhalb der Stempelfliche Ag; wird vorerst
nicht weiter verformt.

Zeitpunkt 5 bis 6: Die Matrix infiltriert die Zargenfldche Az, bis die Ma-
trix den Matrizeneinlaufradius Ry erreicht.

Zeitpunkt 6 bis 7: Das Gewebe in der Flanschfliche Ar wird durch den
Niederhalterdruck pnp kompakiert. Im Matrizeneinlaufradius Ry ist
der Kontaktdruck am hochsten, weshalb der Injektionsdruck ansteigt.
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile

Infolge des steigenden Injektionsdrucks deformiert das dulere Metall-
blech plastisch im Bereich der Stempel- und Zargenfldche As; bzw. Az.
Das innere Metallblech verformt sich nur im Bereich der Zargenfldche
Agz plastisch, da es direkt auf der Stempelflache Ag; aufliegt, siehe Abbil-
dung 5.10.

¢ Zeitpunkt 7 bis 8: Der maximal messbare Injektionsdruck wird erreicht
und die Injektion wird beendet.

o Zeitpunkt 8 bis 9: Das Injektionsventil zum Werkzeug wird geschlossen.

- - p'SI
| : Matrixfluss | |
NSy

(a) Schematischer Infiltrationsverlauf (b) Schematischer Druckverlauf

Abbildung 5.9: Interpretation des Injektionsdruckverlaufs des In-situ-Hybridisierungsprozesses
aus Abbildung 5.2

Nach dem Injektionsende kann der Druckverlauf im Bauteil nicht gemessen
werden, da der Drucksensor der RTM-Anlage hinter dem Werkzeugventil liegt.
Zur Abschitzung des inneren Bauteildrucks wihrend der fortlaufenden Um-
formung wird die Gegeniiberstellung der Druckverldufe von dreilagigen und
sechslagigen Bauteilen in Abbildung 5.2 betrachtet. Hierin ist zu erkennen,
dass beide Druckverldufe die gleiche Steigung zwischen den Zeitpunkten 6
und 7 besitzen und die Injektion fiir sechslagige Bauteile bei einer gréReren
Ziehtiefe abgeschlossen wird. Dies liegt an der um 36 g hoheren benétig-
ten Matrixmenge fiir sechslagige Bauteile. Der resultierende Injektionsdruck
hédngt daher nur indirekt von der Lagenanzahl ab. Vielmehr ist der Zeitpunkt
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5.4 Diskussion der Bauteilanalyse

Stiitzwirkung durch Wolbung dulleres teilweise infiltriertes
Kriimmung Metallblech FML

Matrize

~—Injektions-"\~
kanal

" Stempel
Nieder-

Nieder-
halter halter

Wolbung inneres
Metallblech

Abbildung 5.10: Schematische Deformation der Metallbleche

der Injektion im Verhiltnis zum zuriickgelegten Ziehweg ausschlaggebend.
Mit zunehmender Ziehtiefe steigt der resultierende Gegendruck fiir die RTM-
Anlage an. Es wird daher angenommen, dass der innere Matrixdruck linear
mit fortlaufendem Ziehweg ansteigt und kurz vor Erreichen der vollen Zieh-
tiefe maximal wird. Der Anstieg resultiert in dieser Hypothese aus dem Stem-
pelweg und der Verdrangung der Matrix, welche in der Stempel- und Zargen-
fliche Ag; bzw. Az eingeschlossen ist. Mit zunehmender Ziehtiefe vergrofert
sich der Kontakt des dulleren und inneren Metallblechs in der Zargenfldche
Az mit der Matrize bzw. dem Stempel, wie in Abbildung 5.10 angedeutet,
wodurch die Matrix aus der Zargenfliche verdrédngt wird. Hierbei wird an-
genommen, dass der Matrizeneinlaufradius Ry gegeniiber der Flanschfldche
Ar abdichtet und der Hauptteil der verdrangten Matrix aus der Zargenfldche
Az in die Stempelfldche Ag; flieBt, woraus der lineare Druckanstieg resultiert.
Der Transfer der Matrix wahrend der Injektion, sowie bei der nachfolgenden
Verdrangung durch die Umformung, erfolgt tiber den nicht rotationssymme-
trischen Geometriebereich, da im rotationssymmetrischen Geometriebereich
des Stempelradius die doppelte Kriimmung die Struktursteifigkeit der Metall-
bleche erhoht. Es wird weiter angenommen, dass die hohere Struktursteifig-
keit des rotationssymmetrischen Stempelradius zu einem hdheren Kontakt-
druck zwischen den Metallblechen und den Gewebelagen fiihrt und somit
den Matrixfluss behindert. Dies ist in Abbildung 5.10 schematisch dargestellt
und eine mogliche Erklarung fiir die Bildung der zwei ausgepragten Wolbun-
gen im 50 % tiefgezogenen Bauteil in Abbildung 5.1 bzw. 5.9a. Ab dem Kontakt
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5 Analyse der durch den In-situ-Hybridisierungsprozess hergestellten Bauteile

des dulleren Metallblechs mit der Matrize wird die Matrix radial nach auflen
verdrangt. Dabei infiltriert die Matrix die Flanschflache Ar des Bauteils, wie in
Abbildung 5.9a dargestellt. Die vorgestellte Interpretation des Druckverlaufs
und der Formfiillstudie befindet sich im Einklang mit den Ergebnissen und
deren Interpretation von Mennecart [122]. Die Untersuchungen von Menne-
cart et al. [23, 122] zeigen, dass der bendotigte Injektionsdruck steigt und die
Gefahr von direktem Kontakt zwischen Glasfasergewebe und Metallblech zu
nimmt, wenn die Matrix spater im Prozess injiziert wird (Injektionsbeginn bei
einer hoheren Ziehtiefe). Dies kann zum Reilen der Bleche und des Gewebes
fithren. Neuere Ergebnisse ergdnzender Formfiillstudien von Kruse et al. [112]
unterstiitzen die hier formulierten Hypothesen.

Nach Erreichen der vollen Ziehtiefe wird die Ziehpresse abgeschaltet, so dass
wéhrend der Matrixpolymerisation kein aktiver Pressdruck auf die Bauteile
aufgebracht wird. Die Matrize liegt mit einer Gravitationskraft von 353 kN auf
dem Stempel auf und der Niederhalter wird durch die Pinolen gehalten. Uber
die Dauer der Polymerisation von rund 900 s sinkt der Oldruck der Pinolen ab,
wodurch der Niederhalter absinkt. Aus diesem Grund werden die Gewebela-
gen in der Stempelfldche Ag; starker kompaktiert als in der Flanschfldche A,
woraus der groe Unterschied in der Dicke und im FVG resultiert, siehe Abbil-
dung 5.3 und Tabelle 5.3. Dies ist auch deutlich in den Schliffbildern 5.5 und
5.6 zu erkennen, in denen die Flanschfldche eine groflere GFK-Schichtdicke
und Porositit gegeniiber der Stempelflache aufweist. Wahrend der Polymeri-
sation scheint die Matrix aus der Zarge zu flie3en. Dies wiirde die hohe Porosi-
tdt der Zargenschliffbilder erkldren. Die erwdhnten Matrixfdden deuten eben-
falls auf den langsamen Oldruckabfall der Pinolen hin, denn diese kénnen nur
entstehen, wenn die Matrix noch nicht vollstindig polymerisiert ist, aber die
Viskositdt durch den Polymerisationsprozess bereits erheblich zugenommen
hat. Der aus den ATOS-Messungen berechnete FVG stellt eine Schédtzung dar,
wie das Schliffbild 5.4 zeigt. Fiir die Berechnung des FVG aus der Bauteildicke
wurde das DC04 Blech mit 1 mm Dicke angenommen. In der Flanschfldche
betridgt der Messfehler gegeniiber dem Schliffbild 3 % bis 5 % und in den Ra-
dien bis zu 22 %. Die Messgenauigkeit kann mit der Kombination aus ATOS-
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und ARGUS-Messung erh6ht werden, indem die Blechdicke aus der Formén-
derung der ARGUS-Messung berechnet und dann von der gemessenen Ge-
samtdicke der ATOS-Messung abgezogen wird nach Gleichung 4.19. Die Be-
rechnung des FVG aus der FKV Dicke ist nur dann zuldssig, wenn keine ma-
kroskopischen Poren vorliegen, wie sie in den Schliffbildern 5.4, 5.5 und 5.6 zu
sehen sind. Der FVG und die Porositdt konnen mit der Kombination von TGA
und Dichtemessung in Abschnitt 4.2.1 genauer bestimmt werden. Die Ergeb-
nisse werden in Kapitel 8 diskutiert.

Die maximale Dickendifferenz A# ist in der Flanschflache deutlich groer, als
in der Stempelfldche. Im Flansch beulen die Bleche, was ein Indiz fiir eine zu
geringe Niederhaltekraft ist [80]. Eine groRere Niederhaltekraft kann das Beu-
len der Bleche reduzieren oder ganz vermeiden, jedoch erhoht eine groRere
Niederhaltekraft auch die resultierende Reibkraft. Die gemessenen optischen
Forménderungen in Abbildung 5.7 zeigen, dass die Bleche hauptsichlich aus
der Stempel- und Zargenfldche flieen, da hier positive Haupt- und Neben-
forménderungen vorliegen (Streckziehen). Insbesondere im Stempelkanten-
radius Rs; sind die Streckziehanteile besonders ausgeprégt und eine Erh6hung
der Niederhaltekraft wiirde die positiven Formdnderungen vergréf3ern. Unter
positiven Formadnderungen ist der Abstand zur Grenzforménderung am ge-
ringsten, weshalb diese i.d.R. die Umformbarkeit der Bleche limitieren, siehe
Abbildung 2.6 [80, 81]. Fiir die Prozessfithrung ist die Niederhaltekraft daher
als Kompromiss aus Blechbeulen im Flansch und Reif3en der Bleche im Stem-
pelkantenradius zu wihlen. Alternativ kann die Ziehfahigkeit erh6ht werden,
indem ein anderer Blechwerkstoff verwendet wird, welcher einen groleren r-
und n-Wert als DC04 aufweist [80, 82].

Die verhiltnismallig groflen Scherwinkel in der Stempelfliche As; in Abbil-
dung 5.8 werden auf den mehrlagigen Ablageprozess beim Zuschnitt der Ge-
webe zuriickgefiihrt, sowie einen unsauberen Einlegevorgang des spezifischen
Gewebezuschnitts in das Werkzeug. Es wird nicht erwartet, dass die dargestell-
ten Scherwinkel in der Stempelfldche reprasentativ fiir alle hergestellten Bau-
teile sind. Das Gewebe besitzt eine geringe Bruchdehnung im Vergleich zum
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Metallblech und muss die fiir die Bauteilgeometrie benotigten groen Deh-
nungen durch Relativverschiebungen ausgleichen. Die Gewebelagen werden
zur Stempelfldche hin eingezogen. Zu Beginn der Umformung ist der Rand-
abstand des Gewebes zum Matrizeneinlaufradius Ry in x- und y-Richtung
gleich. Im Verhiltnis zur y-Richtung steht in x-Richtung jedoch sehr wenig
Gewebe zur Verfiigung, um die Héhendifferenz durch den Ziehweg auszuglei-
chen. Da die gleiche Verschiebung tiber eine geringere Gewebebreite reali-
siert werden muss, resultieren fiir die x-Richtung gréBere Scherwinkel. Wenn
die Niederhaltekraft hoher gewihlt wird, kann zwar das Beulen der Bleche
reduziert werden, jedoch wird das Gewebe auch in der Relativverschiebung
durch die steigende Reibkraft behindert. Dies ist ein weiterer Grund, weshalb
die Niederhaltekraft als Kompromiss zu wihlen ist. Detaillierte Analysen und
Prozessfenster des In-situ-Hybridisierungsprozesses sind in den Arbeiten von
Mennecart [122] und Kruse [112, 115, 123] zu finden.
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6 Entwicklung des numerischen
Modells fiir den
In-situ-Hybridisierungsprozess

Wiéhrend des In-situ-Hybridisierungsprozesses finden der metallische Umform-
prozess, der Drapierprozess des Faserhalbzeugs und die Infiltration des Faser-
halbzeugs simultan statt. Jeder Prozessschritt stellt eine eigenstdndige Pro-
blemstellung dar und weist unterschiedliche Herausforderungen beziiglich
der numerischen Modellierung auf. In diesem Kapitel soll ein erstes makro-
skopisches numerisches Umformmodell in ABAQUS/Explicit entwickelt wer-
den. Hierzu werden die Anforderungen an ein numerisches Prozessmodell
aufgefiihrt und hinsichtlich ihrer Umsetzbarkeit bewertet.

6.1 Anforderungen und Annahmen fiir die
Prozessmodellierung

Aus dem vorherigen Kapitel 5 sind die nachfolgenden Effekte bekannt, die ab-
gebildet werden sollten:

¢ Die Bauteildicke ist abhédngig von der Bauteilregion und resultiert im
Wesentlichen aus der Gewebe- und der Metallblechdicke. Diese Annah-
me wird durch die Schliffbilder in Abbildung 5.4 bestétigt. Die Umfor-
mung von Metallblech und Gewebe beginnt vor der Injektion der Ma-
trix, weshalb an der Grenzflache direkter Kontakt zwischen Metallblech
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und Gewebe besteht. Die niedrigviskose Matrix infiltriert die bestehen-
den Hohlrdume und tragt so nicht zur Gesamtdicke bei.

Die Gewebedicke hidngt von dem lokalen Normaldruck ab und kann
durch die Kompaktierungseigenschaften des Gewebes beschrieben wer-
den.

Die Metallblechdicke wird durch den Umformgrad bestimmt, wobei die
Dickendnderung eine Funktion der Haupt- und Nebenformédnderung
ist, siehe Gleichung 4.16 und 4.17.

Der Kontaktdruck zwischen den Gewebelagen und den Metallblechen
kann zur lokalen Plastifizierung des Blechs fithren [121, 122].

Infolge der lokalen Kerbwirkung, durch die Plastifizierung und lokale
Ausdiinnung durch einen hohen Umformgrad, kann das Blech reif3en,
insbesondere in den Radien [121, 122].

Die Bauteilgeometrie erfordert das Nachfliefen von Material. Dieses re-
sultiert entweder aus hohen Normaldehnungen oder einer Relativver-
schiebung der Lagen zueinander oder gegeniiber dem Werkzeug. Wel-
cher Effekt dominiert, hingt von der tangentialen Reibung ab. Diese ist
eine Funktion der Normalkraft und des Reibwerts F(N, ).

Die Reibeigenschaften zwischen den Metallblechen und dem Werkzeug
sowie die Reibung zwischen den Blechen und den Gewebelagen, als
auch die Reibung zwischen den Gewebelagen, sollte abgebildet werden.

Die Reibeigenschaften dndern sich zwischen den Reibpaarungen infol-
ge des Tiefziehprozesses durch die Matrixinjektion und ggf. in Abhan-
gigkeit des lokalen Kontaktdrucks.

Die Relativverschiebung der Gewebe erfordert die Beschreibung der
Gewebeeigenschaften in der Ebene, also das Normaldehnungs- und
Schubverhalten.



6.1 Anforderungen und Annahmen fiir die Prozessmodellierung

Die Relativverschiebung bzw. der Fasereinzug fiihrt zu einem Querkon-
traktionseffekt im Gewebe, das quer zur Einzugsrichtung verformt wird.

Die Injektion der Matrix fiihrt durch hydrostatischen Druckaufbau zur
Umformung der Metallbleche.

Die Matrix infiltriert das Gewebe, welches lokal drapiert und kompak-
tiert wird.

Zur Beschreibung der Infiltration wird die Permeabilitdt des Gewebes in
Dickenrichtung und in der Ebene benétigt, idealerweise in Abhédngigkeit
von der Drapierung und Kompaktierung.

Der In-situ-Hybridisierungsprozess wird bei 80 °C durchgefiihrt, wes-
halb das Metallblech, das Gewebe und die Matrix durch die erhdhte
Temperatur in ihrem Materialverhalten beeinflusst werden kénnen. Bei
den hier verwendeten Werkstoffen kann der Temperatureinfluss auf das
DCO04 Blech und das Glasfasergewebe vernachldssigt werden. Die Re-
aktionskinetik der Matrix ist hingegen stark temperaturabhingig und
beeinflusst die Viskositdt der Matrix mageblich. Zusammen mit der
Gewebepermeabilitidt beeinflusst die Matrixviskositit die Infiltrations-
zeit und somit die Prozesszeit wesentlich.

Aufgrund der Fiille an Anforderungen werden die nachfolgenden Punkte fiir
den Aufbau des numerischen Modells in Abbildung 6.4 berticksichtigt und die

Sensitivitdt in einer Parameterstudie untersucht.

Die Symmetrie des Werkzeugs wird ausgenutzt und ein Viertel wird ab-
gebildet.

Die Werkzeuge werden als Starrkérper angenommen.

Die Schichten, Metallblech und Gewebe, werden vereinfachend als Scha-
len angenommen.

Es wird keine Schidigung abgebildet. Weder fiir die Metallbleche noch
das Gewebe.
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¢ Zeitabhingige Effekte, wie Dehnratenabhéngigkeit, werden vernachlés-
sigt.

¢ Temperaturabhidngige Effekte des Metallblechs, des Gewebes und ins-
besondere der Matrix werden nicht berticksichtigt. Die Modellierung er-
folgt isotherm.

¢ Die Reibung wird fiir eine Reibpaarung als isotrop und als unabhéngig
von dem aktuellen Infiltrations- oder Kontaktdruckzustand angenom-
men.

¢ Die Matrix wird nicht modelliert.
- Die Infiltration des Gewebes kann nicht abgebildet werden.

- Die hydrostatische Umformung des Metallblechs kann nicht abge-
bildet werden.

- Fiir die Modellierung der Matrix als Fluid wird die Eulersche For-
mulierung (Raumfestes KOS) benotigt, welche mit der Lagrange-
schen Formulierung (Elementfestes KOS), fiir die Struktur aus Ge-
webe und Metallblech, gekoppelt wird. Hierbei handelt es sich um
eine Fluid-Struktur-Interaktion (FSI), die sehr rechenaufwendig ist
und auf dem Bauteilma@stab nicht abgebildet werden kann.

- Alternativ wird zur Beschreibung der FSI auf Bauteilebene ein ho-
mogenisiertes Element und Materialmodell benétigt, welches die
Permeabilitdt [159-165] und Kompression der Gewebelagen be-
schreibt. Ein solches Element und Materialmodell sind in ABA-
QUS/Explicit nicht verfiigbar und Gegenstand der Forschung [113,
124, 125].

¢ Da es sich um ein makroskopisches Modell handelt und keine Schadi-
gung modelliert wird, kann die lokale Plastifizierung des Metallblechs
durch die Gewebelagen nicht beschrieben werden und folglich auch
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nicht das reduzierte Umformvermogen der Metallbleche in den Radi-
en.

6.2 Modellaufbau in ABAQUS/Explicit

Der Modellaufbau wird tiber das am FAST-LB entwickelte Python-Plug-in Slow-
Form.PrePost fiir ABAQUS\CAE realisiert, welches in [166] beschrieben ist.
Dies ermoglicht den automatisierten Umformmodellaufbau {iber das Gra-
phical User Interface (GUI) in zwei Schritten. In Schritt eins wird das Werk-
zeugmodell erstellt und in Schritt zwei werden die umzuformenden Lagen er-
stellt (Materialmodelle, Sections, Elemente), korrekt im Werkzeug positioniert
(Stapelfolge, Orientierung), die Interaktionen zwischen den Schichten erstellt
und zugeordnet, die Randbedingungen (Symmetrien, Krifte, Verschiebungen)
aufgeprigt und die Umformschritte (Load Steps) definiert. Der Modellaufbau
wird hierbei liber eine Pre-Datei gesteuert, in welcher die Informationen mo-
dellspezifisch hinterlegt werden.

6.2.1 Abbildung des Werkzeugs und der
Randbedingungen

Die Werkzeuggeometrie ist achsensymmetrisch beziiglich der x- und y-Achse,
weshalb das Viertelmodell in Abbildung 6.1 fiir die numerische Modellierung
aufgebaut wird. Das Werkzeug wird als ideal steif angenommen und fiir die
Kontaktformulierung grob vernetzt. Die Matrize besteht aus 3374 Elementen
(3308 R3D4 + 66 R3D3), der Niederhalter aus 2334 Elementen (2266 R3D4 +
68 R3D3) und der Stempel aus 2415 Elementen (2407 R3D4 + 8 R3D3). Fiir
den Stempel, Niederhalter und die Matrize werden jeweils Referenzpunkte
definiert, an welchen die Randbedingungen, Verschiebungen und Kréfte auf-
gebracht oder ausgelesen werden. Um die numerische Stabilitdt zu erhohen,
werden die bewegten Werkzeuge mit einer Punktmasse versehen, damit keine
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ungewollten Schwingungen wéhrend der Umformung auftreten. In der nume-
rischen Modellierung wird der Stempel bewegt, die Matrize ist fixiert und der
Niederhalter wird ausschlieRlich zum Aufbringen der Niederhaltekraft verfah-
ren. Hierdurch miissen weniger Werkzeugteile bewegt werden, was die nume-
rische Stabilitédt erhoht. In dem realen Umformprozess ist der Stempel unbe-
wegt und Matrize als auch Niederhalter werden synchron zueinander gegen-
iiber dem Stempel verfahren. Dies erfordert eine genaue Regelung des Nie-
derhalters gegentiber der Matrize, um die Niederhaltekraft konstant zu halten.
Alle Kréfte miissen entsprechend der Symmetrie geviertelt und an den Schnitt-
kanten Symmetrierandbedingungen aufgepragt werden. Entlang der x-Achse
sind dies uy = r; = r3 = 0 und entlang der y-Achse werden u; = r, = r3 = 0 fiir
jeden Knoten der Werkzeuge und der Lagen gesperrt.

Abbildung 6.1: Explosionszeichnung des viertel Werkzeugmodells in ABAQUS/Explicit mit Rand-
bedingungen
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6.2.2 Element-, Section- und Materialmodellauswahl

Fiir die Modellierung der Schichten bzw. Lagen sollen Schalenelemente ver-
wendet werden, wie bereits in Abschnitt 6.1 erwdhnt, denn dreidimensiona-
le Volumenelemente sind nicht geeignet, Biegung korrekt abzubilden, da sie
sich zu steif verhalten [167]. Dies bestdtigt die Elementanalyse von Schifer
et al. [168], in der verschiedene Schalen- und Volumenelemente der ABA-
QUS/Explicit Bibliothek hinsichtlich ihrer Eignung fiir Gewebeumformpro-
zesse untersucht werden. In ABAQUS/Explicit stehen die folgenden ‘general
purpose’ Schalenelemente S3, S3R, S3RS, S4, S4R, S4RS, S4RSW, S8R und die
Kontinuumschalenelemente SC6R, SC8R zur Auswahl. Alternativ sind reine
Membranelemente M3D3, M3D4 verfiigbar. Die Nomenklatur ist dabei wie
folgt:

¢ S:=Schale, CS:= Kontinuumschale; M3D:= Membran, dreidimensional

e Nummer:= Anzahl der Knoten;

R:= reduzierte Integration, RS:= reduzierte Integration fiir kleine Deh-
nungen bei groBen Rotationen, RSW:= reduzierte Integration fiir kleine
Dehnungen bei grolen Rotationen mit Zusatztermen fiir numerisch ex-
akte Ergebnisse unter Torsion und Biegung diinner Platten.

Die Schalenelemente basieren auf der Schubdeformationstheorie 1. Ordnung
(FSDT), welche die Deformation durch Biegung und Schub additiv zur Ge-
samtdeformation zusammensetzt. Die Biegedeformation ist ausschlieflich
von den Membraneigenschaften und die Schubdeformation ausschlief8lich
von den transversalen Schubeigenschaften abhingig. Die Schubspannung
wird als konstant tiber den Querschnitt in Dickenrichtung angenommen, wes-
halb Schubkorrekturfaktoren eingefiihrt werden miissen. Die Schalenelemen-
te 'S’ besitzen je Knoten drei Verschiebungsfreiheitsgrade und drei Rotati-
onsfreiheitsgrade, wohingegen die Kontinuumschalenelemente 'CS’ je Knoten
ausschliefflich drei Verschiebungsfreiheitsgrade aufweisen. Beide Schalenele-
menttypen kénnen das Membranverhalten uneingeschriankt abbilden. Bei der
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Beschreibung des Biegeverhaltens gibt es jedoch Unterschiede. Das Biegever-
halten wird bei der Kontinuumschale, durch die ausschlieflichen Verschie-
bungsfreiheitsgrade an den Knoten, mit der transversalen Schubdeformation
gekoppelt. Eine Entkopplung von transversaler Schubdeformation und Biege-
deformation, welche aus den Membraneigenschaften resultiert, ist nicht mog-
lich. Dafiir kénnen Verschiebungen in Dickenrichtung durch die Kontinuum-
schale abgebildet werden. Dies ermdoglicht die Modellierung der Ausdiinnung
der Metallbleche oder die Kompaktierung des Glasfasergewebes. Die Schalen-
elemente 'S’ hingegen, konnen die Effekte in Dickenrichtung (Ausdiinnung,
Kompaktierung) nicht beschreiben und das Membran- und Biegeverhalten
sind standardmiflig gekoppelt. Bei der Modellierung von Umformprozessen
handelt es sich um geometrisch nicht lineare Probleme, weshalb die Schalen-
elemente mit dem Zusatz 'RS’und 'RSW’ nicht geeignet sind, da diese fiir klei-
ne Dehnungen (=linear) formuliert sind. Die Membranelemente M3D4 und
M3D4 bilden ausschlieflich das Membranverhalten ab und miissen ggf. mit
anderen Elementen iiberlagert werden, damit auch die Biegeeigenschaften
beschrieben werden kénnen.

In ABAQUS werden die Materialeigenschaften, in Form des Materialmodells,
nicht direkt dem Element zugewiesen. Die Verkniipfung von Materialmodell
und Element erfolgt tiber den Querschnitt (Section). Im Querschnitt wird das
Materialverhalten in Dickenrichtung spezifiziert. Dies sind die Schalendicke
h, die Querkontraktion in Dickenrichtung v;3 = v23 := vy, der Elastizitdtsmo-
dul in Dickenrichtung E33 und die transversalen Schubsteifigkeiten x;;, 12
und k9, sowie das Integrationsverfahren (Simpson, Gauss) und die Anzahl
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der Integrationspunkte in Dickenrichtung. Es besteht die Moglichkeit ideali-
siertes Membran- oder Biegeverhalten einzustellen, welches jedoch vorinte-
griert wird und wéhrend der Simulation nicht mehr anpassbar ist, dies bedeu-
tet konstantes, lineares Materialverhalten wihrend der numerischen Model-
lierung. In Abbildung 6.2 ist der Einfluss der Querkontraktion v}, auf die Di-
ckendnderung €33 in Abhéngigkeit der Membranflachendnderung A/ Ay dar-
gestellt. ABAQUS berechnet die Dickendnderung von Schalen und Membra-
nen

Vh
£33 =— (€11 +€22) (6.1)
l—Vh
h A\ T
—InlZ] =1L h 6.2
= n(ho) n(Ao) 6.2

unter der Annahme, dass o33 = 0 ist. Darin ist /& die aktuelle und hg die Aus-
gangsdicke, A die aktuelle und Ag die Ausgangsflache und ¢;; die Normaldeh-
nungen mit i = 1, 2, 3. Die Grenzwerte entsprechen dabei keiner Dickendnde-
rung (v = 0) und inkompressiblem Materialverhalten (vy, = 0,5), welches zur
maximalen Dickendnderung fithrt. Die Darstellung zeigt, dass reiner Schub
(pure shear) oder €;; = —&22 zu keiner Dickendnderung fiithren, da das Ver-
haltnis A/ Ap = 1 bleibt.
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Abbildung 6.2: Einfluss der Querkontraktion in Dickenrichtung vy, des Querschnitts
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6.2.2.1 Modellierung des Metallblechs

Das Metallblech wird als isotrop angenommen und elastisch-plastisch durch
Literaturdaten von [169] beschrieben. Hierfiir wird das Johnson-Cook Materi-
almodell verwendet, welches die FlieBspannung

c
k, johnson-Cook = €1 + C2* 51’; (6.3)

durch die logarithmische plastische Dehnung ¢, mit den Konstanten ci, 2
und Cs beschreibt [170]. Alle Materialparameter sind in Tabelle 6.1 aufgefiihrt.
Es werden S3R Schalenelemente verwendet. Der Schubmodul G wird mit der
Isotropie Bedingung aus dem Elastizitdtsmodul E und der Querkontraktion v
berechnet. Fiir die transversalen Schubsteifigkeiten wird der Schubkorrektur-
faktor 2 verwendet.

Tabelle 6.1: DC04 Materialparameter in der Sensivitdtsstudie

Modellparameter Variable Wert Einheit
Elementdicke h 1 mm
Dichte o 7850 kg/ms3
Elastizitdtsmodul E 210 GPa
Querkontraktion v 0,3 -

Transversale Schub- ) 5 .
steifigkeiten K11 = K225 K12 5 G 10 N/mm
Johnson-Cook Plas-

e C1; C2; C3 191,02; 558,57; 0,208 MPa; MPa; -
tizitat
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6.2.2.2 Modellierung des Gewebes

Fiir die Gewebemodellierung ist die Trennung des Membran- und des Biege-
verhaltens in der Literatur etabliert [171], da sich Gewebe nicht wie monolithi-
sche, isotrope Kontinua verhalten. Bei einem monolithischen, isotropen Kon-
tinuum sind die Biegeeigenschaften eine Funktion der Membraneigenschaf-
ten, genauer eine Funktion des Elastizititsmoduls E und der Geometrie bzw.
des Querschnitts. Zweidimensionale technische Gewebe sind hingegen eine
Struktur mit hohen Dehnsteifigkeiten und geringen Biegesteifigkeiten, in Ab-
grenzung zu dreidimensionalen Geweben oder Gestricken. Fiir das Membran-
verhalten werden M3D3 Elemente verwendet und mit S3R Schalenelementen
iiberlagert, deren Biegeeigenschaften im Querschnitt mit Biegeidealisierung
vorintegriert werden, wie in Abbildung 6.4 dargestellt. Die reduzierten Scha-
lenelemente sind numerisch effizienter und stabiler, insbesondere bei grof3en
Deformationen oder Deformationsgradienten, wie sie in Umformsimulatio-
nen auftreten.

Das Gewebe wird in ABAQUS/Explicit durch das implementierte FABRIC Ma-
terialmodell abgebildet, welches einen Cauchy-elastischen Ansatz im kovari-
anten Koordinatensystem, siehe Abschnitt 2.5.2, verwendet. Als Eingabewer-
te werden Spannungs-Dehnungs- bzw. Schubspannungs-Scherwinkel-Daten
benotigt. Das FABRIC Materialmodell berechnet die Deformation jeder Fa-
serrichtung und das Schubverhalten entkoppelt voneinander, es findet kei-
ne Interaktion der Deformationen statt. Die Sensitivitdtsstudie orientiert sich
an den Literaturdaten von Schirmaier [166]. Die Drucksteifigkeit in Faserrich-
tung, der Schubspannungsverlauf, sowie die Biegesteifigkeit werden in drei
Stufen variiert und sind in Tabelle 6.2 bzw. in Abbildung 6.3 zusammengefasst.
In Faserrichtung wird linear-elastisches Verhalten angenommen und die rea-
le Steifigkeit von Glasfasern bzw. von Glasfasergeweben ist deutlich grofer als
die hier angenommenen 1300 MPa. Die geringe Steifigkeit wird aus numeri-
schen Effizienzgriinden (=Berechnungszeit) verwendet. Durch das lineare Ma-
terialverhalten ist die theoretische Skalierung des Ergebnisses am Ende der Be-
rechnung moglich.
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Tabelle 6.2: Gewebe Materialparameter fiir die Sensitivitdtsstudie

Element Modellparameter Variable Wert Einheit
M3D3 Elementdicke h 0,3 mm
M3D3 Dichte 0 2540 kg/ms3
M3D3 Zugsteifigkeit Ez11=Ez2 1300 MPa
M3D3 Drucksteifigkeit Ep11=Epp 0,1;1; 10 MPa
M3D3 Querkontraktion Vh 0; 0,5 -
S3R Elementdicke h 0,3 mm
S3R Dichte o 2540 kg/ms3
S3R Biegesteifigkeit Eg11=Eg22  10;100; 1000 MPa
Transversale Schub-
S3R steifigkeiten K11 =K22; K12 1;0 N/mm
S3R Querkontraktion Vh 0; 0,5 -
10 ' ' ---- Referenz
< —— Referenz-10
E Referenz-100
=i
=
1e]
=]
=
=]
g
joR
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3
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Abbildung 6.3: Schubspannungs-Scherwinkel-Verlauf fiir das FABRIC Modell nach [118]
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6.2.3 Modellierung des Kontakts

ABAQUS/Explicit bietet zwei Kontaktformulierungen, dies sind der CONT-
ACT PAIR und der GENERAL CONTACT Algorithmus. Der CONTACT PAIR
Algorithmus kann lediglich Knoten-zu-Fldche-Kontakt detektieren, wohinge-
gen der GENERAL CONTACT Algorithmus umfangreicher und dadurch ge-
nauer in der Kontakterkennung ist, da dieser Knoten-zu-Fliche, Knoten-zu-
analytische Flache und Kante-zu-Kante-Kontakt detektieren kann. Der GE-
NERAL CONTACT Algorithmus erlaubt automatische Kontakterkennung aller
Elemente, die sich im numerischen Modell befinden, inklusive Selbstkontakt,
ohne dass spezifische Kontaktpaare definiert werden. Dies ist numerisch sehr
aufwendig und kostet Berechnungszeit. Es ist daher méglich, beide Kontaktal-
gorithmen zu kombinieren und zusétzlich Elemente von der Kontaktpriifung
auszuschliel3en.

Im vorliegenden Modellierungsansatz werden zwischen den Lagen und den
Werkzeugen Kontaktpaare {iber den CONTACT PAIR Algorithmus definiert.
Fiir alle anderen Elemente, dies sind insbesondere die innenliegenden Ge-
webelagen, wird der GENERAL CONTACT Algorithmus genutzt, um den Kon-
takt zwischen den Gewebelagen und den Werkzeugen zu beschreiben. Fiir
die Kontakteigenschaften wird in Normalenrichtung ein linearer Federkon-
takt verwendet und in tangentiale Richtung Coulomb’sche Reibung angenom-
men. Fiir die numerische Stabilitit wird der Kontakt geringfiigig geddmpft. Bei
den Kontaktwerten in Tabelle 6.3 handelt es sich um Literaturdaten, wobei die
Parameter in Stufen variiert werden. Fiir den Kontakt in Normalenrichtung
gilt, dass je hoher dieser ist, desto weniger Durchdringung der Kontaktpartner
stattfindet, jedoch steigt mit der Kontaktsteifigkeit auch der numerische Be-
rechnungsaufwand in Form kleinerer stabiler Zeitinkremente. Es wird daher
versucht, eine moglichst geringe Kontaktsteifigkeit zu finden, die akzeptable
Durchdringungen und Berechnungszeiten liefert.
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Tabelle 6.3: Kontaktparameter fiir die Sensitivitatsstudie

Modellparameter Variable Wert Literatur
qumale Kontaktsteifig- o 2000 MPa )

keit

Stahl-Stahl Reibung MMM 0,01;0,10; 0,20  [156, 172-174]
Stahl-Gewebe Reibung UM,G 0,10; 0,25; 0,40 [175]
Gewebe-Gewebe Rei-

bung HG,G 0,16; 0,33; 0,41 [176]

6.3 Sensitivitatsstudie

In der Sensitivitdtsstudie soll der Einfluss von Tiefziehparametern, wie der
Niederhaltekraft und der Reibung zwischen den Werkzeugen und den Lagen,
sowie der Einfluss der Materialmodellierung des Gewebes untersucht werden.
Hierfiir werden die Materialparameter der vorherigen Abschnitte verwendet
und in den dort angegebenen Bereichen bzw. Stufen variiert. Fiir das Gewe-
be wird der Einfluss der Orientierung untersucht. Es werden Stapel aus drei
Lagen, mit einer einheitlichen Orientierung des Stapels von (0,90)° und +45°,
untersucht. Zusitzlich soll der Einfluss der Niederhaltekraft und die ange-
nommene doppelte Achsensymmetrie auf das Umformergebnis untersucht
werden. Die Niederhaltekraft in den realen Umformungen betrdgt 160 kN,
vergleiche Tabelle 3.1. In der Sensitivitdtsstudie wird die Niederhaltekraft zwi-
schen 40 kN, 160 kN und 640 kN variiert, wobei lediglich ein Viertel der Kraft
auf das Modell, aufgrund der Symmetrierandbedingung, aufgebracht wird.
In den folgenden Abbildungen und im Text wird jedoch auf die vollstdndi-
ge Niederhaltekraft Bezug genommen. Die Abmessungen des Blechs und des
Gewebezuschnittes betragen 400 mm x 350 mm bzw. 500 mm x 400 mm,
mit 70 mm tiefen 45°-Phasen an den Ecken. Die Niederhaltekraft wirkt auf
eine Fliche von Ang = 82621,6 mm?, woraus sich die Flachenpressungen
pna(N = 40kN) = 0,48 MPa, pna(N = 160kN) = 1,94 MPa und pnu(N =
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6.3 Sensitivitdtsstudie

640 kN) = 7,75 MPa ergeben. Das numerische Modell ist in Abbildung 6.4 dar-
gestellt, wobei die Randbedingungen aus Abbildung 6.1 gelten, auf deren Dar-
stellung hier aus Griinden der Ubersichtlichkeit verzichtet wird. Die Ziehtiefe
aller Umformungen betragt 45 mm. Fiir die Darstellung der Ergebnisse wird
die unterste Metallblechlage oder die mittlere Gewebelage betrachtet bzw.
dargestellt bei einer Ziehtiefe von 45 mm. In der Modellierung wird die unters-
te Metallblechlage betrachtet, da hier die Vergleichsforménderung am grofSten
und somit am kritischsten ist. In der experimentellen Umformung entspricht

dies der obersten Metallblechlage. Die mittlere Gewebelage wird betrachtet,
da diese sich genau in der theoretischen Mitte des Laminats befindet. Als Re-
ferenzwerte, wenn nicht anders angegeben, werden die fett gedruckten Werte

verwendet.
Metallblech: Ay Gewebe: Ay by
2D-Schale 3 2D-Membran 34
S3R Element M3D3 Element e
X ¥ X, dg
---p -
1 2 2D-Schale 1 2

S3R Element mit
Biegeidealisierung

Ziehtiefe

Abbildung 6.4: Explosionszeichnung des Viertelmodells in ABAQUS/Explicit mit den verwende-
ten Elementtypen
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6 Entwicklung des numerischen Modells fiir den In-situ-Hybridisierungsprozess

6.3.1 Sensitivitiat der Symmetrierandbedingung

In Abbildung 6.5 sind die Umformergebnisse des Vollmodells in (a) und (b) im
Vergleich zu den Ergebnissen des Viertelmodells in (c) und (d) dargestellt. Die
Symmetrierandbedingungen weisen ausschlielich bei den Lagen mit (0,90)°-
Orientierung in (c) einen Einfluss auf. Entlang der Symmetrieebenen sind
leichte Scherbidnder zu erkennen. Durch die Umformung weicht die Faser-
orientierung von der urspriinglichen parallelen Orientierung zur Symmetrie-
ebene ab, wodurch leichte Scherbidnder entstehen. Diese sind als numerische
Artefakte zu interpretieren und mit ausreichendem Abstand von den Sym-
metrieebenen ist keine Beeinflussung des Umformergebnisses festzustellen.
Werden genaue Ergebnisse entlang der Symmetrieebenen benétigt, so sollte
ein Vollmodell berechnet werden, insbesondere, wenn die Faserorientierung
parallel zur Symmetrieebene verlduft. Fiir die weiteren Betrachtungen wird
folglich das Viertelmodell genutzt und mit ausreichendem Abstand (drei bis
vier Elementbreiten) entlang der Symmetrieebenen interpretiert.

Symmetrie: Vollmodell o4 Symmetrie: Vollmodell __
Stapelfolge: [DC04, (0,90),(0,90)]s  ¥»90°] Stapelfolge: [DC04, +45, +45]

l (@)

(©)
L —

e it
\///—4|
L

=279 27°

Symmetrie: Viertelmodell _ﬂ’ﬂﬁo Symmetrie: Viertelmodell
Stapelfolge: [DC04, (0,90), (0,90)]s Scherwinkel y  Stapelfolge: [DCO04, £45, +45]s

Scherbander

Metallblechkontur

Abbildung 6.5: Einfluss der Symmetrierandbedingungen auf das Umformergebnis nach [118]
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6.3 Sensitivitdtsstudie

6.3.2 Sensitivitit der Niederhaltekraft

Die Abbildungen 6.6 (a) und (c) sind unverdndert gegeniiber der Abbildung 6.5
und dienen als Referenz fiir die um ein Viertel geringere Niederhaltekraft in (b)
und die um den Faktor vier grolere Niederhaltekraft in (d). Die geringere Nie-
derhaltekraft vergroflert den Fasereinzug an den Symmetrieebenen, wodurch
der Gradient der Scherung im Gewebe zunimmt und fldchige Scherbandzo-
nen entstehen. Dies fithrt zu geringeren Normaldehnungen in den Kett- und
Schussrovings entlang der 0°- und 90°-Orientierung, siehe Abbildung 6.7 (b)
und (c). Mit steigender Niederhaltekraft sinkt der Fasereinzug entlang der
Symmetrieebenen und die gréeren Normaldehnungen reduzieren die leich-
ten Scherbander, welche in (a) und (c) entlang der x-Achse zu erkennen sind.
Die hohere Niederhaltekraft erhéht die Vergleichsform@nderung im Stempel-
boden (vgl. Abbildung 6.7 (a) und (b)) und fiihrt zu groSeren Gewebedehnun-
gen im Matrizeneinlaufradius und Stempelboden (vgl. Abbildung 6.7 (c) und
(d)).

Symmetrie: Vollmodell N Symmetrie: Viertelmodell
Stapelfolge: [DC04, (0,90),(0,90)]s  ¥» 90 Stapelfolge: [DC04, (0,90), (0,90)]s
Niederhaltekraft: 160 kN - Niederhaltekraft: 40 kN

Scherband-
zonen

( o~

(a)i(b) ]

[ @ X0
. 2B
|
\ i
—— T — >  Metallblechkontur
27927 Niederhaltekraft: 640 kN

Niederhaltekraft: 160 kN
Symmetrie: Viertelmodell .mc Symmetrie: Viertelmodell
Stapelfolge: [DC04, (0,90), (0,90)]s Scherwinkel y Stapelfolge: [DCO04, (0,90), (0,90)]s

Abbildung 6.6: Einfluss der Niederhaltekraft auf das Umformergebnis nach [118]
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Vergleichsformidnderung ¢y in -

Vergleichsformidnderung ¢y in -
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(a) Blechdehnung in 0°-Richtung
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\\\ \
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Position x in mm

(b) Gewebedehnung in 0°-Richtung

Metallblechkontur
Matrizeneinlaufradius
Stempelradius |
0,20 —L . .
0,15 -
0,10 -

50 100 150
Position y in mm
(d) Gewebedehnung in 90°-Richtung

Abbildung 6.7: Einfluss der Niederhaltekraft auf die Vergleichsformdnderung des unteren Metall-
blechs und die Dehnung der mittleren Gewebelage
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6.3 Sensitivitdtsstudie

6.3.3 Sensitivitidt der Reibeigenschaften

Der Verlauf der Vergleichsformidnderung des unteren Metallblechs und die
Dehnung der mittleren Gewebelage in 0°- und 90°-Richtung sind in Abbil-
dung 6.8 dargestellt. Die Dehnung des Gewebes in Faserrichtung wird mag-
geblich von dem Reibwert zwischen Metallblech und Gewebe beeinflusst, al-
le anderen Reibpaarungen besitzen einen untergeordneten Einfluss. Ledig-
lich sehr geringe Reibwerte zwischen Metallblech und Werkzeug wirken sich
merklich positiv auf die Gewebedehnung aus. Je niedriger die Dehnung der
Gewebelage in Faserrichtung ausféllt, desto grof3er ist das Umformvermogen
und Schidigung bzw. Reilen der Gewebelage kann vermieden werden. Ge-
ringe Gewebelagendehnungen sind daher als positiv und hohe Dehnungen
als negativ zu bewerten. Das Umformvermdgen der Metalllagen kann mit ei-
nem moglichst geringen Reibwert gegeniiber dem Werkzeug gesteigert wer-
den. Ein geringer Reibwert zwischen Metallblech und Gewebe beeinflusst den
Vergleichsumformgrad leicht negativ, sodass groere maximale Umformgra-
de im Matrizeneinlaufradius auftreten. Die Umformung des Gewebes und der
Metallbleche ist in 0°-Richtung kritischer als in 90°-Richtung, da hier deut-
lich gréRere Vergleichsumformgrade bzw. Dehnungen auftreten, welche auch
stdarker von der Reibung beeinflusst werden.
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Abbildung 6.8: Einfluss des Reibwerts auf die Vergleichsforméanderung des unteren Metallblechs
und die Dehnung der mittleren Gewebelage
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6.3.4 Sensitivitiat der Gewebeeigenschaften

Die Druck- und Biegeeigenschaften des Gewebes beeinflussen die Bildung von
Scherbiandern und Falten aulerhalb der Metallbleche. Mit sinkender Biege-
steifigkeit treten in Abbildung 6.9 (a) mehr Falten auf, wohingegen mit zuneh-
mender Biegesteifigkeit die Faltenbildung in (b) komplett unterdriickt wird.
Eine Gewebedrucksteifigkeit von 13 MPa fiihrt in (d), bei den gew&hlten Ge-
webematerialparametern, bereits zu starker Scherbandbildung. Diese Form
der Scherbdnder sind als numerische Instabilitdt bzw. als physikalisch nicht
sinnvoll zu interpretieren, da zwei benachbarte Elemente stark entgegenge-
setzte Scherwinkel aufweisen. Mit zunehmender Schubsteifigkeit nehmen in
Abbildung 6.10 (b) die Scherzonen ab. Die 100-fache Schubsteifigkeit gegen-
uber der Referenz fiihrt in (d) zu starker Faltenbildung des Gewebes an der
Metallblechkante. Die Dehnungsverldufe der Membrangewebedehnungen in
Abbildung 6.11 werden nicht von der Querkontraktion in Dickenrichtung vy
beeinflusst.

Symmetrie: Viertelmodell Symmetrie: Viertelmodell

Stapelfolge: [DC04, (0,90), (0,90)]s > 90° Stapelfolge: [DC04, (0,90), (0,90)]s
Blegung EB 1= EB 22 = 10 MPa 2 B - Blegung EB 11 = EB 22 = 1000 MPa
Druck: EDH_EDzz_lsMPa _.Q __ Druck: EDH—EDZZ_IS’MPa
S ui
Falten | NS
\ ( | | \
| r_—_ :‘
N = sfloss @b
{ | (c)(d)
\-—— 1—4 |
o Y |
A Scherbénder /
oy U i LU " Metallblechkontur
Druck: Ep 11 = Ep2 =0,13MPa . ~ Druck: Ep 11 = Ep22 = 13 MPa
Biegung: Ep 11 = Ep 22 = 100 MPa -27% 27 Biegung: Ep, 11 = Ep 2o = 100 MPa
Symmetrie: Viertelmodell o 4(° Symmetrie: Viertelmodell

Stapelfolge: [DC04, (0,90), (0,90)]s écherwinkely Stapelfolge: [DCO04, (0,90), (0,90)]s

Abbildung 6.9: Einfluss der Druck- und Biegeeigenschaften des Gewebes auf das Umformergeb-
nis nach [118]
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Abbildung 6.10: Einfluss der Schubeigenschaften des Gewebes auf das Umformergebnis

nach [118]
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Abbildung 6.11: Einfluss der Querkontraktion in Dickenrichtung vy, auf die Dehnung der mittle-

ren Gewebelage
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6.4 Diskussion des Modellierungsansatzes

In der Sensitivitdtsstudie wirkt sich die Variation der Niederhaltekraft auf die
Dehnungen der Metallbleche und Gewebelagen im Stempelboden und dem
Flansch aus. Gegeniiber der Referenzniederhaltekraft von 160 kN fiihrt eine
Erh6hung der Niederhaltekraft zu h6heren Dehnungen im Stempelboden, wo-
durch das Umformvermdogen des Blechs und der Gewebelagen reduziert wer-
den, da Zugversagen wahrscheinlicher wird. Bei gleichbleibenden tangentia-
len Reibwerten fithren hohere Niederhaltekrifte zu gréBeren Reibkraften, wel-
che dem Blech- und Fasereinzug entgegenwirken und somit zu gréBeren Zug-
kréften in den Lagen fithren. Grof3e Zugkrifte innerhalb der Blech- und Ge-
webelagen sind hierbei nicht grundsétzlich als negativ zu bewerten, da diese
der Faltenbildung bzw. dem Beulen des Metallblechs entgegenwirken. In Ab-
bildung 6.12 ist die Hauptformédnderung iiber der Nebenforméanderung aufge-
tragen und die zuldssige Grenzformédnderung eingezeichnet. Die dargestellten
Grenzforménderungen wurden nach der Methode von Mennecart et al. [121]
bestimmt, wobei die durchgezogene Linie die ungeschadigte DC04 Formén-
derungskurve darstellt und die Strichpunktlinie die durch Gewebekontakt ge-
schidigte DC04 Forménderungskurve.Hierin ist deutlich zu erkennen, dass
mit zunehmender Niederhaltekraft die Neigung zur Faltenbildung (¢; = —¢2)
reduziert wird und die Streckziehanteile (¢; = ¢2) im Stempelboden zuneh-
men.

Die Auspragung der resultierenden Reibkraft wird vom Reibwert der Reibpaa-
rung beeinflusst. Die Reibpaarungen mit dem gré3ten Einfluss auf die Deh-
nungen, innerhalb der Sensitivitdtsstudie, sind die Metall-Metall Reibpaarung
(Werkzeug-Metallblech) und Metall-Gewebe Reibpaarung. Bei der experimen-
tellen Charakterisierung der Reibeigenschaften sollte diese priorisiert und in
einem weiten Parameterbereich untersucht werden. Der gew#hlte Modellie-
rungsansatz legt nahe, dass die Reibpaarung zwischen den Gewebelagen von
untergeordneter Bedeutung ist. Die Gewebelagen gleicher Orientierung ver-
halten sich wie eine einzelne Lage und zwischen den Gewebelagen findet
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Grenzformidnderung
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Abbildung 6.12: Einfluss der Niederhaltekraft auf die Formédnderung des unteren Blechs

kaum bis keine Relativverschiebung statt. Dies sollte durch experimentelle
Charakterisierung tiberpriift werden.

Die Steifigkeitsverhéltnisse der untersuchten Gewebeparameter sind in Tabel-
le 6.4 aufgefiihrt. Als Referenz dienen die Verhéltnisse in der ersten Zeile, wel-
che sich aus den mittleren Werten der Sensitivitidtsstudie ergeben. Die Schub-
steifigkeit wird fiir einen Scherwinkel von 20° berechnet. In der Sensitivitéts-
studie werden die Deformationsmoden Falten- und Scherbandbildung beob-
achtet. Die Falten treten mehrheitlich in 90°-Richtung durch den Faserein-
zug auf (vgl. Abbildungen 6.9 (a) & (d), 6.10). Aus dem Fasereinzug resultie-
ren Zugdehnungen in der 90°-Orientierung und Druckdehnungen in der 0°-
Orientierung des Gewebes. Der biaxiale Dehnungszustand verdichtet die Ro-
vings in Querrichtung, der Abstand zwischen den Rovings wird kleiner, bis
diese sich beriihren, wie in Abbildung 6.13 schematisch dargestellt. In dem
numerischen Modell wird dies durch die Drucksteifigkeit der Rovings ausge-
driickt, da die Einheitszelle des Gewebes als Kontinuum betrachtet wird. Wird
die Drucksteifigkeit verhéltnismafig zu grofd gewdhlt (Faktor 10 groBer als die
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up up

e < — P
b Ve

(a) Initialer Zustand (b) Deformierter Zustand

Abbildung 6.13: Schematische Gewebedeformation durch Fasereinzug in 90°-Richtung

Referenz), so fithrt dies zur Ausbildung von Scherbé@ndern, wie sie in Abbil-
dung 6.9 (d) zu sehen sind. Als Ursache fiir dieses ungiinstige Deformations-
verhalten wird vermutet, dass die bendétigte Energie zur Stauchung des Ele-
mentes grofer ist, als jene Energie zur Scherung des Elementes, weshalb das
Element nicht weiter unter Stauchung, sondern Scherung deformiert.

Das Biegeverhalten der Gewebelagen kann nahezu vernachldssigt werden,
da es das Umformergebnis ausschlieflich aullerhalb der Metallbleche be-
einflusst. Die hohe Steifigkeit der Metallbleche in Dickenrichtung wirkt als
Randbedingung auf die Gewebe, wodurch jegliche Faltenbildung im Gewe-
be unterdriickt wird. Das Umformverhalten des Gewebes wird deshalb durch

Tabelle 6.4: Verhéltnisse der untersuchten Biege-, Druck- und Schubsteifigkeiten

Egl/Eg Epl/Eg Eg/Ep

Modell K ) . Deformationsmodus
ino ino in -

6.5, 6.6,6.10 (a) & (¢ 53,87 0,70 76,92 -

6.9 (a) 539 0,70 7,69 Falten

6.9 (b) 538,68 0,70 769,23 -

6.9 (¢ 53,87 0,07 769,23 -

6.9 (d) 53,87 7,00 7,69 Scherband, Falten

6.10 (b) 539 0,07 76,92 Falten

6.10 (d) 0,54 0,01 76,92 Falten
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die Membraneigenschaften bestimmt. Der Modellierung des Membranverhal-
tens sollte besondere Aufmerksamkeit gewidmet werden. Das gewihlte FA-
BRIC Materialmodell in ABAQUS/Explicit bildet die Normaldehnungen und
das Schubverhalten entkoppelt ab, wodurch die Querkontraktion des Gewe-
bes beim Fasereinzug nicht bertiicksichtigt werden kann. Die Kopplung der
Normaldehnungen der Rovingrichtungen, sowie die Kopplung zwischen den
Rovingrichtungen und dem Schubverhalten, sollten abgebildet werden kén-
nen. Hierfiir werden experimentelle Daten mit verschiedenen Dehnungsver-
hiltnissen bendotigt.

Der gewihlte Modellierungsansatz kann Dickendnderungen lediglich iiber die
Querkontraktion in Dickenrichtung vy, abbilden. Die berechneten Dehnungen
des FABRIC Materialmodells werden nicht von der Dickendnderung beein-
flusst, wie in Abbildung 6.11 gezeigt. Zusétzlich kann die Kompaktierung und
somit der FVG des Gewebes nicht abgebildet werden. Hierfiir wird ein dreidi-
mensionales Element mit Formulierung in Dickenrichtung benétigt. Das Ma-
terialmodell der Metallbleche wird durch die berechnete Dickendnderung der
Querkontraktion beeinflusst. Die Vergleichsforméanderung beriicksichtigt alle
drei Formdnderungen (Hauptformédnderung ¢,, Nebenforménderung ¢, und
Dickenforméanderung ¢s3), jedoch erscheint die numerisch berechnete Ver-
gleichsformdnderung zu gering gegeniiber den gemessenen Vergleichsform-
dnderungen. Dies wird auf die homogenisierte, projizierte Kontaktflache zwi-
schen Metallblech und Gewebe zuriickgefiihrt. In den experimentellen Ver-
suchen ist der lokale Kontaktdruck viele GréBenordnungen héher (100 MPa
bis 400 MPa gegeniiber 2 MPa), weshalb das Metallblech lokal plastifiziert
und stirker ausdiinnt [121, 122]. Dieser Effekt sollte durch geeignete Mate-
rialdaten berticksichtigt werden, indem z.B. Zugversuche an vorgeschéddigten
DCO04-Probekorpern durchgefithrt werden und die hieraus gewonnenen Flie3-
kurven als Eingangsparameter fiir das Materialmodell verwendet werden. Zu-
sdtzlich flihrt der Fluiddruck durch die Matrix zur Blechdeformation, wie in
Abschnitt 5.1 beschrieben. Da es sich um isostatischen Druck handelt, fiihrt
dieser zu einem zusitzlichen biaxialen Zugspannungszustand im Metallblech,
welcher das Formanderungsvermdogen reduziert. Dies sollte zukiinftig in der
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6.4 Diskussion des Modellierungsansatzes

Prozessmodellierung beriicksichtigt werden durch die Abbildung der homo-
genisierten Matrix in Form eines Darcy-Elements, wie von Poppe et al. [124,
125, 162] beschrieben oder durch die Uberlagerung des Umformschritts mit
einem statischen Druckfeld, welches auf die innere Fliche des dulleren Me-
tallblechs wirkt, wie in Abbildung 5.9 dargestellt.
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7 Anwendung des numerischen
In-situ-
Hybridisierungsprozessmodells
mit hyperelastischem
Gewebemodell

Das vorherige Kapitel ,, Entwicklung des numerischen Modells fiir den In-situ-
Hybridisierungsprozess“ hat gezeigt, dass das Materialverhalten des Gewe-
bes unzureichend durch das implementierte FABRIC Materialmodell in AB-
AQUS/Explicit beschrieben wird. In diesem Kapitel wird ein hyperelastisches
Gewebemodell entwickelt, welches das Materialverhalten der Rovingrichtun-
gen und die Beanspruchungszustdnde unter Zug, Druck und Schub koppelt.
Das Materialmodell wird zuerst numerisch verifiziert und anhand von Lite-
raturdaten im Gewebezugversuch validiert. Fiir die Modellierung des In-situ-
Hybridisierungsprozesses werden die mechanischen Eigenschaften der Konsti-
tuenten, sowie die Eigenschaften deren Interaktionen, benotigt. Hierzu wer-
den am DC04 Blech Warmzugversuche und am Glasfasergewebe Zug-, Druck-
und Schubversuche durchgefiihrt, mit denen das hyperelastische Gewebe-
modell parametrisiert wird. Die Interaktionen werden durch die tangentia-
len Reibeigenschaften beschrieben, die durch zwei Reibversuchsmethoden,
den Gleitschlittenversuch und den Streifenziehversuch, charakterisiert wer-
den. AbschlieBend werden die Charakterisierungsergebnisse verwendet, um
den In-situ-Hybridisierungsprozess mit realen Material- und Reibeigenschaf-
ten abzubilden.
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Gewebemodell

7.1 Hyperelastisches Gewebemodell mit
Kopplungen

Aufgrund der zweidimensionalen Struktur des Gewebes wird angenommen,
dass ein ebener Spannungszustand vorliegt. Geschwindigkeitsabhidngige, tem-
peraturabhiingige oder chemische Anderungen der mechanischen Eigenschaf-
ten werden in diesem Modell nicht beriicksichtigt. Das Modell wird jedoch
so formuliert, dass es jederzeit um diese Effekte erweitert werden kann. Ba-
sierend auf diesen Annahmen wird ein modulares makroskopisches Materi-
almodell im Rahmen der Hyperelastizitidt entwickelt, welches in [61] verdf-
fentlicht ist. Hierbei wird keine Energiedissipation angenommen und somit
wird die gesamte Verzerrungsenergie in der Verformung gespeichert. Diese
Annahme ist fiir nicht zyklische Verformungen zuldssig [69]. Fiir die gesamte
Verzerrungsenergiedichte Wges wird angenommen, dass diese in einen zug-
druckabhingigen Anteil Wzp und einen schubabhingigen Anteil Wy zerlegt
werden kann. Diese Terme miissen Funktionen der verwendeten Invarianten
14, Is und I sein und werden in den folgenden Abschnitten definiert.

7.1.1 Zug-Druck-Verhalten

Fiir die zug-druckabhingige Verzerrungsenergiedichte Wzp wird angenom-
men, dass diese in zwei Komponenten Wzp, und Wypp aufgeteilt werden
kann. Diese stellen die in der Verformung gespeicherte Verzerrungsenergie-
dichte der Faserrichtungen a bzw. b dar. Weiterhin wird angenommen, dass

132
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die Verzerrungsenergiedichte fiir positive und negative Dehnungen nicht sym-
metrisch ist. Folglich ist eine Fallunterscheidung notwendig:

WZ,a + WZ,b flirI,>1und Ig>1

WZ,a + WD,b flirly>1und g <1
Wzp Iy, I) = § (7.1
Wpa + WZ,b flir[y<lund Ig>1

Wpa+Wpp flirly<lundg=<1.

Wie in Abbildung 2.2 dargestellt, l4sst sich die typische Spannungs-Dehnungs-
Kurve unter uniaxialem Zug in zwei Zonen unterteilen. Um die Ondulations-
interaktion (im engl.: Crimp-Interchange) beschreiben zu kénnen, wird eine
quadratische Funktion der Form

~ 2
07, =6i1€5;+8i2€ii (7.2)

verwendet, mit den Parametern ¢;; und ¢;» und i = a, b. Bei Bildung der
Stammfunktion nach der Lingsdehnung ¢;; und mit Gleichung 2.22, ergeben
sich die folgenden Verzerrungsenergiedichten in Abhéngigkeit der Invarianten

Wza = ca1(WIs—1°+cap (/14— 1)? (7.3)
Wzp = oi(VIs—1*+cp2(v/Ts - D% (7.4)

Die Parameter ¢;; und c;» kénnen durch uniaxiale Zugversuche bestimmt
werden. Aufgrund von Faser-Faser-Wechselwirkungen in einem Gewebe indu-
ziert die Dehnung entlang einer Faserrichtung auch Dehnungen in die andere
Faserrichtung, welches dem Effekt einer Querkontraktion in einem homoge-
nen Kontinuum entspricht. Es wird daher angenommen, dass positive Quer-
dehnungen die Langsdehnung behindern, also mehr Energie fiir die Verzer-
rung aufgewendet werden muss [36, 55]. Negative Querdehnungen hingegen
reduzieren die bendtigte Verzerrungsenergiedichte in Langsrichtung, jedoch
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kann die Verzerrungsenergiedichte nicht unter das Niveau der Verzerrungs-
energiedichte eines nicht ondulierten Rovings in Lingsrichtung sinken. Der
uniaxiale Zugversuch in Langsrichtung eines Gewebes beinhaltet die benétig-
te Verzerrungsenergiedichte fiir die Streckung der Lings- und die Stauchung
der Querrovings. Die folgenden Faktoren werden eingefiihrt, um dieses Ver-

halten zu modellieren:
kma = (=coexp(casV/Tg=1)+cas 7.5)
kzpp = (1——cb4)exp(cb3(\/7_—-IU-+CbA. (7.6)

Der Zug-Druck-Parameter c; 4 darf nur Werte zwischen 0 und 1 annehmen.
Hierin bedeutet 0 eine vollstindige Reduzierung der Verzerrungsenergiedich-
te fiir Lingszug bei negativer Querdehnung bzw. 1 keine Reduzierung. Wih-
rend der Zug-Druck-Parameter c; 4 die Abnahme fiir negative Dehnungen be-
grenzt, charakterisiert der biaxiale Kopplungskoeffizient c; 3 die Wechselwir-
kung zwischen den beiden Faserrichtungen. Der Exponentialausdruck nimmt
fiir negative Dehnungen positive Werte < 1 an, was zu einer Verringerung der
Verzerrungsenergiedichte fiihrt. Fiir positive Dehnungen nimmt der Exponen-
tialausdruck positive Werte > 1 an, die Verzerrungsenergiedichte wird vergré-
Bert. Die Faktoren kzpa, und kzpp sind folglich immer positiv, wie der Ver-
lauf in Abbildung 7.1 schematisch zeigt. Beide Parameter konnen durch ex-

0 7 2,0
. 100 Ciz=
" o o s
g10 D | - SN
V=== H Bl
05 05
N ‘ ) 1
004 002 0 002 004 S0 00z 0 o6z oo

Dehnung ¢ in -

(a) Konstante Ci3

Abbildung 7.1: Einfluss der Konstanten ¢; 3 und c; 4 auf den Zug-Druck-Faktor kzp ;
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7.1 Hyperelastisches Gewebemodell mit Kopplungen

perimentelle Daten von zweiachsigen oder einachsigen Versuchen mit Quer-
kontraktion bestimmt werden. Die entsprechenden Verzerrungsenergiedich-
ten sind

Wz,a Wyz,a-kzpa (7.7)
Wz = Wzp-kzpp. (7.8)

In Umformprozessen von Geweben mit doppelt gekriimmten Radien treten
Streckungen in eine Faserrichtung und Stauchungen in die andere Faserrich-
tung auf. Die Stauchungen in der Ebene begiinstigen bei freien Umformungen
von Geweben Faltenbildung in Dickenrichtung. Die Faltenbildung in Dicken-
richtung kann begrenzt oder vollig unterdriickt werden durch steife Grenzfla-
chen, wie z.B. grof$flachige Niederhalter, Werkzeugoberflachen oder Metallla-
gen bei der FML-Umformung. Fiir das Materialverhalten von Geweben unter
Druckbeanspruchung in der Ebene sind keine publizierten experimentellen
Studien bekannt. Es wird angenommen, dass Querdehnungen keinen Einfluss
auf das Langsdruckverhalten haben, da unter Druck keine Ondulationsinter-
aktion zu erwarten ist. Die lineare Korrelation zwischen der Spannung und der
Dehnung

Op,i =&i5€ii (7.9)

wird angenommen, worin ¢;5 eine Konstante mit i = a, b ist. Woraus sich
die entsprechenden Verzerrungsenergiedichten beider Faserrichtungen in Ab-
héngigkeit von den Invarianten aus Gleichung 2.22

Wpa = Cas(V/Ii—1)? (7.10)
Wop = cbos(v/Ig—1)? (7.11)

ergeben, mit i = a, b. Die Parameter c; 5 sind proportional zur Drucksteifigkeit
der Gewebestruktur und ihre Zahlenwerte kénnen aus Druckversuchen in der
Gewebeebene gewonnen werden.
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7.1.2 Kombiniertes Normal-Schub Verhalten

Schub erméglicht groBe Verformungen bei vergleichsweise kleinen Faserdeh-
nungen und ist daher der dominierende Verformungsmechanismus in Gewe-
ben [46]. Fiir die Formulierung der schubabhéngigen Verzerrungsenergiedich-
te ist die korrekte Beschreibung der reinen Schubverformung wesentlich. Ein
Polynom dritten Grades

15 = &1y +Es 2y +Es 37> (7.12)

wird gewihlt, um dieses Verhalten zu beschreiben, was zu der entsprechenden
Verzerrungsenergiedichte fiihrt

1 2 1 3 1 4
Ws=—cs11Iig+ - csaljg+ —cs3ljg. (7.13)
2 3 4

Der Scherwinkel wird durch die Invariante I}y aus Gleichung 2.37 ersetzt.
Die Parameter konnen mit Hilfe von Picture-Frame- oder Bias-Extension-
Versuchen bestimmt werden.

Experimentelle Untersuchungen zeigen, dass Membranspannungen auch das
Scherverhalten von Geweben beeinflussen. Positive Faserdehnungen fiihren
bei gegebener Schubverformung zu erh6hten Schubspannungen [46, 47]. Es
wird angenommen, dass negative Faserdehnungen die notwendige Energie
verringern, um eine gegebene Schubverformung zu erreichen, da die Kontakt-
krafte an den Rovingkreuzungspunkten reduziert werden. Daher werden fiir
jede Rovingrichtung zwei Kopplungsterme eingefiihrt, die das Schubverhal-
ten unter Membranspannung oder -kompression fiir diese Richtung beschrei-
ben. Je nach vorliegendem Lastfall wird die Verzerrungsenergiedichte ent-
sprechend angepasst. Sind keine Membrandehnungen vorhanden, beeinflus-
sen die Terme das reine Schubverhalten nicht. Die Parameter kénnen durch
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Picture-Frame oder Bias-Extension-Versuche mit vorgespannten Rovings er-
mittelt werden. Fiir positive Dehnungen wird die zusétzliche Verzerrungsen-
ergiedichte durch

1

Wsza = ngOCsz,a(L;—l)2 (7.14)
1 3 2

Wszp = gllocSZ,b(IB—l) (7.15)

ausgedriickt, mit dem Zug-Schub-Parameter sz ;. Bei Vorliegen negativer Deh-
nungen reduziert sich die Verzerrungsenergiedichte durch Multiplikation mit
den Exponentialfaktoren

kspa = exp(cspalls—D) (7.16)
kspp = explcspp(ls—1)°) 7.17)

die den Druck-Schub-Parameter csp; enthalten. Eine einfache subtraktive
Reduktion kénnte zu negativen Verzerrungsenergiedichten fithren. Um eine
sanfte asymptotische Reduktion der Verzerrungsenergiedichte zu gewéhrleis-
ten, ohne einen Wert von 0 oder darunter zu erreichen, wird eine Multiplikati-
on gewdhlt. Der Exponentialterm garantiert, dass der Ausdruck bei negativen
Normaldehnungen Werte zwischen Null und Eins annimmt.
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7.1.3 Gesamtes Materialverhalten

Die Gesamtverzerrungsenergiedichte setzt sich additiv aus den in den voran-
gegangenen Abschnitten beschriebenen Gleichungen zusammen:

Wz,a+Wzp +Ws+Wsza+Wszp fliry>1und Ig>1

Wza+Wpp + (WS + WSZ,a) ~kspp flirly>1lundIg=<1
Wees = 3 (7.18)
Wha+ Wy + (Ws + Wszp) - kspa  filr Iy <1 und I > 1

Wpa + WD,b + Ws - kSD,a - ksp b flir [y <lund Ig<1.

Die entsprechenden Verzerrungsenergiedichten sind qualitativ als Funktion
der Invarianten I; und I in Abbildung 7.2 fiir ausgewdhlte Scherwinkel I
dargestellt. Die fetten Linien I, = 1 und I3 = 1 stellen eine uniaxiale Beanspru-
chung entlang der Rovingorientierungen a bzw. b dar.

ot

Verzerrungsenergiedichte Wges

I < =l

Abbildung 7.2: Qualitative Verzerrungsenergiedichte in Abhdngigkeit der Invarianten I, Ig und
I g nach [60, 61]

Iy
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7.1 Hyperelastisches Gewebemodell mit Kopplungen

7.1.4 Implementierung und Parametrisierung des
hyperelastischen Gewebemodells mit Kopplungen

Das hyperelastische Gewebemodell mit Kopplungen wird in ABAQUS/Explicit
iiber eine benutzerdefinierte Subroutine VUMAT implementiert, wie in Ab-
bildung 7.3 veranschaulicht. ABAQUS/Explicit {ibergibt zu Beginn jedes Zeit-
inkrementes die elementbezogenen Informationen an die Subroutine. Die-
se umfassen unter anderem den Deformations- und Spannungszustand im
Materialkoordinatensystem, sowie die benutzerdefinierten Statusvariablen. In
der vorliegenden Subroutine wird der RCG-Tensor C genutzt, um die Inva-
rianten Iy, I3 und I zu aktualisieren. Anhand des Streckungszustandes des
jeweiligen Materialpunktes wird die Verzerrungsenergiedichte Wges und der
Cauchy-Spannungstensor o berechnet. Der neue Deformations- und Span-
nungszustand, sowie die innere spezifische Energie wj, und die neuen Status-
variablen, werden an ABAQUS/Explicit fiir das néchste Zeitinkrement tiber-
geben. In expliziten Rechnungen entspricht der Anfangszustand eines Inkre-
mentes dem Endzustand des vorherigen Inkrementes. Ausgenommen hiervon
ist das erste Zeitinkrement.

U ey, Statusvariablen
von ABAQUS/EXPLICIT

Definition der Materialparameter
Berechnungvon Cpey, Iy, Ig und I}y

Biaxialer : Biaxialer
Zug : Druck Druck
Berechnungvon 6., und Wi en
O new Wintnew Statusvariablen
nach ABAQUS/EXPLICIT

Abbildung 7.3: Implementierung der VUMAT des hyperelastischen Gewebemodells mit Kopplun-
gen in ABAQUS/Explicit nach [60, 61]
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Fiir die vollstandige Beschreibung des Materialverhaltens des hyperelasti-
schen Gewebemodells werden 17 unabhidngige Materialparameter benotigt.
Wird das Gewebe als symmetrisch beziiglich der 0°- und 90°-Orientierung (a
= b) angenommen, reduziert sich die Anzahl der unabhingigen Parameter
auf 10. Die Materialparameter werden in einem zweistufigen Prozess aus ex-
perimentellen Versuchsergebnissen bestimmt. Im ersten Schritt werden die
Parameter der Materialgleichungen ohne Kopplungen per Regressionsverfah-
ren bestimmt. Hierzu werden die Materialgleichungen 7.2, 7.9 und 7.12 fiir
das Zug-, Druck- und Schubverhalten in Spannungs-Dehnungs-Formulierung
verwendet. Im zweiten Schritt werden die Kopplungsterme per Regressions-
verfahren genéhert. In Abschnitt 7.1.5 wird die numerische Implementierung
des hyperelastischen Gewebemodells an einem Ein-Elementmodell iiberpriift.
Die Validierung des Materialmodells auf physikalisch sinnvolles Materialver-
halten erfolgt durch Mehr-Elementmodelle in Abschnitt 7.1.6 anhand von
Zug- und Bias-Extension-Versuchen. Hierzu werden Literaturdaten von Ko-
meili [31] fiir das Material TWINTEX TPP60N22P-060 verwendet, welche um
Annahmen aus der Sensitivitdtsstudie in Abschnitt 6.2.2.2 ergdnzt werden, sie-
he Tabelle 7.1. Fiir den Datensatz nach Komeili wird das Gewebe als symme-
trisch (a = b), die Drucksteifigkeit mit 1,3 MPa, dies entspricht dem Druckpa-
rameter ¢y 5 = Cp5 = 0,65 MPa, der Zug-Druck-Kopplungskoeffizient ¢, 4 = cp 4
= 0,75 und der Schub-Druck-Koeffizient mit csp,4 = csp,p = 100, angenommen.

Ci1,Ci2 Ci5 j N V4
j T_. <
4 i y i
- - - -
€5,1,€5,2,€53 Csz,i CSD,i

¥ L)

Ci3 Ci,4

(a) Zug-Druckverhalten (b) Schubverhalten

Abbildung 7.4: Experimentelle Methoden zur Parameterbestimmung nach [61]
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Tabelle 7.1: Parameter des hyperelastischen Gewebemodells fiir die numerische Verifikation und
physikalische Validierung

Parameter Literatur [31, 61]

Ca,1 in MPa 4130,00

Ca,2 in MPa 667,50

0° Casin - 23,67
Cap4 in - 0,75

Ca5 in MPa 0,65

Cp,1 in MPa 4130,00

Cp,2 in MPa 667,50

90° Cp,3in - 23,67
Cp,4 N - 0,75

Cp,5 in MPa 0,65

cs,1 in MPa 2,51-1072

cs2 in MPa -1,87-1071

cs,3 in MPa 5,62-1071

Schub  ¢g7, in MPa 1467,63
CsD,a 1IN - 100,00

cszp in MPa 1467,63

Cspp iN - 100,00
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7.1.5 Numerische Verifikation anhand eines
Ein-Elementmodells

Das Materialmodell wird mit einem einzelnen M3D4-Element verifiziert. Hier-
fiir wird das in ABAQUS/Explicit implementierte FABRIC-Modell mit den-
selben Materialdaten parametrisiert. Die Ergebnisse beider Materialmodelle
werden in Abbildung 7.5 verglichen und zeigen eine gute Ubereinstimmung
bei Zug- oder Druckbeanspruchung in Langsrichtung (Abbildung 7.5a und
7.5¢), sowie bei Schubbeanspruchung (Abbildung 7.5d). Dartiiber hinaus zeigt
Abbildung 7.5a, dass das hyperelastische Materialmodell (VUMAT) bei Zug-
beanspruchung mit Querdehnungsbehinderung Spannungen quer zur Zug-
richtung induziert und bei biaxialer Beanspruchung héhere Langsspannun-
gen aufweist als das FABRIC-Modell (Abbildung 7.5b). Um die Auswirkungen
auf das gesamte Verformungsverhalten weiter zu untersuchen, wird in Ab-
schnitt 7.1.6 ein Zug- und Bias-Extension-Versuch mit mehreren Elementen
betrachtet.
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Spannung o11,022,712 in MPa
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(d) Picture-Frame-Versuch mit reinem Schub

Abbildung 7.5: Vergleich der Spannungs-Dehnungs-Verldufe von FABRIC und hyperelastischem
Materialmodell an einem Ein-Elementmodell nach [60, 61]
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7.1.6 Validierung des hyperelastischen Gewebemodells
auf physikalisch sinnvolles Materialverhalten

Im Folgenden wird ein Gewebeprobekdrper mit den Abmessungen 200 mm x
50mm (Lg x By) erstellt, der aus 10.000 M3D3-Elementen besteht. Die aufge-
brachte Dehnung im Zugversuch in Abbildung 7.6 betragt 3 % bzw. 10 % im
Bias-Extension-Versuch in Abbildung 7.7. Auf der gegeniiberliegenden Seite
wird der Probekérper fest eingespannt. In dieser qualitativen Analyse werden
keine S3R-Elemente mit Biegeidealisierung in der Sectionintegration verwen-
det, da das Membranverhalten der beiden Materialmodelle verglichen wird.
Abbildung 7.6 zeigt die resultierenden Dehnungen der Rovingrichtungen a
und b fiir beide Materialmodelle unter einachsiger Zugbeanspruchung. Beim
FABRIC-Modell treten keine Verschiebungen in y-Richtung auf, wéhrend das
hyperelastische Materialmodell eine Querdehnung von -15 % in £22-Richtung
in Abbildung 7.6c aufweist. Die Querdehnungen fiithren im hyperelastischen
Modell zu Schubverformungen in der Einspannung, wie in Abbildung 7.6d
dargestellt. Bei beiden Materialmodellen liegt die £1;-Komponente in dersel-
ben Groflenordnung.
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Y, bO

(a) Modell und Materialorientierung
x, y globales Koordinatensystem
a, b Materialkoordinatensystem

e B
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(c) €22 in %:
FABRIC-Modell (links),
hyperelastisches Modell (rechts)

=
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(b) €11 in %:
FABRIC-Modell (links),
hyperelastisches Modell (rechts)
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hyperelastisches Modell (rechts)

Abbildung 7.6: Vergleich von FABRIC und hyperelastischem Materialmodell im Zugversuch

nach [61]
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Abbildung 7.7 zeigt die resultierenden Dehnungen der Rovingrichtungen a
und b fiir beide Materialmodelle im Bias-Extension-Versuch. Aufgrund der
reinen Schubbeanspruchung im Bias-Extension-Versuch verhalten sich beide
Materialmodelle identisch, und es werden keine Zugdehnungen im hyperelas-
tischen Modell induziert, was gut mit den Ein-Element-Testresultaten in Ab-
bildung 7.5d tibereinstimmt und durch Gleichung 7.13 erkldrt werden kann.
Das Induzieren von Zugdehnungen nach reiner Schubbeanspruchung wiirde
einer Schub-Zug-Kopplung entsprechen, die jedoch vom Modell nicht erfasst
wird, da aufgrund der Interdependenz entweder eine Schub-Zug- oder eine
Zug-Schub-Kopplung modelliert werden kann. Um den Teil des hyperelasti-
schen Materialmodells zu identifizieren, der fiir den Querdehnungseffekt bei
Zugbeanspruchung verantwortlich ist, werden die Ergebnisse analoger Be-
rechnungen mit modifizierten Versionen der Subroutine unter Zugbeanspru-
chung untersucht.
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(a) Modell und Materialorientierung
x, y globales Koordinatensystem
a, b Materialkoordinatensystem
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Abbildung 7.7: Vergleich von FABRIC und hyperelastischem Materialmodell im Bias-Extension-

Versuch nach [61]
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Bei vollstdndig deaktivierten Kopplungsmechanismen (Abbildung 7.8a) ent-
spricht das berechnete Materialverhalten dem des FABRIC-Modells. Latera-
le Kontraktionen und Querdehnungen treten ausschliefflich bei der biaxialen
Kopplung (Abbildung 7.8b) auf. Aufgrund der Randbedingung treten an der
Einspannung keine Querdehnungen €2, auf und der Probekérper verjiingt zur
Probenmitte hin. Die resultierende Form des Gewebes kann auch in experi-
mentellen Studien an Zugproben qualitativ beobachtet werden, wie in Abbil-
dung 7.8d gezeigt [177]. Bei den untersuchten Beanspruchungen besitzt die
biaxiale Kopplung den gréBten Einfluss auf die numerische Berechnung von
Gewebestrukturen, die grofen normalen Dehnungen unterliegen.

ft 1t ft

€90 N %

X, g

o b b b

(@ (b) (0

Abbildung 7.8: €22 -Komponente verschiedener modifizierter Subroutinen im uniaxialen Zugver-
such. (a) Keine Kopplung, (b) nur biaxiale Kopplung, (c) nur Normal-Schub Kopp-
lung, (d) experimenteller Zugversuch [177]. Abbildung nach [61].
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7.2 Charakterisierung des Gewebes und
Parametrisierung des hyperelastischen
Gewebemodells

Fiir die Materialmodellierung wird das Normaldehnungsverhalten in Zug-
bzw. Druckversuchen an nicht infiltrierten Geweben in beiden Rovingrich-
tungen ((0,90) und (90, 0), nachfolgend als 0° und 90° bezeichnet) untersucht.
Der Picture-Frame-Versuch wird fiir die Charakterisierung des Schubverhal-
tens verwendet, welcher den Hauptdeformationsmechanismus von Gewe-
ben in freien Umformungen darstellt. Im In-situ-Hybridisierungsprozess wir-
ken hohe Niederhaltekrifte, weshalb nicht von einer freien Drapierung aus-
gegangen wird. Deshalb wird zusétzlich der Einfluss von Druck in Dicken-
richtung auf das Gewebe durch den Niederhalter wihrend der Schubdefor-
mation untersucht. Hierzu werden Picture-Frame-Versuche mit tiberlagerter
Flachenpressung in Dickenrichtung durchgefiihrt, wie in Abschnitt 4.3.3 be-
schrieben. Die Gewebecharakterisierungsergebnisse werden genutzt, um das
im vorherigen Abschnitt 7.1 vorgestellte hyperelastische Gewebemodell mit
Kopplungen zu parametrisieren. Das parametrisierte Gewebematerialmodell
wird mit den Versuchsdaten verglichen und im folgenden Abschnitt 7.5 im
In-situ-Hybridisierungsprozessmodell verwendet.

7.2.1 Ergebnisse der Gewebezugversuche

Die Ergebnisse der Gewebezugversuche sind in Tabelle 7.2 und in der Abbil-
dung 7.9 dargestellt. Das Gewebe weist in 0°-Orientierung eine hohere Steifig-
keit auf als in 90°-Orientierung. Das Aspektverhéltnis A beeinflusst bei beiden
Orientierungen die Zugsteifigkeit E. Probekdrper mit einem 1:1 Verhéltnis be-
sitzen die hochste Zugsteifigkeit, welche fiir breite Probekorper (1:4) leicht
abnimmt gegeniiber dem 1:1 Verhéltnis und fiir schlanke Probekorper (4:1)
stark reduziert ist. Zu Beginn der Zugbeanspruchung richten sich die Rovings
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in Lastrichtung aus, sodass die Ondulation der beanspruchten Rovings ab-
nimmt, wohingegen die Ondulation der quer zur Beanspruchungsrichtung
verlaufenden Rovings zunimmt, wie in Abbildung 2.2 dargestellt [36]. Dies
ist besonders deutlich in Abbildung 7.9 fiir die 90°-Orientierung zu erken-
nen. Bei Beanspruchung in 90°-Orientierung beeinflusst das Aspektverhaltnis
A die Anfangssteifigkeit Ex unwesentlich. In 0°-Orientierung hingegen wird
die Rovinginteraktion stark vom Aspektverhidltnis A beeintrdchtigt und die
schlanken 4:1-Probekérper weisen eine ausgepriagte Ondulationsinteraktion
auf. Das unterschiedliche Verhalten in 0°- und 90°-Orientierung ist durch die
Herstellung des Gewebes bedingt, wie in Abschnitt 3.1.2 beschrieben.

Tabelle 7.2: Gewebezugergebnisse bezogen auf den Rovingquerschnitt und den homogenisierten
Querschnitt fiir die Modellierung mit Index 1,

AZL()ZB()
® Kennwert
1:4 1:1 4:1
n 8 12 9

Ej in GPa 358+93 50,6+68 196+7,8
Ep ) in GPa 7,4+ 2,0 9,9+1,2 39+1,4
E in GPa 669+85 704+43 585+3,9

0 Ejy, in GPa 128+18 13,5+0,8 11,3+0,7
Ry, in MPa 703+58 688+36 750+ 30
RpphinMPa 131410 131+ 7 142+ 6
&pin% 1,3+0,2 1,1+0,1 1,6 + 0,1
n 8 4 7
Ep in GPa 45+29 57+2,6 58+0,7
ExpinGPa  1,0+05 1,1+05 1,1+0,2

90° E in GPa 455+4,9 53,7+3,0 382+34
Ey, in GPa 8,0+08 101+13 7,1+£0,6

RninMPa  618+36 542420 568 +45
RpninMPa 109+ 6 93+ 6 96+ 7
€y in % 21402 16+01 20201
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Abbildung 7.9: Spannungs-Dehnungs-Diagramme der Gewebezugversuche bezogen auf den Ro-
vingquerschnitt fiir unterschiedliche Aspektverhéltnisse A
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In Abbildung 7.10 ist der Verlauf der Querkontraktion v;, in Abhingigkeit der
Dehnung in Langsrichtung der Probekorper fiir unterschiedliche Aspektver-
héltnisse A dargestellt. Die Querkontraktionsverldufe sind fiir beide Orientie-
rungen stark vom Aspektverhéltnis A abhéngig und weisen eine grof3e Streu-
breite auf. Fiir die 0°-Orientierung ist fiir alle drei Aspektverhaltnisse der Trend
zu erkennen, dass die Querkontraktion mit zunehmender Dehnung abnimmt
und sich einem asymptotischen Grenzwert annédhert. Tendenziell ist die Quer-
dehnung in 0°-Orientierung fiir schlanke Probekoérper (4:1) gréBer als fiir brei-
te Probekorper (1:4) und dies scheint auch fiir den asymptotischen Grenzwert
zu gelten. In 90°-Orientierung verlduft die Querdehnung fiir breite Probekor-
per (1:4) nahezu horizontal, wihrend sie fiir den 1:1-Probekérper und den
schlanken Probekdorper (4:1) iiber der Dehnung zunimmt.

1,0
£ 08
N
[=)
S 06
$
=]
S 04
g
g
0,2
(o4 N
VLI ="
0,0 L 1 0,0 | 1
0,5 1,0 1,5 0,5 1,0 1,5
Dehnung € in % Dehnung € in %
(a) 0° - EV (Linie) und SD (Band) (b) 90° - EV (Linie) und SD (Band)

Abbildung 7.10: Querkontraktion vi2 = v | in 0°- und 90°-Richtung zwischen £ = 0,1 % und 1,5 %
fiir unterschiedliche Aspektverhiltnisse A
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7.2.2 Ergebnisse der Gewebedruckversuche

Die Gewebedruckversuchsergebnisse sind in Tabelle 7.3 und Abbildung 7.11
dargestellt. Aufgrund des geringen Probekdérperumfanges sind keine statis-
tisch abgesicherten Aussagen iiber die Drucksteifigkeit des untersuchten Ge-
webes moglich. Vier der elf gepriiften Gewebeprobekodrper knicken direkt zu
Beginn der Priifung aus, weshalb diese in Tabelle 7.3 als ungiiltig markiert
sind. Die Drucksteifigkeit wird dennoch ausgewertet, um den Einfluss des
Knickens und der anschliefenden Faltenbildung auf die Drucksteifigkeit des
Gewebes zu verdeutlichen. Anhand der Ergebnisse wird der Elastizitdtsmodul
der Gewebestruktur unter Druckbeanspruchung in der Gr6enordnung von
Ep =1,5 GPa bis 10,0 GPa, bezogen auf den Rovingquerschnitt, und mit Epy, =
0,3 GPa bis 2,0 GPa fiir den homogenisierten Querschnitt in der Modellierung
angenommen. Fiir zukiinftige Untersuchungen sollte die gekriimmte Priifvor-
richtung (gSV) mit oder ohne Beulstiitzen genutzt werden, da die Wahrschein-
lichkeit des frithzeitigen Knickens minimiert wird.

Tabelle 7.3: Ergebnisse der Gewebedruckpriifung

- nR| NRL o . Eph Kommentar
Ly: By inGPa in GPa
1:10 51 5 0,5 0,1 eSV, ungiiltig
1: 6 52 9 3,6 0,7 eSV, in Modellierung genutzt
1: 5 52 10 0,9 0,2 eSV, ungiiltig
0° 1:5 19 4 9,8 1,9 gSV-BS
1: 3 13 4 8,5 1,6 gSV-BS
1:1 15 20 2,7 05  gSV
2:1 12 24 3,8 07 gSV
1: 7 48 7 1,1 0,2 eSV, ungiiltig
90° 1: 7 47 7 2,3 0,4 eSV, in Modellierung genutzt
1: 4 47 12 1,5 0,3 eSV
1: 4 47 13 0,7 0,1 eSV, ungiiltig
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Abbildung 7.11: Spannungs-Dehnungs-Diagramme der Gewebedruckversuche bezogen auf den
Rovingquerschnitt
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7.2.3 Ergebnisse der Gewebeschubversuche

Die Picture-Frame-Versuche werden nach Abschnitt 4.3.3 mit der unbelaste-
ten Gewebedicke hp = 0,3 mm nach Gleichung 4.32 (ABAQUS, reine Rovin-
grotation) ausgewertet. Fiir die Modellierung der Schubeigenschaften im hy-
perelastischen Gewebemodell wird die Invariante I;¢p nach Gleichung 2.24 ver-
wendet, fiir welche die Schubspannung im Koordinatensystem nach ABAQUS
vorliegen muss. Die Ergebnisse sind in Abbildung 7.12 dargestellt. Zum Ver-
gleich ist in Abbildung 7.12a die Schubspannung im Koordinatensystem nach
Gleichung 4.31 (Cao, Rovingrotation und Rovinggleiten) dargestellt, welche zu
héheren Zahlenwerten fiir die Schubspannung fiihrt. Mit der nominellen Priif-
geschwindigkeit steigt auch die resultierende Schubspannung t an, wie Abbil-
dung 7.12b zeigt. Bei zusitzlicher Uberlagerung mit Querdruck p ist in Abbil-
dung 7.12c ein weiterer Schubspannungsanstieg zu verzeichnen. Dieser Zu-
sammenhang stellt sich nicht linear dar, denn die Schubspannung 7 steigt
nicht linear mit der Druckdifferenz Apy; = p» — p1 = Apsy = p3 — p» an. Ei-
ne weitere Erhéhung des Querdruckes von p, auf pj3 fiihrt zu keiner weite-
ren Erhéhung der Schubspannung 7. Die Zunahme der Schubspannung unter
Querdruck p ist dabei abhéngig von der Reibpaarung, siehe Abbildung 7.12d,
wobei die angeschliffenen (Sc) und mit Haftvermittler (H) behandelten DC04
Bleche den grofiten Einfluss aufweisen.
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Abbildung 7.12: Schubspannung aufgetragen tiber dem Scherwinkel fiir die Auswertung nach AB-
AQUS
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7.2.4 Parametrisierung des hyperelastischen
Gewebemodells mit eigenen Messdaten

Das in dieser Arbeit verwendete Gewebe besitzt trotz der 2/2 Kdperbindung
keine ausgeglichenen mechanischen Materialkennwerte und wird nachfol-
gend als nicht symmetrisch angenommen. Das Set 1 kombiniert die gemesse-
nen Zug-, Druck- und Schubergebnisse mit den Kopplungen von Komeili [31]
fiir den biaxialen Zug und die Uberlagerung von Schub und Zug. Die Mate-
rialparameter von Komeili sind fiir ein TWINTEX TPP60N22P-060 Material,
welches aus gestreckten Polypropylenfasern (PP) und E-Glasfasern eingebet-
tet in einer PP-Matrix besteht. Die Parameter sind daher begrenzt iibertragbar,
da das Gewebe von Komeili deutlich geringe Steifigkeiten und somit grolle-
re Dehnungen aufweist. Da keine anderen Literaturdaten unter diesen Be-
anspruchungen zur Verfligung stehen, werden sie dennoch verwendet und
stellen eine gewisse Unsicherheit im Materialmodell dar. Im Set 2 wird das
reine Schubverhalten durch die gemessene Schubkurve unter Querdruck mit
p = 0,2 MPa beschrieben, um den Einfluss des Querdrucks auf die Schub-
eigenschaften zu berticksichtigen. Fiir Set 1 und Set 2 wird der angenom-
mene Schub-Druck-Koeffizient sp; = 100 iibernommen und die Schub-Zug-
Kopplungsterme sz,; als gleich angenommen (Symmetrie angenommen), da
keine Daten vorliegen. Der Zug-Druck-Kopplungskoeffizient c; 4 wird nicht
mehr frei zwischen 0 und 1 gewdhlt, sondern als zusitzlicher Parameter im
Regressionsverfahren verwendet.
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Tabelle 7.4: Parameter des hyperelastischen Gewebemodells fiir das verwendete Gewebe

Parameter Literatur [31, 61] Set1 Set 2
Ca1in MPa 4130,00 58336,00  58336,00

Ca2 in MPa 667,50 5332,00 5332,00

0° Ca3in - 2367  526-107° 5,26-1073
Caain - 0,75 -196,55 -196,55

Ca5 in MPa 0,65 343,00 343,00

¢p,1 in MPa 4130,00  127116,00 127116,00

Cp2 in MPa 667,50 -335,00 -335,00

90° Cp3 in - 23,67  1,92-107% 1,92-1073
Cpq in - 0,75 -387,87 -387,87

¢p5 in MPa 0,65 202,50 202,50

cs,1 in MPa 2,51-1072  6,94-1072 2,99

cs.» in MPa -1,87-107  -1,64-107! -5,87

cs;3 in MPa 562-1071 2141071 3,51

Schub  cgz, in MPa 1467,63 1467,63 1467,63
CsD,a iN - 100,00 100,00 100,00

cszp in MPa 1467,63 1467,63 1467,63

¢sp,p in - 100,00 100,00 100,00

7.2.4.1 Zugbeanspruchung

In ABAQUS/Explicit werden die Gewebezugversuche fiir alle drei Aspektver-
héltnisse A (1:4, 1:1 und 4:1), sowie in beiden Orientierungen (0°- und 90°-
Orientierung) mit dem Modell in Abbildung 7.6 abgebildet. Die Elementkan-
tenldnge der M3D3-Elemente wird auf 1 mm angepasst. Die Lange und Breite
der Zugprobekorper in 0°- und 90°-Orientierung werden vereinheitlicht, wor-
aus sich die Abmessungen und Elementanzahl in Tabelle 7.5 ergeben. Die Ge-
webedruckversuche werden fiir die ebenen Druckversuche mit einem Aspekt-
verhéltnis A von 1:6 fiir die 0°-Orientierung und einem 1:7 Aspektverhéltnis
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Tabelle 7.5: Abmessungen und Elementanzahl der Zug- und Druckmodelle fiir das Gewebe

A= L B £
Lastfall @ 0 0 e “
Ly:By inmm inmm inStk. in% inmm
0° 1:4 19 74 5624 3 0,57
Zug 900’ 1:1 74 74 21904 3 2,20
4:1 74 19 5624 3 2,20
° 1:6 14 74 4144 -0,5 -0,07
Druck

0° 1:7 10 72 2880 -0,5 -0,05

fiir die 90°-Orientierung tiberpriift. Das hyperelastische Gewebemodell mit
Kopplung wird mit den Gewebezugversuchsdaten in 0°- und 90°-Orientierung
fiir das 1:1 Aspektverhéltnis A gendhert. Die Langsdehnung des hyperelasti-
schen Modells stimmt fiir das 1:1 Verhaltnis in beiden Orientierungen gut mit
den experimentellen Ergebnissen iiberein. Mit schlanker werdenden Probe-
korpern (4:1) weicht die modellierte Lingsdehnung zunehmend von den ex-
perimentellen Daten ab, wobei in 90°-Orientierung fiir kleine Dehnungen ei-
ne ausreichende Ubereinstimmung des Modells mit den experimentellen Da-
ten festzustellen ist. Die Querdehnung kann durch das hyperelastische Gewe-
bemodell zwar generell beschrieben werden, wie in Abschnitt 7.1.6 gezeigt,
weicht jedoch fiir alle Aspektverhéltnisse stark von den experimentellen Er-
gebnissen ab.
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Abbildung 7.13: Vergleich der modellierten und der mittleren Spannungs-Dehnungs-Diagramme
der Gewebezugversuche fiir verschiedene Aspektverhéltnisse

160



7.2 Charakterisierung des Gewebes und Parametrisierung des hyperelastischen Gewebemodells

7.2.4.2 Druckbeanspruchung

Fiir die Druckmodellierung wird ebenfalls das vorgestellte Modell in Abbil-
dung 7.6 verwendet, wobei die Elementkantenldnge der M3D3-Elemente auf
1 mm angepasst wird. In Tabelle 7.5 sind die Abmessungen und Elementan-
zahl aufgefiihrt. Die Ergebnisse der modellierten Druckeigenschaften des Ge-
webes werden in Abbildung 7.14 mit den experimentellen Druckversuchser-
gebnissen verglichen. Hierzu ist der experimentell bestimmte Elastizitdtsmo-
dul unter Druckbeanspruchung in rot dargestellt. In 0°- und 90°-Orientierung
wird das elastische Verhalten besser durch das Set 2 beschrieben. Die beiden
Materialparametersets besitzen identische Zug- und Druckparameter in 0°-
und 90°-Orientierung und sollten daher beide dem Verlauf der elastischen Ge-
rade folgen. Sie unterscheiden sich jedoch in den Schubparametern.
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Abbildung 7.14: Vergleich der modellierten und der mittleren Spannungs-Dehnungs-Diagramme
der Gewebedruckversuche fiir verschiedene Aspektverhiltnisse

In Abbildung 7.15 ist das verformte numerische Modell der beiden Materialpa-
rametersets dargestellt. Hierin ist zu sehen, dass die unterschiedlichen Druck-
steifigkeitsverldufe aus den Schubeigenschaften resultieren, da sich Schub-
béander ausbilden. Bei Set 1 geschieht dies bereits bei kleinen Dehnungen und
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fiir Set 2 in 0°-Orientierung bei € = 0,04 % Dehnung, weshalb der Kurvenverlauf
in Abbildung 7.14a abknickt. Daher liegt die Annahme nahe, dass die gerin-
gere Schubsteifigkeit des Sets 1 dazu fiihrt, dass unter Druckbeanspruchung
die Elemente friihzeitig in einen Schubdeformationsmodus wechseln und das
Materialverhalten in der Folge nicht korrekt abgebildet wird.

- _ — < <
Schubband Schubband
- -— - -—
- //
- -— - -—
- -— - -—
Y12 Y12
- 20° - - 20° -
< 132 < - 13: -
7 7
- 0° - S, 0° -
_7° 70
- -— - -—
-13° -13°
- -20° - - 20° -
=~ 9 - -~ -~
- Lo -— 1) < | 90° -
Set 1 Set 2 Set 1 Set 2
(a) 0° - 1:6 (b) 90° - 1:7

Abbildung 7.15: Vergleich von Set 1 und Set 2 des hyperelastischen Gewebemodells unter Druck-
deformation

7.2.4.3 Schubbeanspruchung

In ABAQUS/Explicit wird der Picture-Frame-Versuch mit 100 M3D4-Elementen
abgebildet. Uber kinematische Randbedingungen wird der Scherwinkel von
Y12 = 80° aufgebracht. Das Schubverhalten von Set 1 und Set 2 des hyperelas-
tischen Gewebemodells ist in Abbildung 7.16 dargestellt, welches durch bei-
de Modelle gut beschrieben wird. Das modellierte Schubverhalten von Set 2
weicht von den experimentellen Daten ab. Dies ist auf die genutzte mathe-
matische Formulierung mit einem Polynom dritten Grades in Gleichung 7.12
zuriickzufiihren. Die mathematische Ansatzfunktion (in Rot dargestellt) be-
schreibt das experimentelle Materialverhalten unter Schubbeanspruchung
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mit Querdruck nicht ausreichend genau. Das modellierte Materialverhalten
und die analytische Ansatzfunktion weisen in Abbildung 7.16b keine Abwei-

chung auf.

1,0 1,0 ;
o o Simulation — —
& = Extrapolation y
= 08 [ simulation = 08 P i

(rot)
E E
= = :
2 0,6 Experiment 2 0,6 Experiment
3 =]
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w w
El El
5 02 5 02
w w
0 0
0° 20° 40° 60° 80° 0° 20° 40° 60° 80°
Scherwinkel y Scherwinkel y
(a) Set 1 (b) Set 2

Abbildung 7.16: Vergleich der modellierten und der mittleren Spannungs-Dehnungs-Diagramme
der Picture-Frame-Versuche
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7.3 Charakterisierung und Modellierung des
Metallblechs

7.3.1 Ergebnisse der Warmzugversuche

Die mechanischen Kennwerte in 0°- und 90°-Orientierung unterscheiden sich
kaum. In 45°-Orientierung kann eine schwache Anisotropie festgestellt wer-
den, siehe Tabelle 7.6. Die 45°-Probekorper weisen die hochsten Steifigkei-
ten und Festigkeiten auf und damit einhergehend die geringsten Bruchdeh-
nungen der untersuchten Orientierungen. In Abbildung 7.17 sind die orientie-
rungsabhéngigen Spannungs-Dehnungs-Verldufe der Warmzugversuche, ge-
messen iiber den Traversenweg, dargestellt. Hierin ist deutlich zu erkennen,
dass die vergleichsweise hohe Standardabweichung der 90°-Orientierung ge-
geniiber den anderen Orientierungen aus einem einzigen Probekorper resul-
tiert, welches dem geringen Probekérperumfang von n = 3 geschuldet ist.

400
45°
©
S 300} Lo
g R
<)
£ 200
=
=}
o
«©
&
100
0 1 1 1
0 0,1 0.2 03 0,4

Dehnung & in -

Abbildung 7.17: Spannungs-Dehnungs-Diagramm der DC04 Zugversuche bei T = 80 °C in Ab-
hingigkeit der Orientierung zur Walzrichtung (= 0°)
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Tabelle 7.6: Mittelwerte der DC04 Zugversuche bei T = 80 °C

Extensometer Traversenweg
@ n E Rpo,05 Rpo,05 Rm €p
in GPa in MPa in MPa in MPa in %

0° 3 192+19 163+ 2 155+ 2 292+ 2 38+1
45° 3 201+28 175+ 1 164+ 4 301+ 1 35%2
90° 3 174+25 166+10 160+10 280%+15 371
EV+SD - 189+24 168+ 7 160+ 7 291+12 37+2

7.3.2 Materialmodell des Metallblechs

Fiir die Parametrisierung des Materialmodells wird die geringe Anisotropie
vernachldssigt und die Mittelwerte aus Tabelle 7.6 genutzt. In ABAQUS/Explicit
wird das Materialverhalten der DC04 Bleche elastisch-plastisch mit isotroper
Verfestigung, jedoch ohne Schidigung, abgebildet. Fiir das elastische Materi-
almodell wird der Elastizititsmodul E = 189 GPa und die Dichte p = 7850 kgm >
benotigt. Das Flielverhalten wird durch die logarithmische plastische Deh-
nung €], und die wahre Spannung o, beschrieben, welche nach den Glei-
chungen 4.23 und 4.25 berechnet werden. Fiir die kontinuierliche Interpre-
tation der Spannungs-Dehnungs-Daten und zur Extrapolation der Spannung
fiir groBe Dehnungen oberhalb der Gleichmadehnung Ag bzw. der Zugfes-
tigkeit Ry, werden die Messwerte nach der Gleichung von Ramberg-Osgood

(RO)
El,p

c3

kgro = €1 (—) (7.19)
C2

angendhert. Hierfiir wird ausschliefllich der plastische Term der Formulie-

rung von Ramberg-Osgood genutzt. Darin sind ko die FlieBspannung, sowie

c1, ¢2 und c3 Konstanten, die durch Regression bestimmt werden, wie in Ab-

schnitt 4.1.2 beschrieben. Auf Basis der Extensometerdaten werden die Fliel3-

kurven in Abbildung 7.18 extrapoliert.
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Abbildung 7.18: Inter- bzw. Extrapolation der DCO04 Fliefspannungskurven nach Ramberg-
Osgood mit EV (Linie) und SD (Band)

7.3.3 Validierung Materialmodell Metallblech

Der DC04-Zugprobekorper wird in ABAQUS/Explicit mit 2146 dreidimensio-
nalen C3D8R Elementen mit einer Zielkantenldnge von 1 mm abgebildet. Mit
der mittleren Breite b = 9,81 mm und Dicke 7 = 0,99 mm ergeben sich hier-
aus 16 Elemente in Breitenrichtung und drei Elemente in Dickenrichtung. Als
Randbedingung wird eine feste Einspannung an den Seitenfldchen aufgeprégt
(uy = up = uz = r; =ry = rz = 0) und eine Verschiebung u; = 30 mm (ent-
spricht 40 % Dehnung) an der gegeniiberliegenden Einspannung aufgebracht,
siehe Abbildung 7.19a. In den beiden Einspannregionen unterliegt somit die
mittlere Elementschicht (in Dickenrichtung) keinen dueren Randbedingun-
gen. Die Kraft wird am Referenzpunkt der oberen Einspannung gemessen. Die
Extensometerverschiebung wird an zwei Referenzpunkten mit dem Abstand
Ly = 25 mm gemessen. Die technische Spannung ¢ und Dehnung € werden
nach den Gleichungen 4.21 und 4.22 berechnet. Das modellierte Materialver-
halten stimmt gut mit dem gemessenen Materialverhalten in Abbildung 7.19b
tiberein und weicht von diesem mit zunehmender Dehnung ab, da die Schadi-
gung nicht beriicksichtigt und somit die Einschniirung des Probekorpers nicht
korrekt abgebildet wird.
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Abbildung 7.19: Vergleich des modellierten Zugversuchs mit der mittleren technischen Spannung
und Dehnung des Warmzugversuchs
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7.4 Charakterisierung der Reibung zwischen
den Konstituenten

In diesem Abschnitt wird auf die Charakterisierung der Interaktion der Kon-
stituenten in Form von zwei unterschiedlichen Reibversuchsmethoden einge-
gangen. Die Erkenntnisse dieser Versuche werden genutzt, um Annahmen fiir
die Modellierung zu treffen und ein geeignetes Reibmodell auszuwéhlen.

7.4.1 Ergebnisse des Gleitschlittenversuches

Die Reibwertverldufe sind in Abhéngigkeit der Reibpaarung (Gewebe-Gewebe
oder Metall-Gewebe) und der Schmierung (trocken, nass) in Abbildung 7.20
dargestellt. Der dynamische Reibwert wird ma3geblich durch die Schmierung
mit Silikondl beeinflusst (vgl. Abbildung 7.20a und 7.20c zu Abbildung 7.20b
und 7.20d). Fiir die Gewebe-Gewebe Reibung ist zusétzlich ein Einfluss der
Gewebeorientierung zu erkennen. Gewebe-Gewebe Reibpaarungen gleicher
Orientierung ((0,90) - (0,90), +45 - +£45) weisen hohere dynamische Reibwerte
auf, als Reibpaarungen unterschiedlicher Orientierung (+45 — (0,90)). Diese
Beobachtung gilt fiir den geschmierten und ungeschmierten Zustand, siehe
Abbildungen 7.20a und 7.20b.

Die Reibung zwischen Metall-Gewebe wird im ungeschmierten Zustand von
dem Oberflichenzustand des Metallblechs dominiert. Der dynamische Reib-
wert der angeschliffenen Oberflichen-Gewebe ist rund 1,5-mal so gro wie
der Reibwert der unbehandelten Metalloberflachen-Gewebe. Mit der Schmie-
rung durch Silikonol gleichen sich die Reibwerte an und liegen zwischen den
Werten fiir trockene, behandelte und unbehandelte Oberflichen-Gewebe. In
Tabelle 7.7 sind die Mittelwerte und Standardabweichungen zusammenge-
fasst.
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7.4.2 Ergebnisse des Streifenziehversuches

Im SZV wird der Einfluss der Viskositidt n auf den Reibwert Metall-Gewebe
untersucht. Mit zunehmender Viskositédt ) sinkt der Reibwert, siehe Abbil-
dung 7.20d. Dieser Trend ist unabhéngig von der Gewebeorientierung zur Rei-
brichtung, da kein signifikanter Unterschied in den Reibwerten fiir dieselbe
Viskositdt n festzustellen ist, siehe Tabelle 7.7.
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Abbildung 7.20: Reibwertverlauf in Abhingigkeit der Reibpaarung, der Viskositit 7 des Mediums,
der Gewebeorientierung und der Versuchsmethode
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Tabelle 7.7: Mittelwerte und Standardabweichung des dynamischen Reibwertes der untersuchten

Reibpaarungen

Methode Reibpaarung n Ud
Grundkorper - Reibkérper in mPas in-

(0,90)° - (0,90)° - 0,4381 £ 0,1514

+45° - (0,90)° - 0,2644 + 0,0066

+45° - +45° - 0,3503 + 0,0591

(0,90)° - (0,90)° 100 0,3349 +0,0211

+45° - (0,90)° 100  0,2510 £ 0,0049

+45° - +45° 100  0,2993 + 0,0218

GSV DC04  -(0,90)° - 0,1851 + 0,0056

DC04 - #45° - 0,1998 + 0,0261

DCO04-Sc - (0,90)° - 0,3081 £ 0,0114

DC04-Sc - +45° - 0,2792 £ 0,0246

DC04  -(0,90)° 100  0,2528 + 0,0035

DC04 - #45° 100  0,2496 + 0,0044

DCO04-Sc - (0,90)° 100  0,2767 + 0,0041

DC04-Sc - +45° 100  0,2525 £ 0,0047

DC04 - (0,90)° - 0,2258 £+ 0,0129

DC04 - +45° - 0,2366 + 0,0049

DC04  -(0,90)° 160  0,1882 + 0,0224

S7V DC04 - #45° 160  0,2028 + 0,0157

DC04  -(0,90)° 10.000  0,0459 + 0,0042

DC04 - +45° 10.000 0,0525 £ 0,0138

DC04  -(0,90)° 100.000 0,0297 +0,0121

DC04 - #45° 100.000  0,0300 + 0,0021
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7.5 Anwendung des numerischen
In-situ-Hybridisierungsprozessmodells mit
experimentellen Daten

Das in Kapitel 6 vorgestellte Prozessmodell wird mit dem hyperelastischen Ge-
webematerialmodell mit den Parametern von Set 2 kombiniert. Der Modellie-
rungsansatz wird um den aus der Matrixinjektion resultierenden Fluiddruck
erweitert. Dieser wird durch ein Druckfeld abgebildet, welches auf die pro-
jizierte Stempel- und Zargenfldche des dulleren Metallblechs, sowie die du-
Rerste Gewebelage wirkt, wie in Abbildung 7.22 dargestellt. Es wird die An-
nahme getroffen, dass der Druck kontinuierlich mit der Ziehtiefe zunimmt
und das Druckmaximum am Ende des Ziehwegs erreicht wird. Der maxima-
le Druck wird durch die Steigung des Druckverlaufs wahrend der Injektion ap-
proximiert und betrégt pinjmax = 5,63 MPa. Diese Annahme wird in zwei Stufen
tiberpriift, in dem der maximale Druck halbiert (pmjmax = 2,82 MPa) und ver-
doppelt (pnjmax = 11,26 MPa) wird. Die Approximation des Druckverlaufs ist
im Diagramm 7.21 durch die gepunktete Linie dargestellt. Zusétzlich wird eine
Umformung ohne Matrixfluiddruck (pmjmax = 0 MPa) gerechnet.

1
ps T

0,36

0,28 -
0,19

0 02 0,28 0,375 ro1

Abbildung 7.21: Normierter Druckverlauf p und Ziehwegverlauf s iiber der normierten Simulati-
onszeit ¢
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Fiir die Reibeigenschaften werden die experimentellen Daten in Tabelle 7.8
verwendet. Die Injektion der Matrix und Infiltration des Gewebes kann im
vorliegenden Prozessmodell nicht direkt modelliert werden, weshalb davon
ausgegangen wird, dass eine vollstdndige Infiltration der Lagen von Beginn an
vorliegt. Zudem ist die Injektion der Matrix bereits bei 20 % des Ziehwegs ab-
geschlossen, dies entspricht der Simulationszeit von ¢ = 0,375 normierten Zeit-
einheiten in Abbildung 7.21. Aus den genannten Griinden werden die Reibei-
genschaften im geschmierten, nassen Zustand verwendet. Nachfolgend wer-
den In-situ-Hybridisierungen mit sechs Gewebelagen in (0,90)°-Orientierung
und einem oberen sowie unteren DC04-Deckblech betrachtet, wie in Abbil-
dung 7.22 dargestellt. In Summe werden acht Lagen umgeformt, nummeriert
ausgehend vom Stempel.

Tabelle 7.8: Kontaktparameter fiir die In-situ-Hybridisierungsprozessmodellierung

Modellparameter Variable Wert Kommentar

Normale Kontakt-

steifigkeit Cn 2000 MPa -
Stahl-Stahl Reibung UMM 0,1000 [156, 172-174]
Stahl-Gewebe Reibung UM,G 0,2528 GSV - DCO04 - (0,90)
Gewebe-Gewebe

Reibung UGG 0,3349  GSV - (0,90) - (0,90)

In Abbildung 7.23 sind In-situ-Hybridisierungen mit unterschiedlichen inne-
ren Matrixfluiddriicken in Abhédngigkeit von der Ziehtiefe dargestellt. Der Ma-
trixfluiddruck fiihrt zu einer Verformung der Metallbleche: Das innere Metall-
blech bildet Falten in 45°-Orientierung in der Zarge aus (Abbildung 7.23b), wo-
bei die Intensitét der Faltenbildung mit steigendem Innendruck zunimmt. Bei
100 % Ziehtiefe werden die hochsten Vergleichsformanderungen in den Fal-
ten festgestellt (Abbildung 7.23c). Das dullere Metallblech wélbt sich in den
Bereichen der Stempel- und Zargenfldche in Richtung Matrize, sodass es vor
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Metallblech: 3 Gewebe: 3
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o + -

2D-Schale
S3R Element mit Biegeidealisierung

Fnp = 160 kN

Modell getrennt dargestellt
PInj,max =

zwischen Lage 7 und Lage 8
5,63 MPa

Abbildung 7.22: Viertelmodell in ABAQUS/Explicit fiir ein trockenes FML mit der Stapelfolge
[DCO04, (0,90)g, DC04] und den verwendeten Elementtypen

Erreichen der vollen Ziehtiefe Kontakt mit der Matrize aufnimmt. Mit steigen-
dem Innendruck nimmt die Wélbung des dulleren Metallblechs zu, wodurch
der Kontakt mit der Matrize bereits bei geringeren Ziehtiefen hergestellt wird.
Zusitzlich bewirkt der innere Matrixfluiddruck eine Zunahme der Vergleichs-
formdnderung, sowohl am inneren Metallblech im Bereich des Stempelradi-
us, als auch in der gesamten Stempelfldche des dulleren Metallblechs, im Ver-
gleich zur Variante ohne zusitzlichen Matrixfluiddruck.
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~PInjmax =0 MPa - Plnjmax =2 2~MP3

—

™\

(a) Ziehtiefe s = 5,63 mm = 12,50 %

~Plnj;max = 2,82 MPa.

e

_p }ij,/mﬁ~~=~5,63MPa
e PN

(c) Ziehtiefe s = 45,00 mm = 100,00 %

Abbildung 7.23: Verlauf der In-situ-Hybridisierung bei unterschiedlichen inneren Matrixfluiddrii-
cken pipjmax wihrend der Umformung. Dargestellt ist die Vergleichsforménde-
rung ¢y der Metallbleche.
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Nachfolgend werden die Ergebnisse der In-situ-Hybridisierung mit einem Ma-
trixfluiddruck von piyjmax = 5,63 MPa bei einer Ziehtiefe von 45 mm im De-
tail betrachtet. Hierzu wird in Abbildung 7.24a die Verteilung des Scherwin-
kels aller Gewebelagen gezeigt. Die Gewebelage 2 liegt dabei am néchsten am
Stempel, wihrend die Gewebelage 7 die oberste Gewebeschicht darstellt (im
Modell aus Abbildung 7.22 die unterste Gewebelage). Visuell sind keine Unter-
schiede in den Scherwinkelverteilungen der Gewebelagen erkennbar. Alle La-
gen weisen ausgeprégte Scherbédnder in y-Richtung auf, charakterisiert durch
abwechselnd grof3e positive und negative Scherwinkel. Der grof$te homoge-
ne Scherwinkel tritt bei allen Gewebelagen im Bereich unter 45°-Orientierung
(x =100 mm, y = 50 mm) auf. Gleichzeitig ist in x- und y-Richtung ein starker
Fasereinzug festzustellen. In Abbildung 7.24b ist der Scherwinkel als Funktion
der Gewebedehnungen ¢;; und €,, im Dehnungsraum aufgetragen. Zusitz-
lich ist die Bruchdehnung €}, 4.; der jeweiligen Faserorientierung basierend auf
den Gewebezugversuchen aus Abschnitt 7.2.1 dargestellt. Die héchsten Scher-
winkel y;, treten bei allen Gewebelagen entweder in der Ndhe des Ursprungs
(sehr geringe bis keine Dehnung) oder bei Kombinationen mit negativen Deh-
nungen auf. Dies deutet darauf hin, dass diese Punkte Scherbander darstellen,
die durch eine Kombination aus Druck- und Schubspannungen entstehen.

Mit zunehmender Entfernung der Gewebelagen vom Stempel nimmt der zu-
riickzulegende Weg zu, um der Stempelgeometrie zu folgen. Dies fiihrt zu h6-
heren Dehnungen in beiden Faserorientierungen, wobei insbesondere die Ge-
webedehnung ¢€,, in den Lagen 6 und 7 die Bruchdehnung iiberschreitet. Zur
Vorhersage des Faserbruchs werden in Abbildung 7.25a und 7.25b die Gewe-
bedehnungen €;; und €3, im Verhiltnis zur Bruchdehnung ¢y, 4.; dargestellt.
Die Berechnung der Beanspruchung erfolgt im Postprocessing nach der Um-
formung und beeinflusst das Umformergebnis nicht. In Abbildung 7.25a ist
erkennbar, dass die Bruchdehnung in allen Gewebelagen iiberschritten wird
(€ii/€p,a:1 > 1). Der Bruchort verschiebt sich von der innersten Lage 2 im Be-
reich des Stempelkantenradius nach auflen in den Matrizeneinlaufradius (La-
ge 7). Am kritischsten ist in allen Lagen die Gewebedehnung ¢;, in y-Richtung.
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In Abbildung 7.25b zeigt sich fiir die Gewebelage 2, dass insbesondere biaxia-
le Zugdehnungen zum Versagen fiihren konnen. Diese Tendenz nimmt mit
zunehmendem Abstand vom Stempel (Lagen 3, 4 und 5) ab und entwickelt
sich zu einem gleichméRigen, durch €5, dominiertes Versagensbild mit hohen
Druckdehnungen ¢1; in y-Richtung.

Die Vergleichsforménderung ¢y der Metallbleche ist in Abbildung 7.26 darge-
stellt und zeigt, dass die Formédnderung fiir beide Bleche unkritisch bleibt und
deutlich unterhalb der zuldssigen Grenzforménderung liegt. Die relative Be-
anspruchung, berechnet als normierter senkrechter Abstand jedes Dehnungs-
punktes zur Grenzformidnderungskurve, ist ebenfalls unkritisch (siehe Abbil-
dung 7.27). Ein Formdnderungszustand, der auf der Grenzformanderungskur-
ve liegt, entspricht einer relativen Beanspruchung von 1, was einer Sicherheit
gegeniiber Reien von 0 gleichkommt. Die maximale Vergleichsformande-
rung ¢y tritt bei beiden Blechen im Matrizeneinlaufradius auf. Dabei zeigen
beide Bleche eine Anomalie entlang der %(j)l = —¢,-Geraden, was uniaxiale
Druckbeanspruchung entspricht. Besonders ausgeprégt sind die Tiefziehan-
teile (¢ = —¢p2) im unteren Blech (Lage 1) im Vergleich zum oberen Blech
(Lage 8), was auf eine erhohte Gefahr der Faltenbildung im unteren Blech
hindeutet. In den Abbildungen 7.23b und 7.23c sind Falten unter einer 45°-
Orientierung in der Zarge sichtbar. Diese Falten sind auch in Abbildung 7.26a
erkennbar (x = 100 mm, y = 50 mm). Der dazugehérige Dehnungszustand
liegt unterhalb der ¢; = —¢»-Geraden. Das obere Metallblech (Lage 8) weist
hingegen ausgeprigte Streckziehanteile (¢p; = ¢») auf, die auf eine erhohte
Streckbeanspruchung der Stempelflache hindeuten.
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Abbildung 7.25: Verteilung der Schadigung durch vermuteten Faserbruch der Gewebelagen
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Abbildung 7.27: Verteilung der Beanspruchung der Metallbleche
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7.6 Diskussion der Versuchsergebnisse und
Materialmodelle

7.6.1 Diskussion der Gewebemodellierung und
-charakterisierung

Das vorgestellte hyperelastische Gewebemodell erméglicht die numerische
Abbildung der Querkontraktion von Geweben durch die Beriicksichtigung
negativer Membrandehnungen bei gleichzeitiger Kopplung der Rovingrich-
tungen mit dem Schubverhalten. Bisherige Modellierungsansétze bilden die
Kopplung der Rovingrichtungen (biaxiale Kopplung) oder die Kopplung des
Membranverhaltens mit dem Schubverhalten (Zug-Schubkopplung) nur fiir
positive Membrandehnungen ab [31, 35, 42, 48, 49, 55, 68, 74, 77, 78, 98, 178,
179]. Hierbei bildet die positive Membrankopplung der Rovings den zusitz-
lichen Energieaufwand bei gleichzeitiger Streckung beider Rovingrichtungen
ab. Die positive Membran-Schub-Kopplung bertiicksichtigt hingegen die zu-
sédtzliche Energie zur Schubverformung eines Gewebes, wenn die Rovings un-
ter Vorspannung stehen. Das in dieser Arbeit vorgestellte hyperelastische Ge-
webemodell beriicksichtigt beide Effekte und erweitert die Kopplungen fiir
das Membranverhalten und das Membran-Schubverhalten auf die negativen
Dehnungsquadranten. Hierdurch kénnen nicht nur Zug-Zug Membrandeh-
nungen beschrieben werden, sondern auch Zug-Druck bzw. Druck-Zug Mem-
brandehnungsinteraktionen, sowie die Reduzierung der benétigten Schub-
verzerrungsenergie, wenn eine oder beide Rovingrichtungen entlastet wer-
den. Die numerische Beschreibung des Gewebeverhaltens unter negativen
Membrandehnungen in Kombination mit der biaxialen Rovingkopplung er-
moglicht so die Abbildung von Querkontraktionseffekten in einem homogeni-
sierten Gewebemodell. Das hier beschriebene hyperelastische Gewebemodell
grenzt sich gegeniiber fritheren Modellierungsansitzen in der Literatur [180-
182] dadurch ab, dass es die Anderung der Rovingorientierung unter Bean-
spruchung beschreiben kann. Hierdurch kann die aktuelle Rovingorientierung
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ausgelesen werden, um z.B. den Scherwinkel zu bestimmen. Durch die Sche-
rung des Gewebes dndert sich auch die effektive Steifigkeit entlang der Haupt-
richtungen im ortsfesten Koordinatensystem (KOS), wodurch die Drapierung
und Dehnung des Gewebes beeinflusst wird [42]. Die bereits erwdhnten, ers-
ten Modellierungsansitze [180-182] kdnnen dies nicht abbilden, weshalb mit
zunehmender Gewebeverformung das prognostizierte Deformationsergebnis
von der realen Gewebeverformung abweicht. Gegeniiber Cauchy-elastischen
Modellen [42, 43, 49, 73, 74] grenzt sich das hier beschriebene hyperelasti-
sche Gewebemodell durch eine einfachere Modellformulierung und damit
verbundenen geringeren Berechnungsaufwand ab, da keine Transformation
der Dehnungen und Spannungen zwischen verschiedenen KOS notwendig ist
(Roving-KOS zu lokalem KOS zu globalem KOS).

In Abschnitt 7.1.6 konnte gezeigt werden, dass das vorgestellte Modell die
Querkontraktion von Geweben qualitativ abbilden kann. Dabei wird die Quer-
kontraktion iiber die Kopplung der Rovingrichtungen gesteuert, welche in
Gleichung 7.5 und 7.6 beschrieben sind. Die Gewebezugversuche in Abschnitt
7.2.1 zeigen jedoch auch, dass die Querkontraktion von Geweben schwierig
abzubilden ist. In Abbildung 7.10 steigt die Querkontraktion mit dem Aspekt-
verhdltnis A an, da auch die Anzahl der Querrovings in Lastrichtung zunimmt
und damit die Anzahl der Ondulationsinteraktionen. Bais-Singh et al. [183]
untersuchten mit einer frithen Form der digitalen Bildkorrelation (DIC) die
Querkontraktion an Geweben mit Aspektverhéltnissen von A = 1:1 bis 8:1.
In ihrer Studie konnten sie zeigen, dass mit zunehmendem Aspektverhalt-
nis A die Querkontraktion zunimmt, welches sich mit den Ergebnissen die-
ser Arbeit deckt. Hierbei wurden zwei wesentliche Effekte beobachtet: (a) Zu
kurze Probekorper werden von der Einspannung beeinflusst und fithren zu
falschen Querkontraktionswerten und (b) zu schlanke Probekorper weisen
starke Randeffekte auf, welche ebenfalls zu falschen Querkontraktionswerten
fithren. Dieser Trend ist ebenfalls fiir die in dieser Arbeit untersuchten Aspekt-
verhéltnisse von A = 1:4 (Einspanneffekte) und 4:1 (Randeffekte) festzustel-
len, weshalb die Gewebeprobekérper mit dem Aspektverhéltnis A = 1:1 fiir
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die Parametrisierung des hyperelastischen Gewebemodells verwendet wur-
den. Die starke Abhédngigkeit der Querkontraktion vom Aspektverhiltnis A
und der Lingsdehnung zeigt deutlich, dass es sich fiir Gewebe vielmehr um
einen Strukturkennwert, als einen Materialkennwert, handelt. Um die Struk-
tur des Gewebes fiir die Modellierung der Querkontraktion beriicksichtigen zu
konnen, sollte der Kopplungsfaktor die strukturbedingte Interaktion beschrei-
ben. Hierzu bieten die analytischen, geometrischen Funktionen von Kawabata
et al. [184] oder Adumitroaie et al. [32] einen moglichen Ansatz.

Im Picture-Frame-Versuch wird der Scherwinkel als homogen angenommen.
Durch die Annahme eines homogenisierten Scherwinkels durch die Rahmen-
kinematik besteht ein allg. Messfehler bzgl. des lokalen Scherwinkels. Dieser
sollte optisch gemessen werden, fiir verldsslichere Messergebnisse und zur
Berticksichtigung von lokalen Inhomogenitédten. Mogliches Fasergleiten, wel-
ches von der reinen Rovingrotation an den Kontaktpunkten abweicht, kann
so gemessen werden. Zusétzlich wére es moglich, die Dehnungen innerhalb
der Rovings wihrend der Schubdeformation zu bestimmen. Insbesondere bei
den Picture-Frame-Versuchen mit Querdruck kann der Winkel nicht optisch
gemessen werden und es ist fraglich, inwieweit der angenommene homogeni-
sierte Scherwinkel dem tatsdchlichen Scherwinkel entspricht, da die Rovings
an der freien Rotation gehindert werden. Eine mogliche Losung des Problems
wiére die Verwendung von durchsichtigen Druckkérpern aus PMMA. Ein wei-
terer Einflussfaktor ist die Druckkraft, welche nicht auf die gesamte quadrati-

sche Gewebeflache (120 mm x 120 mm) aufgebracht wurde. Die anfdngliche

60 mm x40 mm
t 120 mmx 120 mm "~ 16 %.

Probekoérperzuschnitt verwendet werden, sodass die gesamte Probekérperfla-

Uberdeckung betrig Es sollte zukiinftig ein kleinerer
che von dem Druckkérper bedeckt wird. Fiir die vorliegenden Versuche wird
angenommen, dass der Einfluss durch die Kompaktierung dominant ist und
somit die Reibung innerhalb des kompaktierten Gewebebereiches erheblich
grofer ist, als innerhalb des nicht kompaktierten Gewebes. Es wird somit an-
genommen, dass das vorliegende Schubverformungsverhalten in guter Ndhe-
rung das Verhalten bei vollflaichiger Kompaktierung reprasentiert.
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Der Picture-Frame-Versuch ist nur bedingt geeignet zur Charakterisierung des
reinen Schubverhaltens, da durch die Einspannung der Fasern am Lastrahmen
Zugspannungen in den Rovings entstehen konnen. Dies zeigen die Versuche
von Launay et al. [47], in denen die Ergebnisse des Picture-Frame-Versuches
mit jenen des Bias-Extension-Versuches verglichen werden. In einem speziel-
len Picture-Frame-Versuch, welcher die gezielte Vorspannung bzw. Entlastung
von Rovings ermdglicht, weisen der Picture-Frame-Versuch mit schrittweise
entlasteten Rovings das gleiche Schubverformungsverhalten auf, wie die im
Bias-Extension-Versuch untersuchten Gewebe. Dies liegt an den unterschied-
lichen Randbedingungen der beiden Versuche. Beim Bias-Extension-Versuch
liegt fiir die Rovings immer eine kraftfreie Randbedingung (F = 0) vor, wahrend
im Picture-Frame-Versuch eine Verschiebungsrandbedingung (u = 0) vorliegt.
In der Literatur wurde experimentell vor allem der Einfluss der Vorspannung
der Rovings auf das Schubverhalten (Zug-Schub-Kopplung) untersucht [47,
185], jedoch nicht der Einfluss der Kompaktierung bzw. des Querdruckes p auf
das Schubverhalten. Die in Abschnitt 7.2.3 vorgestellten Ergebnisse zeigen ei-
nen vergleichbaren Zusammenhang des Druckes p auf die Schubverformung
wie die Zugvorspannung, denn beide erhéhen die Schubsteifigkeit. Dies wird
auf die innere Reibung bzw. die Reibung an den Rovingkontaktpunkten zu-
riickgefiihrt, welche sowohl durch die Kompaktierung, als auch durch Zugvor-
spannung, ansteigt. Durch die Einspannung der Rovings am Lastrahmen im
Picture-Frame-Versuch kann je nach Nutzer eine Vorspannung auf die Rovings
aufgebracht und somit der Schubspannungsverlauf malgeblich und nicht re-
produzierbar beeinflusst werden.

Ubertragen auf den In-situ-Hybridisierungsprozess bedeuten diese Erkennt-
nisse, dass das Schubverhalten des Gewebes zusitzlich um einen kompak-
tierungsabhingigen Kopplungsterm erweitert werden sollte. Hierfiir wird eine
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dreidimensionale Formulierung des Materialgesetzes und folglich eine dreidi-
mensionale Elementformulierung benétigt, da die Verschiebungen und Span-
nungen in Dickenrichtung sonst nicht abgebildet werden kénnen. Die nume-
rischen Instabilitdten scheinen durch eine zu niedrige Schubsteifigkeit des Ge-
webes in der Modellierung verursacht zu werden. Dies wird durch die Para-
meterstudie in Abschnitt 6.3 [118] und die Beobachtungen in Abschnitt 7.2.3
gesttitzt.

7.6.2 Diskussion der Metallcharakterisierung und
-modellierung

Die in dieser Ausarbeitung bestimmten DC04 Materialparameter und die ver-
fiigharen Literaturdaten korrelieren gut [82, 169, 172, 186-191]. Wenn zukiinf-
tig die Anisotropie des Metallblechs berticksichtigt werden soll, so kann in AB-
AQUS/Explicit entweder die elastische oder die plastische Anisotropie bertick-
sichtigt werden, jedoch nicht beide gleichzeitig. Fiir die gleichzeitige Beriick-
sichtigung von elastischer und plastischer Anisotropie muss eine eigene Sub-
routine geschrieben werden. Fiir den Tiefziehprozess ist die plastische Aniso-
tropie die wichtigere, da die Umformung ma@3geblich im plastischen Bereich
stattfindet und den maximalen Umformgrad bzw. das Versagen bestimmt. Die
elastische Anisotropie beeinflusst hingegen die Riickfederung und somit die
MaRhaltigkeit [190].

Fiir die Modellierung der Schiadigung werden zusitzlich dehnratenabhéngi-
ge und mehrachsige Spannungs-Dehnungs-Daten ben6tigt. Nach der Gleich-
malidehnung Ag beginnt die Einschniirung, wodurch die Dehnung lokalisiert
und lokal eine hohere Dehnrate vorliegt. Zusétzlich ist die Annahme eines
uniaxialen Spannungszustandes nicht mehr gegeben. Die Dehnratenabhén-
gigkeit kann entweder experimentell bestimmt oder aus Literaturdaten fiir
DC04 entnommen werden. In Abbildung 7.28 ist die Dehnratenabhingigkeit
von DCO04 nach [192] aufgetragen, wobei die Kurvenverldufe fiir die Streck-
grenze Rpo2 und die Zugfestigkeit Ry, extrapoliert sind. Die experimentellen
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Warmzugergebnisse dieser Arbeit korrelieren gut mit den Literaturdaten. Um
die Dehnratenabhéngigkeit im Materialmodell zu beriicksichtigen, kann das
bereits vorgestellte Johnson-Cook Materialmodell verwendet werden, welches
die Fliespannung

& T-Ty \®
1+04-1n(f)] [1—(—) ] (7.20)
€0

k . 2[61+CQ-EC3]
f, Johnson-Cook Lp T — TO

beschreibt. Darin reprisentiert die erste Klammer die Verfestigung durch die
logarithmische plastische Dehnung ¢ , mit den Konstanten ¢, ¢z und c3, die
zweite Klammer die Dehnratenabhéngigkeit € im Verhéltnis zur Bezugsdehn-
rate €p mit der Konstante c¢; und die dritte Klammer die Temperaturabhéngig-
keit mit der Referenztemperatur Ty, der Schmelztemperatur Ty, und der Kon-
stanten cs [170]. Weitere Daten fiir die Dehnratenabhéngigkeit und Tempera-
turabhingigkeit von DCO04 sind in [189] zusammengefasst.
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Abbildung 7.28: Dehnratenabhéngigkeit der Streckgrenze Rpg,2 und Zugfestigkeit Ry von DC04
nach [192]

187



7 Anwendung des numerischen In-situ-Hybridisierungsprozessmodells mit hyperelastischem
Gewebemodell

7.6.3 Diskussion der Reibeigenschaften

In Abbildung 7.20a weisen die Reibpaarungen (0,90) - (0,90) und +45 - +45 ei-
nen charakteristischen Reibwertverlauf auf. Dieser ist auf die Gewebestruktur
zuriickzufiihren. In Abbildung 7.29 sind die Reibwertverldufe der Einzelmes-
sungen der beiden Reibpaarungen dargestellt. Darin sind die lokalen Maxima
rot markiert, die mittlere Periodenldnge der Oszillation A, sowie deren Anzahl
n. Fiir die Reibpaarung (0,90) - (0,90) weisen die Messungen eins und drei ei-
ne halbe mittlere Periodenlédnge A2 = 1,53 mm auf. Die mittlere Breite eines
Schussrovings betrigt bg 99> = 1,54 mm, siehe Abbildung 7.30, welches in guter
Naherung mit der halben Periodenlidnge iibereinstimmt und somit den cha-
rakteristischen Verlauf teilweise erklaren kann. Dieser weist ein Haupt- und
ein Nebenmaximum innerhalb einer Periode auf. Die Einheitszelle in Abbil-
dung 7.30 14sst jedoch drei Maxima erwarten (bei zwei Rovings resultieren drei
Téler), um die dargestellte Ausgangssituation wieder zu erreichen. Eine mog-
liche Ursache hierfiir kénnen die Uberlagerung von mehreren Einheitszellen
sein, die alle einen Versatz und eine Rotation um die Hochachse zueinander
aufweisen. Die Darstellung geht von senkrechten Kett- und Schussrovings aus,

0)6 T T T 076 T T T

ool ] 0 TAMAAWAVAY ]
, 02 H/2=1,55mm; n=52 ] , 02 A=415mm; n=17 |
£ 06 T T —— £ 06 T T T
= 0,4{A - S 04 t .
) o ] ) v _
z 02 A72=1,02 mm; n =80 z 02 A=414mm; n=19
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0,2 Aj2=151 mm; n=53 ] 02 A=422mm; n=27 ]
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Weg s in mm Weg s in mm
(a) (0,90) - (0,90) (b) +45 - +45

Abbildung 7.29: Reibwertverlauf einzelner Gewebe-Gewebe Reibmessungen im GSV
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Schussrichtung A
(90°-Richtung) bs,90° =1,54 mm

Sy

bK, 0° = 1,43 mm

1ot - Asg50 = 4,20 mm

S RN N

Kettrichtung
(0°-Richtung)

Einheitszelle
Abbildung 7.30: Schematische, idealisierte Darstellung der Einheitszelle des Koper 2/2 Gewebes

vernachldssigt also lokale Drapiereffekte bzw. geringfiigige Fehlorientierun-
gen. Es ist ebenso moglich, dass ein Roving tibersprungen wird, also ein Maxi-
mum durch das Abgleiten von zwei Rovings tiber einen stattfindet und hierfiir
mehr Kraft benétigt wird, was die Auspragung des Haupt- und Nebenmaxi-
mum Verlaufs erkldren konnte. Auffillig ist der zweite Verlauf, welcher einen
hoheren mittleren dynamischen Reibwert besitzt und keine erkennbare peri-
odische Oszillation aufweist. Dies konnte aus der Kombination der oben ge-
nannten Effekte resultieren. Das genaue Zustandekommen des Verlaufs ist je-
doch unklar. Es wird daher die nachfolgende Hypothese anhand der schema-
tischen Darstellung in Abbildung 7.31 aufgestellt. Der Reibkontakt zwischen
den Rovings von zwei Gewebeschichten kann in drei Reibzustdnde unterteilt
werden. Im Zustand 1, in Abbildung 7.31, gleiten Rovings orthogonal oder allg.
unter einem Winkel aufeinander ab. Hierbei kommt es zu einem idealisier-
ten Punktkontakt zwischen den einzelnen Filamenten der Rovings. Dieser Zu-
stand wird als der giinstigste Zustand, mit der geringsten Reibung, angenom-
men. Die Reibung zwischen den Rovings nimmt zu, wenn diese im Zustand
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2 aneinander gleiten. Die Rovings und Filamente sind nahezu gleich orien-
tiert. Leichte Fehlorientierungen der Filamente in einem Roving kénnen zum
Einklemmen eines Filaments zwischen den Filamenten der zweiten Schicht
fithren. In diesem Zustand liegt eine Mischung aus Punkt und Linien Kontakt
zwischen den einzelnen Filamenten vor, je nach der Orientierung zueinander.
Der hochste Reibwert wird im Zustand 3 erwartet, wenn die Rovings nahezu
quer zueinander gleiten und somit auch die Filamente. Durch die makrosko-
pische Rauheit des Rovings, bestehend aus den Filamenten, kénnen sich be-
nachbarte Filamente ineinander quer zur Gleitrichtung verhaken. Dies erh6ht
den Reibwiderstand und kann zur Torsion einzelner Filamente und schlieB-
lich zur Torsion eines ganzen Rovings fiihren. Folgt man dieser Argumentati-
on und wendet die drei Reibzustdnde auf die Einheitszelle des Képergewebes
an, so wird im Bereich des Minimums der Reibzustand 1 erwartet. Bei weite-
rem abgleiten der Schichten tritt der ungiinstigste Zustand 3322 ein, wahrend
dessen Verlaufs das Hauptmaximum erreicht wird. Dieser Zustand geht tiber
in den Zustand 3121, bei dem das Nebenmaximum liegt. Fortlaufendes gleiten
reduziert den Reibwiderstand, bis der Ausgangszustand 1111 im Minimum er-
reicht wird. Diese Hypothese wird gestiitzt durch die experimentellen Ergeb-
nisse von Cornelissen et al. [193]. In der Studie werden die Reibzustdnde 1 und
2 an Kohlenstofffaserfilamenten gemessen, wobei der Reibzustand 2 deutlich
hohere Reibwerte aufweist als der Zustand 1. Die Reibwerte im parallelen Fila-
ment Zustand 2 sind etwa Faktor 3 gréQer als jene Reibwerte des orthogonalen
Zustandes 1.

Die Oszillation der +45 - +45 Paarung ist ausgepragter, da die Rovings dia-
gonal, unter 45°, aufeinander abgleiten, wie in Abbildung 7.30 dargestellt.
Der genaue Gleitpfad ist auch hier unklar. Die Periodenlédnge der drei Mes-
sungen liegt mit 1145 = 4,17 mm im Bereich der theoretischen Verschiebung
von Ag = 4,2 mm. Fiir die Abweichung kann Quergleiten in Kett- oder Schuss-
richtung verantwortlich sein. Dies ist durch die gestrichelten Pfeile in Abbil-
dung 7.30 angedeutet, welches die mittlere Verschiebung verkiirzt (Querglei-
ten in Kettrichtung) oder verldngert (Quergleiten in Schussrichtung). Auch
in dieser Anordnung sind mégliche Ursachen fiir den Verlauf die Rotation
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Reibwert pin -

46 48 50 52 54

Weg s in mm

Abbildung 7.31: Schematische, idealisierte Darstellung des Reibkontaktes einer Képer 2/2 Ein-
heitszelle anhand einer Periode fiir die (0,90)-(0,90) Reibpaarung

der Gewebeschichten zueinander, die Drapierung einer oder beider Gewe-
beschichten oder der Versatz der Schichten zueinander. Es kann auch nicht
ausgeschlossen werden, dass die Orientierung mindestens einer Reibpaarung
vertauscht wurde und F45 - +45 entspricht, statt +45 - £45. Dies wiirde da-
zu fiihren, dass immer Kett- und Schussrovings aufeinander abgleiten, an-
statt Kettroving auf Kettroving und Schussroving auf Schussroving. Im unte-
ren Reibwertverlauf in Abbildung 7.29b ist dies moglicherweise der Fall, da
die Oszillation deutlich geringer ausféllt im Vergleich zu den anderen beiden
Verldufen.

Bei der +45 - (0,90) Paarung befinden sich die Rovings benachbarter Schichten
immer im Kett-Schussrichtungs-Kontakt in derselben Bezugsebene, wodurch
keine Oszillation auftritt. Durch das Silikondl bildet sich ein Schmierfilm zwi-
schen den Rovings aus, welcher die benotigte Kraft fiir den Abgleitvorgang re-
duziert und den Reibwert mindert (Abbildung 7.20a zu 7.20b). Dies fiihrt zu
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einer geringeren Oszillation des Reibwertes in Abbildung 7.20b fiir die Reib-
paarungen gleicher Orientierung ((0,90) - (0,90), +45 - +45) und die Reibpaa-
rung +45-(0,90) wird am geringsten von der Schmierung beeinflusst, da keine
Oszillation auftritt durch den permanenten Reibkontakt.

Im direkten Vergleich der Versuchsergebnisse aus den zwei unterschiedli-
chen Reibversuchsmethoden GSV und SZV fillt auf, dass bei ungeschmierter
Metall-Gewebe Reibung fiir die gleiche Reibpaarung im GSV geringere Reib-
werte gemessen werden als im SZV. Bei geschmierter Reibung und &hnlicher
Viskositidt n werden hingegen im SZV geringere Reibwerte fiir die gleiche Reib-
paarung gemessen. Die beiden Versuchsfithrungen unterscheiden sich, neben
dem Versuchsaufbau, vor allem in der nominellen Gleitgeschwindigkeit und
der Normalkraft. Im SZV wird eine sechsfach grofere Gleitgeschwindigkeit
verwendet und die Flachenpressung im SZV ist um den Faktor 640 grofer.
Aus der Literatur ist bekannt, dass die Gleitgeschwindigkeit den Reibwert zwi-
schen Metall und Gewebe kaum beeinflusst [194, 195] und der Reibwert mit
zunehmender Flachenpressung abnimmt [195-198]. Dieser Effekt wird ab ei-
ner Flachenpressung von p = 0,01 MPa beobachtet und auf die wahre bzw.
effektive Kontaktfldche, sowie den Einfluss der Oberflachenrauheit, zuriick-
gefiihrt [198]. Dies widerspricht jedoch den hier gemachten Beobachtungen,
da die gemessenen Reibwerte des SZV gegeniiber dem GSV ansteigen. Der
Kontaktdruck des GSV liegt mit p = 0,0026 MPa unterhalb des Grenzkontakt-
drucks von p = 0,01 MPa und der Kontaktdruck des SZV ist mit p = 1,67 MPa
deutlich dariiber. Mennecart et al. [121] geben eine mogliche Erklarung fiir
die hoheren Reibwerte des SZV. Mit zunehmendem Kontaktdruck zwischen
Metall und Gewebe wird die Fliel3grenze des Metallblechs tiberschritten und
die Geweberovings werden in die Metalloberflache gepresst. Hier hinterlédsst
das Gewebe ein strukturiertes, bleibendes Muster, welches der Gewebestruk-
tur entspricht. Mennecart et al. argumentieren, dass hierdurch der Reibwert
eine Normalkomponente erhélt, welche die gesamte Reibkraft vergroRert. Je-
doch wurden die Untersuchungen von Mennecart et al. bei Kontaktdriicken
p = 100 MPa durchgefiihrt. Ob es bei einem Kontaktdruck von p = 1,67 MPaim
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7.6 Diskussion der Versuchsergebnisse und Materialmodelle

SZV zu einer oberfldchigen, plastischen Verformung des Metallblechs durch
das Gewebe kommt, ist daher fraglich und sollte genauer untersucht werden.

Fiir unbehandelte DC04 Bleche nimmt der Reibwert bei Schmierung mit Sili-
kondl im GSV zu. Die Zunahme des Reibwerts resultiert moglicherweise aus
der Fluidkraft, da immer dieselbe Silikon6lmenge verwendet wurde. Fiir das
unbehandelte DC04 ist die aufgebrachte Silikondlmenge wahrscheinlich zu
grol3. Bei den Geweben fiillt es die Hohlrdume der Webung aus und bei den
angeschliffenen DC04 Oberfldchen die raue Oberflachenstruktur. Im SZV wird
wéhrend des Versuches kein Silikondl nachgefiihrt, dies fiihrt bei der niedri-
gen Viskositdt von n = 160 mPas dazu, dass wihrend der Versuchsdauer das
Silikonél vollstdndig aus dem Gewebe verdréangt wird und am Ende des Ver-
suches fast trockene, ungeschmierte Reibung vorliegt. In Abbildung 7.20 ist
dies am Anstieg der 7 = 160 mPas Kurve zu erkennen, welche am Versuchsen-
de denselben Reibwert aufweist, wie die ungeschmierte. Innerhalb der ersten
10 mm steigt der Reibwert signifikant an. Die deutlich h6heren Viskositdten
1 =10.000 mPas und 7 = 100.000 mPas weisen diesen Effekt nicht auf und wer-
den besser im Gewebe gehalten [116].

Fiir die Prozessfithrung des In-situ-Hybridisierungsprozesses bedeuten die Er-
gebnisse:

¢ unabhéngig von der Reibpaarung ist eine Schmierung vorteilhaft und
reduziert die tangentiale Reibung.

¢ hochviskose Medien reduzieren den Reibwert stirker als niedrigviskose
Medien

¢ aufeinanderfolgende Gewebelagen gleicher Orientierung besitzen ei-
nen hoheren Reibwert als unterschiedlich orientierte

¢ Relativverschiebungen zwischen zwei Gewebeschichten sind am ein-
fachsten durch Gewebelagen unterschiedlicher Orientierung zu errei-
chen.

193



7 Anwendung des numerischen In-situ-Hybridisierungsprozessmodells mit hyperelastischem
Gewebemodell

¢ in einem Mehrschichtverbund wird die Relativverschiebung maligeb-
lich an der Grenzfliche mit dem geringsten tangentialen Reibwert statt-
finden.

¢ Durch die Wahl der Schichtreihenfolge wird das Umformvermogen des
gesamten Verbundes beeinflusst.
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8 Charakterisierung der
physikalischen und
mechanischen Eigenschaften von
umgeformten FML-Bauteilen

In diesem Kapitel wird der Einfluss der In-situ-Hybridisierung auf die loka-
len Bauteileigenschaften untersucht. Hierzu wird der FVG mittels thermo-
gravimetrischer Analyse (TGA) bestimmt, die Haftung zwischen den DC04-
Stahlblechen und dem GFK betrachtet und der Einfluss der Umformung auf
die Zugeigenschaften untersucht. Die Probekérperentnahmepositionen sind
in Abbildung 4.1 und 4.2 dargestellt. Die mechanischen Untersuchungen sol-
len nicht ausschlieBlich eine Abschédtzung der mechanischen Eigenschaften
der Bauteile liefern, sondern leisten auch einen Beitrag zum Prozessverstand-
nis.

8.1 Faser- und Porenvolumengehalt

Der Faser- und Porenvolumengehalt ¢r bzw. ¢p der GFK-Schicht und der
Metallvolumengehalt ¢pcos des FMLs werden mittels thermogravimetrischer
Analyse (TGA) und Dichtemessung nach Archimedes bestimmt. Hierfiir wird
die Dichte des FMLs ppmy, die Dichte des DC04 Blechs ppcos und die Dichte
des GFKs pgpx benotigt. Die Dichtemessung nach Archimedes und die TGA
wurden am Fraunhofer ICT durchgefiihrt. Das methodische Vorgehen und die
verwendeten Gleichungen sind in Abschnitt 4.2.1 beschrieben.
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Abbildung 8.1: Probekorperposition fiir die TGA und Dichtemessung

Die Ergebnisse der kombinierten Dichtemessung und TGA sind in Tabelle 8.1
zusammengefasst und die Entnahmeposition ist in Abbildung 8.1 dargestellt.
Die sechslagigen FML Bauteile besitzen eine geringere Dichte und einen ge-
ringeren Metallvolumengehalt (MVG), als die dreilagigen Bauteile. Der Faser-
volumengehalt (FVG) der sechslagigen Bauteile ist hoher und konstanter als
bei den dreilagigen Bauteilen. Der Porenvolumengehalt (PVG) ist jedoch bei
den sechslagigen Bauteilen groer. Die Stempelregion I weist fiir drei- und
sechslagigen Bauteile den geringsten PVG auf. In der Flanschflidche ist der FVG
der dreilagigen Bauteile ¢ =~ 65 % und fiir sechslagige ¢r = 70 %.

196



8.2 Schneidscherversuch

Tabelle 8.1: Ubersicht des Faservolumengehalts und des Porenvolumengehalts von Bauteilen mit
3 oder 6 Lagen Glasfasergewebe

Lagen-
agen Region 1 . PFML , . PF .(PP 4ch04
aufbau inkgm~ in % in% in%
I 13 6380+ 40 71,6+8,5 6,0+£8,0 76,7+0)9

II /I 24 6310+ 70 67,1+4,4 11,1+4,8 757+1,1
M/IV 16 6260+130 646+87 123468 753+21
[DCo4, IV/II 17 62304150 612+59 88+60 746+25
(0,90)3, II/II 12 6300+140 71,0+3,7 96+39 752+24
DCO4] 11 /11 8 6340+ 40 651+84 7,8+29 767+1,3
M/IV 12 6270+110 596+40 90472 753+22
IV/II 26 6280+120 61,8+6,1 84+53 755+1,8
/I 11 6310+ 70 71,5+2,7 12,7+29 757+0,8

I 11 5590+ 40 70,0+20 69+30 628+0,8
II /I 17 5520+150 70,8+22 10,8+7,7 628+23
IMI/IV 14 5450+100 67,5+3,8 142+72 62,1+1,3
(DCo4, IV/II 12 5470210 70,1+23 145+85 62,7+26
(0,90)s, II/II 11 5520+ 60 71,1+3,0 145+51 63,6+06
DCO4]l 11 /11 9 5460+ 90 71,1427 154+7,7 620+1,1
M/IV 8 5440+ 80 688+26 146+54 61,7+23
IV/III 21 5460+140 703+4,8 148+65 62,1+23
M/ 11 5790+870 722+19 156+45 66,3+92

8.2 Schneidscherversuch

Die Tragfahigkeit eines FMLs wird maligeblich durch die Verbindung seiner
Konstituenten bestimmt. Lediglich bei ausreichender Anhaftung von FKV und
Metall kann die Last zwischen den Schichten tibertragen werden und die Vor-
teile der Materialkombination werden nutzbar. Der Lasttransfer findet durch
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FML-Bauteilen

Schubspannungen statt, weshalb die Anhaftung der Schichten unter Schubbe-

anspruchung eine wichtige Kenngrol3e ist. Hierfiir wird der Schneidscherver-

such nach Weidenmann et al. [146] verwendet. Die Probekdrper werden lokal

aus den Bauteilen entnommen, um zu priifen, ob die Umformung des DC04

Blechs und des Glasfasergewebes einen Einfluss auf die Anhaftung besitzen.

Die Ergebnisse der Schneidscherversuche sind in Tabelle 8.2 zusammenge-

fasst. Die Ergebnisse konnten nicht in allen Regionen statistisch abgesichert

werden (n < 5).

Tabelle 8.2: Ubersicht der Haftfestigkeit unter Schubbeanspruchung von Bauteilen mit 3 oder 6
Lagen Glasfasergewebe

. G Tm
Lagenaufbau Region . .
in GPa in MPa

I 0° 10 2,96+0,26 16,6+23
I 90° 324+1,03 13,1+34
Im o° 1,75 + 1,06 95+4,5

[DCO4, m 90° 1724123  7,4+56

(0,90)3, o

DCO04] III 135 17 2,03+0,76 99+49
III 45° 21 1,20+0,69 6,7+ 3,9
IVv. 0° 15 2604072 143455
IV 90° 25 2,13+0,66 13,7+5,2
I 0° 2,70+049 149+54
I 90° 1,91+0,66 12,2+6,2
m o° 1,23+0,61 11,6 +8,8

(DCO4, II 90° 1,16 + 0,35 6,3+ 1,7

(0, 90)6’ °

DCO04] III 135 21 1,37 +0,73 9,8 +6,2
IIT 45° 15 0,63+0,26 52+24
IVv. 0° 15 1,47+0,87 99 +6,8
IV 90° 16 1,87+0,52 156+7,4
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Abbildung 8.2: Box-Plot der Scherfestigkeit T, in Abhdngigkeit der Entnahmeposition und der
Glasfaserlagenanzahl

In Abbildung 8.2 weisen die Probekérper der Region I aus dem Stempel ei-
ne tendenziell hohere Scherfestigkeit auf, als die Probekorper der Flansch-
regionen II bis IV. Innerhalb des Flansches ist keine signifikante Tendenz zu
erkennen. Mit Ausnahme der sechslagigen Probekorper der Region IV in 0°-
Orientierung, ist der Median in Region IV hoher als in den Flanschregionen 11
und III. Insgesamt ist die Streuung der Versuchsergebnisse sehr grof§ und die
Gewebelagenanzahl scheint die Anhaftung unter Schubbeanspruchung nicht
zu beeinflussen. Eine Aussage iiber die Orientierungsabhéngigkeit der Scher-
festigkeit ist auf der vorliegenden Datengrundlage nicht moglich.

Die Schubsteifigkeit G in Abbildung 8.3 weist die gleiche Tendenz auf, wie die
Schubfestigkeit 7. Die Streuung der Ergebnisse ist grol§ und es sind leichte
Tendenzen erkennbar. Die Probekdrper aus dem Stempel der Region I besit-
zen den hochsten Medianwert, ausgenommen hiervon sind die sechslagigen
Probekorper mit 90°-Orientierung aus Region I. Vergleichbar hohe Schubstei-
figkeiten weisen die Probekorper aus dem Flansch in Region IV auf, wobei
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Abbildung 8.3: Box-Plot der Schersteifigkeit G in Abhéngigkeit der Entnahmeposition und der
Glasfaserlagenanzahl

dies nicht auf sechslagige 0°-orientierte Probekdrper der Region IV zutrifft.
Fiir die Regionen II und III des Flansches ist die Schubsteifigkeit der Probe-
korper innerhalb der Streuung gleichwertig. Eine Ausnahme bilden die drei-
lagigen 135°-orientierten Probekorper aus Region III, deren Schubsteifigkeit
einen Medianwert vergleichbar der Region IV aufweisen.

8.3 Zugversuch

Fiir die Zugversuche werden lokal Probekorper aus den Bauteilen entnom-
men, um Riickschliisse auf die Blechumformung und die Faserdrapierung zie-
hen zu kénnen. Weiterhin kénnen die auftretenden anisotropen Eigenschaf-
ten eines Bauteils abgeschidtzt werden.
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8.3 Zugversuch

8.3.1 FML Bauteile

Die Ergebnisse der Zugversuche sind in Tabelle 8.3 zusammengefasst, wo-
bei diese nicht in allen Regionen statistisch abgesichert werden konnten (n
< 5). Die Ergebnisse zeigen bei Vergleich der jeweiligen Region fiir dreilagige
und sechslagige Bauteile, dass Bauteile mit drei Glasfaserlagen héhere Elas-
tizitditsmoduln und hohere 0,05-%-Dehngrenzen aufweisen, als die Bauteile
mit sechs Glasfaserlagen. Die Ergebnisse der Zugfestigkeit zeigen ein anderes
Bild. Hier besitzen die Probekorper der 0° und 90°-Orientierung fiir die sechs-
lagigen Bauteile hohere Zugfestigkeiten, als die Probekorper der dreilagigen
Bauteile. Ausgenommen hiervon sind die Probekorper der Region II in 90°-
Orientierung, denn die Zugfestigkeiten sind innerhalb der Streuung gleich-
wertig. Fiir die Region III mit 45°-Orientierung und 135°-Orientierung wei-
sen hingegen die dreilagigen Bauteile gegeniiber den sechslagigen Bauteilen
die hoheren Zugfestigkeiten auf. Unabhéngig von der Glasfaserlagenanzahl
besitzen in Region III die Probekérper der 45°-Orientierung gegeniiber der
135°-Orientierung die hoheren mechanischen Eigenschaften (E, Rpo,05, Rm).
Die 135°-Orientierung weist die geringsten mechanischen Eigenschaften aller
untersuchten Regionen auf.
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Abbildung 8.4: Box-Plot des Elastizititsmoduls E in Abhéngigkeit der Entnahmeposition und der

Glasfaserlagenanzahl fiir FML Bauteile
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Abbildung 8.5: Box-Plot der 0,05-%-Dehngrenze Rp,05 in Abhédngigkeit der Entnahmeposition

und der Glasfaserlagenanzahl fiir FML Bauteile
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Abbildung 8.6: Box-Plot der Zugfestigkeit Ry, in Abhdngigkeit der Entnahmeposition und der

Glasfaserlagenanzahl fiir FML Bauteile

203



8 Charakterisierung der physikalischen und mechanischen Eigenschaften von umgeformten
FML-Bauteilen

Tabelle 8.3: Ubersicht der Zugeigenschaften von Bauteilen mit 3 oder 6 Lagen Glasfasergewebe

E Rpo,05 Rm

Lagenaufbau Region
in GPa in MPa in MPa

I 0° 1 160+ 0 222+ 0 238+ O

I 90° 5 181+44 234+11 328+39

m o° 4 166+25 201+ 2 333+ 4
[DCO04, o

Ir 90 5 103+46 186+42 286+13
(0) 90)3)

DCO4] ri3s° 11 100+21 158+12 249+ 7

oI 45° 11 177+£30 194+18 275+11
v 0° 9 127+32 160+15 304+15
vV 90° 9 176+26 211+13 329+22
I 0° 1 154+ 0 209+ 0 430+ 0
I 90° 3 134+34 19111 342+ 1
o o° 2 134+ 6 175+ 8 410+23
[DCO04, o
Ir 90 4 102+12 154+12 278+14
(0,906,

DCO4] r135° 16 92+15 131x12 222+15
I 45° 16 129+12 167+ 9 256+30
v 0° 10 97+16 146+12 319+35
IV 90° 9 130+10 178+ 5 37014
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8.3 Zugversuch

8.3.2 GFK Bauteile

Die Ergebnisse sind in Tabelle 8.4 und in Abbildung 8.7 in Form von Box-Plots
dargestellt. Die 0°-Orientierung besitzt hohere mechanische Eigenschaften (E,
Rp0,05, Rm, €p), innerhalb der jeweiligen Region, als die 90°-Orientierung. Der
qualitative Unterschied zwischen 0°- und 90°-Orientierung ist fiir alle genann-
ten mechanischen Eigenschaften erkennbar und insbesondere bei der Zugfes-
tigkeit ausgeprégt. Hier ist die Differenz zwischen 0°- und 90°-Orientierung in-
nerhalb einer Region quantitativam gréBten. Der Einfluss der Orientierung ist
auf die Zugfestigkeit am stdrksten und die Bruchdehnung am geringsten. Die
45°-Orientierung weist hohere mechanischen Eigenschaften (E, Rpo,05, Rm)
auf als die 135°-Orientierung. Die Bruchdehnung ¢y, ist in 135°-Orientierung
hoher als in 45°-Orientierung und weist somit die hochste Bruchdehnung mit
€p = 6 % aller GFK-Probekorper. Im Vergleich dazu ist die Bruchdehnung mit
€p = 2 % der 0°- und 90°-Orientierungen gering.

Tabelle 8.4: Ubersicht der Zugeigenschaften von sechslagigen GFK-Bauteilen

E Rpo,05 R

Lagenaufbau Region n
in GPa in MPa in MPa

I 0° 6 321+15 164+13 572+ 49
I 90° 5 321+23 128+ 9 417+ 10
Im o° 7 285+22 151+20 528+ 53
o 9o0° 8 244+21 104+17 266x 70

[(0,90)6] .
111135 15 14,4+ 1,6 39+ 8 89+ 25

11 45° 16 20,4+27 58+ 5 201+ 47
IVv. 0° 13 291427 130+£27 4324112
IV 90° 13 278+24 111+11 425+ 70
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Abbildung 8.7: Box-Plots der mechanischen Eigenschaften in Abhéngigkeit der Entnahmepositi-
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8.4 Diskussion der mechanischen Charakterisierung

8.4 Diskussion der mechanischen
Charakterisierung

8.4.1 Einfluss des Faser- und Porenvolumengehalts auf
die interlaminare Scherfestigkeit

In Tabelle 8.1 sind FVG mit ¢ = 70 % aufgefiihrt, was nahe an der theore-
tischen maximalen Packungsdichte von 79 % fiir rechteckig gepackte, runde
Geometrien liegt. Der PVG betriagt ¢p = 10 % fiir dreilagige und ¢p = 15 %
fiir sechslagige FML-Bauteile. Die hohen PVG in Kombination mit den eben-
falls hohen FVG weisen auf eine unzureichende Infiltration der Gewebelagen
hin. Diese Ergebnisse unterscheiden sich signifikant von den aus der Bauteil-
dicke abgeleiteten FVG (@31, Dicke = 43 % ZU QE3L,TGA = 65 % SOWie QEgL Dicke =
54 % zu @geLTGA = 70 %). Die mittels TGA ermittelten FVG werden als realisti-
scher eingeschétzt, da sie weniger Annahmen erfordern (z. B. zur Blechdicke)
und die Porositét explizit beriicksichtigen. Die geringere Dichte der sechslagi-
gen Bauteile (opmy 61 = 5510 kgm ™) im Vergleich zu den dreilagigen Bauteilen
(ppML3L = 6290 kgm’g) ist auf die erhohte Porositét der sechslagigen Bautei-
le zuriickzufiihren. Abbildung 8.8a zeigt die Vergr6Berung aus Schliftbild 5.4,
in der Poren mit einer Grofle von rund 0,5 mm in der Flanschfldche sicht-
bar sind. Der hohe PVG resultiert nicht aus einer Vielzahl feinverteilter Poren,
sondern aus wenigen, jedoch sehr groBen Poren. Diese Poren befinden sich
vorwiegend in den Freiriumen der Gewebelagen, die durch die Képer-2/2-
Gewebestruktur entstehen, wie in Abbildung 8.8b dargestellt. Ahnliche Beob-
achtungen lassen sich in den 0°- und 90°-Schliffbildern (Abbildung 5.5 und
5.6) erkennen.

Die maximale Lingenausdehnung der Poren wird auf die Gréflenordnung der
Rovingbreite geschétzt, was bedeutet, dass sie etwa dreimal groQer ist als in
den Schliffbildern sichtbar. Diese Annahme basiert auf der zufélligen Schnitt-
position innerhalb der dreidimensionalen Porenstruktur. Eine exemplarische
Vermessung von Poren an der Grenzfliche zwischen dem DC04-Metallblech
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Abbildung 8.8: Porengrofe und -position

und der GFK-Schicht zeigt in Abbildung 8.9, dass die Poren entlang ganzer Ro-
vings verlaufen und Netzwerke ausbilden. Die Porengrée an der Grenzfldche
iiberschreitet die angenommene Grée von 1,5 mm und erreicht Werte von
bis zu 2,23 mm. Uber die Verteilung und Geometrie der Poren innerhalb der
GFK-Schicht lassen sich aus dieser Beobachtung keine direkten Riickschliis-
se ziehen. Es wird jedoch vermutet, dass die Grenzflichenporen besonders
grol$ ausfallen, da die Matrix wiahrend der Polymerisation aufgrund kapilla-
rer Effekte von der Grenzfliche weg, in das Gewebe, gesaugt wird. Dieser Ef-
fekt wird durch den fehlenden Druck auf die Matrix wihrend der Polymeri-
sation begiinstigt, da, wie in Abschnitt 5.4 beschrieben, die Niederhaltekraft
durch den sinkenden Pinolendldruck abnimmt. Zudem wird die Werkzeug-
form nicht vollstdndig mit Matrixmaterial gefiillt, sondern lediglich eine theo-
retisch ausreichende Menge injiziert, um die Gewebelagen zu infiltrieren. Ein
Teil der Matrix flieBt jedoch in gewebefreie Bereiche des Werkzeugs, was zu ei-
nem Matrixmangel in den Gewebelagen und im Bauteil fiihrt. Fiir eine detail-
liertere Analyse konnte mithilfe von Bilderkennungsverfahren der Porenanteil
an der gesamten Oberfldche in Abbildung 8.9 ermittelt werden. In Kombina-
tion mit den berechneten PVG lielen sich so die Porenanteile sowohl an der
Metall-GFK-Grenzfldche als auch im GFK-Volumen quantifizieren.
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1.0 mm

Abbildung 8.9: Porennetzwerk an der Grenzfliche zum Metallblech aus Region III. Die GFK-
Oberfliche wurde nach Entfernen der Metallbleche aufgenommen.

Die hohe Porositit erklért die relativ geringe Schubfestigkeit von 7., = 12 MPa,
sowie die hohe Streuung der Versuchsergebnisse von etwa 5 MPa. In Vorver-
suchen, bei denen Probeplatten mit 100 mm x 100 mm hergestellt und ei-
ne vollstdndige Impragnierung der Gewebelagen erreicht wurde, konnte eine
deutlich hohere Schubfestigkeit von 7,, = 30 MPa gemessen werden — unter
Verwendung der gleichen Werkstoffkombination und Oberflachenbehand-
lung [119]. In der Literatur werden fiir GLARE PVG von 0,35 % bis 1,51 %
berichtet [94, 199], die eine Reduktion der Schubfestigkeit im interlamina-
ren Schertest um bis zu 45 % bewirken. Die Reduktion bezieht sich dabei auf
Probekorper mit dem geringsten PVG und der hochsten Schubfestigkeit. Im
Vergleich zu den Vorversuchen nach [119] mit 7, = 30 MPa und den hier ge-
messenen Schubfestigkeiten von 7., = 12 MPa, ergibt sich eine Festigkeitsre-
duktion von 60 %. Neben der Porengréf3e konnen nach Park et al. [199] weitere
Einflussfaktoren die Schubeigenschaften reduzieren, wie die Verunreinigung
der Metalloberfldche, nicht optimale Oberflichenvorbehandlung oder zu ge-
ringer Fligedruck. Im vorliegenden Fall ist die gro3flaichige Porenbildung die
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Abbildung 8.10: Einfluss der Scherebene und der Poren auf die Dehnungsverteilung im SSV

Hauptursache fiir die signifikante Reduktion, da sie sowohl die Wirkfldche ver-
ringert, als auch durch Kerbwirkung zu lokalen Spannungskonzentrationen an
den Porenrdndern fiihrt (siehe Abbildung 8.10b).

Im SSV wird die Beanspruchung durch die Schneidkanten iiber ein kleines
Probekorpervolumen grenzflichennah aufgebracht, siehe Abbildung 8.10a.
Dies ist vorteilhaft, da keine Uberlagerung der Scherspannung mit Biege-
spannung auftritt, wie in anderen Versuchsanordnungen zur Bestimmung
der Scherfestigkeit [146]. Jedoch wird durch die Wahl einer geringen Scher-
spaltbreite die Scherebene festgelegt und nicht zwangsweise die Ebene mit
der geringsten Festigkeit beansprucht. Fiir die vorliegenden Ergebnisse wur-
de der Scherspalt gezielt auf die Metall-GFK-Grenzflache eingestellt, um die
Hafteigenschaften zu bestimmen. Die gemessenen Scherfestigkeiten und -
steifigkeiten sind direkt von der Infiltrationsqualitdt abhéngig, weshalb die
Probekorper der Regionen I und IV die héchsten Werte aufweisen. Die Re-
gion I (Stempelregion) zeigt die geringste Porositét, da die Gewebelagen zu
Beginn der Injektion infiltriert werden. Die Flanschregion IV unterscheidet
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sich hinsichtlich des FVG und der Porositét nicht signifikant von den ande-
ren Flanschregionen II und III. Eine weitere Ursache fiir die unterschiedlichen
Kennwerte wird daher in der Drapierung der Gewebelagen vermutet. Abbil-
dung 8.11 zeigt die Zuordnung der SSV-Probekérperpositionen zur qualita-
tiven Drapierung der Gewebelagen aus Abbildung 5.8. Die Probekoérper der
Regionen I und IV werden Bereichen mit geringen Gewebescherwinkeln ent-
nommen, wiahrend die Probekorper der Regionen II und III Bereichen mit
groflen Scherwinkeln entnommen werden, was zu niedrigeren Scherfestig-
keiten fiihrt. Diese Hypothese wird durch die gemessenen Schubsteifigkeiten
unterstiitzt: Regionen mit geringer Schubsteifigkeit weisen ebenfalls niedrige-
re Scherfestigkeiten auf. Mit zunehmendem Scherwinkel verdichtet sich das
Gewebe in der Ebene, wodurch die Abstinde zwischen den Rovings abneh-
men und die Permeabilitit sinkt, wie Permeabilititsmessungen zeigen [113,

¥, 90°

Testrichtung SSV-Probekdorper

20 mm x 10 mm
135° Eﬂ v b 45°
= =5 S w/
DT T T
SERe=caE:

LT T
0° 15° 30° 45° 100 mm
Scherwinkel y -

Abbildung 8.11: Qualitativer Scherwinkel an den SSV-Probekorperentnahmepositionen
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200-203]. Mennecart postuliert in [122], dass die Matrix aus der Stempelfla-
che (Region I) zunéchst iiber die Zarge der Region IV in die Flanschfliche und
anschliefend in die Regionen II und III flie3t. Diese Hypothese wird durch
weitere Infiltrationsstudien von Kruse et al.[112] gestiitzt, wie in Abschnitt 5.4
beschrieben. Die Ergebnisse des FVG und des PVG kénnen diese Hypothe-
sen nicht direkt bestdtigen, da kein signifikanter Unterschied im Mittelwert
und der Standardabweichung der Flanschregionen II, III und IV zu erkennen
ist. Jedoch wurden der FVG und der PVG tiberwiegend zwischen zwei Regio-
nen gemessen, siehe Abbildung 8.1, und nicht direkt innerhalb einer Region,
sodass der Einfluss der Gewebedrapiereffekte durch die Wahl der Probekor-
perposition nicht direkt messbar ist. Die FVG und PVG der Region IV kénnten
ndher an den Werten der Region I liegen, wenn die Gewebedrapierung einen
wesentlichen Einfluss auf die Infiltrationsqualitét besitzt, da beide Regionen
dhnliche Gewebescherwinkel aufweisen, wie in Abbildung 8.11 exemplarisch
gezeigt.

8.4.2 Einfluss der Umformung auf die Zugeigenschaften

Das Metallblech und das Gewebe werden zur Mitte des Stempels hin um-
geformt, wie in den Abbildungen 8.12 und 8.13 dargestellt. Abbildung 8.13
zeigt zusdtzlich den Einfluss der Gewebedrapierung auf die Entnahmeposi-
tion der Zugprobekorper. Die Probekérper in den Regionen II 0°-, III 45°-
und IV 90°-Orientierung sind in Zugrichtung drapiert, wéhrend die Probe-
korper der Regionen II 90°-, IIT 135°- und IV 0°-Orientierung quer zur Dra-
pierrichtung gepriift werden. In Region I (0°- und 90°-Orientierung) erfolgt
keine Scherung, sodass die Faserorientierung der Zugrichtung entspricht. Die
Zugeigenschaften der FML, Elastizititsmodul E, Streckgrenze Rp,05 und Zug-
festigkeit Ry, bestédtigen diesen Zusammenhang, da die mechanischen Eigen-
schaften in Umformrichtung héher sind als quer zur Umformrichtung. Im Ge-
gensatz dazu folgen die Zugeigenschaften der GFK-Schichten diesem Trend
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Abbildung 8.12: Umformrichtung des Metallblechs

nur in den Regionen II und III. In Region IV gibt es keine signifikanten Un-
terschiede zwischen den Zugeigenschaften der GFK-Schichten in 0°- und 90°-
Orientierung. Daraus wird geschlossen, dass die anisotropen Eigenschaften
der FML-Probekorper in Region IV (0°- und 90°-Orientierung) auf die Metall-
umformung zuriickzufiihren sind. Dies ist plausibel, da die Umformrichtung
sowohl des Metallblechs, als auch des Gewebes, zur Mitte hin verlduft. Pro-
bekorper aus Region II 0° und Region IV 90° liegen entlang der Hauptform-
anderung, wahrend Probekorper aus Region 11 90° und Region IV 0° entlang
der Nebenformdnderung des Metallblechs entnommen werden (siehe Abbil-
dung 8.12). In Richtung der Nebenforménderung ist die Vordehnung der Me-
tallbleche durch Umformung hierdurch geringer.

Dreilagige FML-Bauteile besitzen einen hoheren Elastizititsmodul E und ei-
ne hohere Streckgrenze Ry 05, als sechslagige Bauteile. Dies wird auf den etwa
13 % hoheren MVG der dreilagigen Bauteile zuriickgefiihrt. Zwar ist der FVG
in den GFK-Schichten beider Varianten vergleichbar, doch der auf das gesam-
te FML-Volumen bezogene FVG ist bei den sechslagigen Bauteilen héher. Da-
durch weisen diese eine hohere Zugfestigkeit Ry, auf. Dieser Zusammenhang
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Abbildung 8.13: Qualitative Drapierung an den Zugprobekdrperentnahmepositionen nach [106]

wird durch experimentelle Ergebnisse an GLARE bestétigt [204]. Die mechani-
schen Eigenschaften des FML-Bauteils werden stark durch die Materialkom-
bination und die Lastverteilung zwischen Metall- und FKV-Schichten geprégt.
Das Steifigkeitsverhiltnis zwischen den Schichten wird durch die Elastizitéts-
module und die Querschnittsflichen der Werkstoffe bestimmt. Die effektive
Steifigkeit des Verbunds kann durch das Ersatzmodell einer parallelen Feder-
anordnung (auch als Mischungsregel bezeichnet) mit der Federsteifigkeit ¢
nach Hagenbeek et al. [205] beschrieben werden:

EA

c= T = CFML = 2€DCo4 + CGFK 8.1)

wobei E den Elastizitditsmodul, A die Querschnittsfliche und L die Liange be-
schreibt. Die Querschnittsfliche A berechnet sich hierbei aus der Breite B
und Dicke ¢ der Schicht. Bei vollflachigen FML ohne Schiftung oder lokaler
Verstdrkung besitzen alle Lagen dieselben Langen- und Breitenabmessungen,
weshalb die Liange L und die Breite B aus der Gleichung gekiirzt werden und
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8.4 Diskussion der mechanischen Charakterisierung

lediglich die Schichtdicke ¢ als geometrischer Parameter verbleibt. Die Last-
verteilung zwischen den Schichten ergibt sich aus ihrem Steifigkeitsverhaltnis
in Abhéngigkeit der Orientierung bzw. Region mit

2-cpcoa _ 2+ Epcoa - tbcos
CGEK Egrx - torx

= 11 bis 26. (8.2)

Dies bedeutet, dass je nach GFK-Schichtsteifigkeit die Metalllagen den 11- bis
26-fachen Traganteil der Last {ibernehmen im Vergleich zur GFK-Schicht. Die
Streckgrenze wird maf3geblich vom Umformgrad des Metallblechs beeinflusst:
Eine erhohte Kaltverfestigung steigert die Streckgrenze, wodurch das Blech bis
zu diesem Punkt die Hauptlast trdgt. Dies wird auf die hohe Steifigkeit und den
grofleren Volumengehalt des Metalls im Vergleich zur GFK-Schicht zuriickge-
fiihrt, wie exemplarisch fiir die Lastverhiltnisse (Metall zu GFK) von 11 bis 26
in Gleichung 8.2 gezeigt. In Abbildung 8.14 sind die mittleren Zugspannungs-
Dehnungsverldufe der sechslagigen GFK- und FML-Probekorper nach Regi-
on dargestellt, welche diesen Zusammenhang veranschaulichen. Nach Uber-
schreiten der Streckgrenze flieen die Metallbleche, was zu einer signifikan-
ten Reduktion der effektiven Steifigkeit fiihrt [205]. Die Last wird dann auf die
GFK-Schicht durch interlaminare Schubspannungen iibertragen. Ein gréQe-
rer Faseranteil in Lastrichtung der GFK-Schicht resultiert in einem hoheren
Elastizitdtsmodul und fiihrt somit zu einer hoheren Streckgrenze des FML, da
der Lastanteil des Blechs reduziert wird. Die Zugfestigkeit ist abhdngig von
der Faserorientierung. Probekorper mit 0°- und 90°-Orientierung weisen auf-
grund der Ausrichtung der Fasern in Belastungsrichtung hohere Steifig- und
Festigkeiten auf, jedoch auch geringere Bruchdehnungen. Probekoérper mit
45°- und 135°-Orientierung besitzen hohere Bruchdehnungen, da die Fasern
durch die Belastung in Zugrichtung drapieren. Dies verdeutlicht die dominie-
rende Rolle der GFK-Schicht im Bereich oberhalb der Streckgrenze und un-
terstreicht die Bedeutung eines hohen Anteils der Fasern in Lastrichtung fiir
die mechanischen Eigenschaften des FML. Die Spannungsverldufe der FML
(schwarz) korrelieren stark mit jenen des GFKs (griin). Die Zugfestigkeit nimmt
fiir Probekorpern der Region I mit einer Faserorientierung in 90°-Richtung
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zur Zugrichtung im Vergleich zur 0°-Richtung ab, weil das Gewebegewicht in
der 0°-Orientierung 143 gm~2 und in der 90°-Orientierung 133 gm~2 betrigt,
was bedeutet, dass der FVG reduziert ist. Das Verhéiltnis zwischen dem Gewe-
begewicht in 90°- und 0°-Orientierung betragt 133/143 = 0,93. Der iiber das
Verhiltnis hinausgehende Unterschied in der Streckgrenze und Zugfestigkeit
der GFK-Schichten zwischen den 0°- und 90°-Orientierungen wird auf Faser-
kriimmung infolge von Drapiereffekten zuriickgefiihrt. Die 45°-Orientierung
weist im Vergleich zur 135°-Orientierung hohere Zugfestigkeiten und geringe-
re Bruchdehnungen auf, da das Gewebe durch die Umformung in Zugrichtung
drapiert wird, wie in Abbildung 8.13 dargestellt.
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Abbildung 8.14: Vergleich des mittleren technischen Spannungs-Dehnungsverlaufs von sechsla-
gigen GFK und FML Probekorpern bzgl. der Entnahmeregion nach [106]
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In diesem Kapitel werden die Zusammenhénge der vorherigen Kapitel 5, 6, 7
und 8 iibergeordnet an der Literatur diskutiert. Gegeniiber der Literatur un-
terscheidet sich der In-situ-Hybridisierungsprozess durch die Verwendung tro-
ckener Faserhalbzeuge und einer reaktiven thermoplastischen Matrix, anstatt
vorimprégnierter duromerer [88, 89] oder thermoplastischer [84, 86, 87, 90-93]
Faserhalbzeuge im umzuformenden FML. Aus der Verwendung trockener Fa-
serhalbzeuge resultiert ein geringerer Niederhaltedruck pnyg ohne Faltenbil-
dung 1. oder 2. Ordnung von pny = 2 MPa des In-situ- Hybridisierungsprozesses
gegeniiber den bisherigen Prozessrouten mit pyy = 10 MPa [92]. Im In-situ-
Hybridisierungsprozess konnen hierbei faltenfreie Geometrien mit einer Zieh-
tiefe von s = 45 mm hergestellt werden. In der Literatur werden faltenfreie
Geometrien ohne Reillen der Metall- oder Faserlagen bis zu einer Ziehtie-
fe von s = 30 mm berichtet [92]. Geometrien mit gréBeren Ziehtiefen von
s =30 mm bis 40 mm weisen Falten 2. Ordnung in der Zarge auf und reillen im
Stempelkantenradius [84, 91, 92]. Wahrend der In-situ-Hybridisierung bilden
sich durch die injizierte Matrix, sowie dem resultierenden Matrixfluiddruck
aus der kontinuierlichen Umformung, Matrixansammlungen in der Stempel-
und Zargenfldche, welche zur Deformation der Metallbleche fiihren, siehe
Kapitel 5 bzw. Abschnitt 7.5. Die Matrixansammlungen in der Zarge werden
ebenfalls in der Literatur berichtet [84, 88, 89, 92], wobei diese in der Litera-
tur im fertigen Bauteil verbleiben und zu einer stark inhomogenen Bauteildi-
ckenverteilung fiihren. Die In-situ-Hybridisierung verwendet das von Hahn et
al. [92] empfohlene Werkzeugkonzept mit beidseitigem Werkzeugkontakt des
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FMLs in der Endposition, wodurch im In-situ-Hybridisierungsprozess die Ma-
trix aus der Stempel- und Zargenfldche verdrangt wird. Hieraus resultiert ei-
ne nahezu homogene Bauteildicke gegeniiber den bisherigen Prozessrouten.
Das Werkzeugkonzept mit beidseitigem Werkzeugkontakt profitiert hierbei
von der Verwendung einer reaktiven Matrix im In-situ-Hybridisierungsprozess,
welche eine erheblich geringere Viskositédt besitzt als die bisher verwendeten
duromeren oder thermoplastischen Matrixsysteme in der Literatur [84, 88, 89,
91, 92]. Die Viskositidt der duromeren Matrix befindet sich in der Grélenord-
nung von 7 = 2 Pas bis 10 Pas [206, 207] und die der thermoplastischen Matrix
von 711 = 1000 Pas [208, 209] gegeniiber von n = 0,1 Pas der reaktiven ther-
moplastischen Matrix im In-situ-Hybridisierungsprozess. Die hohe Viskositat
der Matrixsysteme in der Literatur fiihrt zu Faserverschiebungen infolge der
Matrixverdrangung [84, 88, 92]. Dies liegt an der steigenden Fluidkraft durch
den Druckgradienten mit zunehmender Viskositdt [164]. Dieser Zusammen-
hang wird durch die Untersuchungen von Mennecart [109] und Kruse [115] fiir
zunehmende Viskositdten im In-situ-Hybridisierungsprozess bestdtigt. Die ex-
perimentellen Beobachtungen werden phianomenologisch durch die nume-
rische Prozessmodellierung in Abschnitt 7.5 bestdtigt und geben Aufschluss
iiber die Entstehung. Der aus der injizierten Matrix resultierende Fluiddruck
im In-situ-Hybridisierungsprozess fiihrt zum Beulen des inneren bzw. unte-
ren Metallblechs in Richtung des Stempels, siehe Abbildung 7.23a. Hierbei
iberschreitet das Blech die Streckgrenze R, und wird verfestigt, wodurch die
Vergleichsformdnderung im Stempelradius des unteren Blechs gegentiber ei-
ner trockenen Umformung ohne Matrixinjektion zunimmt. Dies wirkt sich
negativ auf das bleibende Verformungsvermogen aus, da die Differenz zwi-
schen R, und Ry, bzw. der Abstand zur Grenzforménderungskurve geringer
wird. Zusétzlich kann der innere Matrixfluiddruck zur Faltenbildung 2. Ord-
nung des inneren bzw. unteren Metallblechs in der Zarge fiithren, wie es auch
in der Literatur beobachtet wird [23, 84, 91, 92]. Ebenso beult das dullere bzw.
obere Metallblech unter dem hydrostatischen Matrixfluiddruck in Richtung
der Matrize, welches grundsitzlich zu einer gleichmifligeren Formdnderung
des dulleren Metallblechs fiihrt, da die Formdnderung nicht im Stempelra-
dius lokalisiert. Jedoch bewirkt der hydrostatische Fluiddruck einen ebenen

220



9 Diskussion

Dehnungszustand, wie er im Stempelradius ohnehin auftritt. Dieser ist be-
sonders kritisch [80] und iiberlagert sich im Stempelbereich mit dem bereits
vorliegenden ebenen Dehnungszustand bzw. verstarkt diesen dort, wenn das
FML-Sandwich zwischen Stempel und Matrize in der Endposition kompak-
tiert wird. Der Kontaktdruck in den Stempelradien steigt und fiihrt zu ei-
ner zusatzlichen Formédnderung. Durch den inneren Matrixfluiddruck ist die
Forméanderung im inneren und duferen Metallblech daher am Stempelradi-
us grofer, als wiirde keine Matrix injiziert. Die numerische Studie in Abbil-
dung 7.23 zeigt zudem, dass dieser Effekt mit zunehmendem inneren Fluid-
druck zunimmt. Beide Effekte reduzieren die Umformbarkeit, da der Abstand
zur Grenzformanderungskurve reduziert wird und sind daher als ungiinstig
zu bewerten. Je mehr sich die Matrix vor dem Tiefziehen in der Gewebeebene
verteilen kann, desto weniger Matrix muss verdrdangt werden. Hierdurch wiir-
de die Vordehnung der Metallbleche durch die Fluid-Struktur-Interaktion ge-
ringer ausfallen und das verbleibende Formdnderungsvermoégen ermdoglicht
weitere bzw. groflere Umformungen. Die in Kapitel 5 formulierte Hypothe-
se, dass das dulere Metallblech wéhrend der Injektion vollstandig bis zum
Matrizeneinlaufradius ausbeult, wird durch die numerischen Ergebnisse in
Abschnitt 7.5 gestiitzt und durch experimentelle Ergebnisse von Kurse be-
statigt [112]. Die Matrix wird an der weiteren Infiltration der Flanschfldche
durch den hohen lokalen Druck am Matrizeneinlaufradius gehindert. Erst mit
zunehmender Ziehtiefe wird die Flanschfliche durch Matrixverdrangung aus
der Stempelfldche infiltriert [112]. Um das Beulen des oberen Deckblechs in
der Stempelfldche Ag; vollstindig zu vermeiden, miisste das Werkzeug modifi-
ziert werden, indem ein Niederhalter in der Matrize ergénzt wird, welcher das
duBere Metallblech gegen die Stempelgeometrie presst.

Die vollstdndig trockene Umformung ist im In-situ-Hybridisierungsprozess je-
doch nicht méglich, wie die Studien von Mennecart et al. [23, 121, 122] zeigen.
Bei vollstdandig trockener Umformung, also ohne Injektion der Matrix, fiihrt
die hohe Hérte der Glasfasern zur Plastifizierung des Metallblechs, insbeson-
dere im Stempel- und Matrizeneinlaufradius, da hier die Kontaktdriicke am
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Abbildung 9.1: Ubersicht der auftretenden Defekte im In-situ-Hybridisierungsprozess

héchsten sind, wie in Abbildung 9.1 dargestellt. Hieraus resultiert ein vermin-
dertes Umformvermdgen, welches, kombiniert mit der Ausdiinnung der Me-
tallbleche in den Radien, zum Reifen der Bleche fiihrt. Die Glasfasern versa-
gen ebenfalls, da sie eine geringe Bruchdehnung besitzen und durch die me-
chanische Verklammerung in den plastifizierten Metalleindriicken keine Re-
lativverschiebung stattfinden kann. Der ungiinstige, trockene Kontaktzustand
zwischen Metallblech und Glasfasergewebe kann laut Mennecart auch wéh-
rend der In-situ-Hybridisierung auftreten, wenn nicht ausreichend Schmie-
rung durch die Matrix in den Radien des Stempels und der Zarge vorliegt,
bedingt durch die hohen lokalen Flichenpressungen. Dies bestédtigen auch
die Reibversuche mit hoheren Viskositdten in Abschnitt 7.4, welche zeigen,
dass Fluide mit niedriger Viskositét leichter aus der Kontaktzone verdrangt
werden und so die Reibung erhéhen. Jedoch fithren zu hohe Viskositdten zu
unerwiinschter Faserverschiebung, wie bereits erwdhnt [84, 88, 92, 115]. Im
Flansch der Bauteilgeometrie wird das Gewebe entlang der langen und kur-
zen Bauteilseite eingezogen. Die geringe Bruchdehnung der Fasern ermdglicht
es ihnen nicht, die Laingung zu realisieren, die benétigt wére, um der Bauteil-
geometrie zu folgen, wie in Kapitel 5 beschrieben. Wird die Niederhaltekraft
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zu grof gewihlt, reillen die Fasern ebenfalls wie in den bisherigen Prozessrou-
ten [84, 91-93]. Esist daher notwendig, eine ausreichende Relativverschiebung
der Fasern zuzulassen, ohne dass die Bleche unzuldssig stark in der Flansch-
flache beulen. Bei den beobachteten ,Wellen“ in Abschnitt 5.2 handelt es sich
jedoch nicht um Faltenbildung 1. oder 2. Ordnung. Die Prozessparameter sind
als Kompromiss zwischen Blechbeulen und benétigter Faserrelativverschie-
bung zu wéhlen. Im Gewebe fiihrt die Relativverschiebung zu einer Verdich-
tung der Rovings quer zur Einzugsrichtung, wie schematisch oben links in Ab-
bildung 9.1 angedeutet und in Kapitel 5 und Abbildung 6.13 gezeigt. Dieser
Effekt ist ausgeprégter in der kurzen Bauteilseite, da weniger Gewebe fiir den
Einzug zur Verfligung steht. In den Regionen zwischen der kurzen und langen
Bauteilseite werden die Fasern drapiert, worauf in Abschnitt 5.3 ndher einge-
gangen wurde.

Der In-situ-Hybridisierungsprozess befindet sich im Entwicklungsstadium, wes-
halb zwischen Ziehpresse und RTM-Anlage keine automatisierte, standardi-
sierte Kommunikation der Anlagentechnik stattfindet. Die Abstimmung von
Tiefziehprozess und Injektionszeitpunkt erfolgt durch die jeweiligen Anlagen-
bedienenden. Dies kann zu einer gewissen Standardabweichung der Prozess-
parameter fithren, welche von der Erfahrung der Anlagenbedienenden abhén-
gig ist, vgl. die Streuung der Versuchsergebnisse in Tabelle 5.2. Die verwendete
Ziehpresse ist fiir die Blechumformung optimiert und eingeschrinkt fiir die
FKV Herstellung geeignet. Die Steuerung der Presse erlaubt ausschlie@lich ei-
ne kontinuierliche Ziehgeschwindigkeit, keinen Ziehgeschwindigkeitswechsel
oder das Anhalten der Presse wihrend des Ziehhubs. Hierdurch konnte die
Ziehpresse bei 10 % des Ziehweges angehalten werden, sodass die Injektion
der Matrix immer bei demselben Umformzustand erfolgt. Ebenso ist es nicht
moglich, ein SchlieBprofil mit geringer Geschwindigkeit einzustellen und die
Geschwindigkeit unmittelbar vor Erreichen der vollen Ziehtiefe zu reduzie-
ren. Dies wire von Vorteil, da bei vorliegender Prozessfithrung die Matrix aus
der Stempel- und Zargenflache verdrangt wird, welches Faserverschiebungen
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hervorrufen kann [164], wie bereits beschrieben. Kruse hat die genannten Vor-
schldge umgesetzt und konnte zeigen, dass mit einer optimierten Prozessfiih-
rung, bedingt durch eine geeignete Ziehpresse, die Infiltrationsqualitdt und
somit die Bauteildickenverteilung verbessert werden kann [115]. Eine vollfla-
chige Infiltration der Gewebelagen inkl. der Flanschfldche, bevor der Ziehpro-
zess fortgesetzt wird, wire ebenfalls vorteilhaft, da weniger Injektionsdruck
benotigt wiirde, siehe Abbildung 5.2 sowie Mennecart [122], und das Beulen
des dulleren Metallblechs reduziert werden konnte, mit den bereits zuvor dis-
kutierten Vorteilen fiir die Prozessgrenzen. Dies zeigen die Umformsimulatio-
nen in Abbildung 7.23 beispielhaft durch die Reduzierung des inneren Matrix-
fluiddrucks. Experimentelle Versuche von Kruse [115] bestétigen dies.

Nachdem Tiefziehen wird die verwendete Ziehpresse abgeschaltet, da das Hal-
ten bei einer konstanten Kraft nicht in der Regelung vorgesehen ist. Dies fiihrt
dazu, dass wahrend der Polymerisation langsam der Hydraulikéldruck in den
Pinolen abfiéllt. Das FML-Bauteil wird in der Folge ausschlieflich zwischen
Stempel und Matrize mit dem Matrizengewicht verpresst. In Abbildung 5.3 ist
dies an der ungleichen Dickenverteilung in Flansch und Stempel zu erkennen,
insbesondere an Ah. Durch den Druckabfall am Flansch kann das Blech elas-
tisch riickfedern und wird unzureichend mit den Glasfasergewebelagen ver-
bunden. Dies ist auch in den Abbildungen 5.4 bis 5.6 dargestellten Schliffbil-
dern zu erkennen, die eine hohe Porositédt aufweisen. Mit einer angepassten
Prozessfiihrung durch eine geeignete Ziehpresse ist zu erwarten, dass auch
im Flansch homogenere Dicken, wie im Stempel, zu erreichen sind. Hierzu
sollte die Ziehpresse eine aktive Parallelhaltung, sowie eine Regelung besit-
zen, die das definierte Anfahren beliebiger Ziehwegpunkte mit definierter Ge-
schwindigkeit und Kraft erlaubt. An diesen Halte- oder Wechselpunkten sollte
es moglich sein, fiir eine definierte Zeit die Kraft oder den Weg konstant zu hal-
ten, wie bereits zuvor erwdhnt. Kruse konnte zeigen, dass dies durch die op-
timierte Prozessfithrung mit aktivem Niederhaltedruck pny wihrend der Po-
lymerisation im In-situ-Hybridisierungsprozess umgesetzt werden kann [112,
115].
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10.1 Zusammenfassung

Die vorliegende Arbeit prasentiert den neuartigen In-situ-Hybridisierungs-

prozess, einen einstufigen Prozess, der Tiefziehen und Resin Transfer Molding
mit reaktiver thermoplastischer Matrix kombiniert. Das Ziel ist die Herstellung
endkonturnaher, dreidimensional geformter FML-Bauteile mit hohen mecha-
nischen Eigenschaften. Diese Arbeit analysiert sowohl experimentell als auch
numerisch die prozessinduzierten Eigenschaften von FML. Hierzu wurden die
hergestellten FML-Bauteile hinsichtlich ihrer Infiltrationsqualitdt, Geometrie
und Faserdrapierung untersucht, um Riickschliisse auf den Prozessverlauf
und die zugrunde liegenden Mechanismen ziehen zu kénnen. Zur Bewer-
tung des Infiltrationsverlaufs wurde eine Formfiillstudie der Bauteile durch-
gefiihrt. Die Bauteilgeometrie wurde mithilfe der ATOS- und ARGUS-Systeme
von GOM optisch vermessen, welche die Analyse der Dickenverteilung und
des Formédnderungszustandes der Metalldeckbleche ermdglichten. Zusétzlich
wurden materialographische Schliffbilder in 0°-, 45°- und 90°-Orientierung
erstellt, um die Dickenédnderung der Metallbleche und Gewebelagen zu beur-
teilen, sowie die Infiltration der Gewebelagen in Dickenrichtung zu bewerten.
Die Drapierung des Gewebes wurde durch ein optisches Verfahren bestimmt.

Da wihrend des In-situ-Hybridisierungsprozesses der metallische Umform-
prozess, der Drapierprozess des Faserhalbzeugs und die Infiltration des Fa-
serhalbzeugs simultan stattfinden, wurde ein erstes makroskopisches nume-
risches Umformmodell in ABAQUS/Explicit entwickelt. Hierzu wurden die
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Anforderungen an ein numerisches Prozessmodell aufgefiihrt und hinsicht-
lich ihrer Umsetzbarkeit bewertet. Hierbei zeigte sich, dass das Materialver-
halten des Gewebes unzureichend durch das implementierte FABRIC Ma-
terialmodell in ABAQUS/Explicit beschrieben wird. Weshalb ein hyperelas-
tisches Gewebemodell entwickelt wurde. Dieses bildet das Materialverhal-
ten der Rovingrichtungen unter den Beanspruchungszustdnden Zug, Druck
und Schub gekoppelt ab. Hierdurch wird erstmalig die numerische Beschrei-
bung von Gewebequerkontraktionseffekten ermdoglicht. Das Materialmodell
wurde numerisch verifiziert und anhand von Literaturdaten im Gewebezug-
versuch validiert. Fiir die Modellierung des In-situ-Hybridisierungsprozesses
wurden die mechanischen Eigenschaften der Konstituenten, sowie die Eigen-
schaften deren Interaktionen, in experimentellen Versuchen bestimmt. Am
DC04 Blech wurden Warmzugversuche, am Glasfasergewebe Zug-, Druck-
und Schubversuche durchgefiihrt, mit denen das hyperelastische Gewebe-
modell parametrisiert wurde. Die Interaktionen werden durch die tangentia-
len Reibeigenschaften beschrieben, die durch zwei Reibversuchsmethoden,
den Gleitschlittenversuch und den Streifenziehversuch, charakterisiert wur-
den. Abschliefend wurde der Einfluss der In-situ-Hybridisierung auf die lo-
kalen FML-Bauteileigenschaften untersucht. Hierzu wurde der FVG mittels
thermogravimetrischer Analyse bestimmt, die Haftung zwischen den DC04-
Stahlblechen und dem GFK betrachtet und der Einfluss der Umformung auf
die Zugeigenschaften untersucht. Die mechanischen Untersuchungen liefern
nicht ausschlieBlich eine Abschdtzung der mechanischen Eigenschaften der
Bauteile, sondern leisten auch einen Beitrag zum Prozessverstdndnis.
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10.2 Ausblick

Ein homogeneres Umformergebnis, in Bezug auf eine konstante Dickenvertei-
lung innerhalb des Bauteiles, sollte mit einer Ziehpresse mit Wegregelung und
Parallelhaltung erreicht werden kénnen. Hiermit konnen auch die anderen,
zu Anfang angedachten, Prozessrouten untersucht werden. Durch die Weg-
regelung kann der Tiefziehprozess direkt am Anfang zur Injektion gestoppt
und nach Vollendung der Injektion fortgesetzt werden. Ebenso lohnenswert
erscheint die Kombination des Tiefziehprozesses mit dem Nasspressprozess,
bei welchem die Matrix vor dem Schlief3en des Werkzeugs eingebracht wird.
Hierdurch entfdllt die Notwendigkeit einer Bohrung im Stempel und im un-
teren Metallblech, welches je nach Bauteilgeometrie zu starken Einschrén-
kungen bzgl. der Wahl des Injektions- bzw. Matrixeinbringungspunktes fithren
kann. Insbesondere bei grofen FML-Bauteilen ist eine moglichst flichige Ma-
trixeinbringung notwendig, um eine vollstandige Infiltration, sowie eine kurze
Zykluszeit, zu gewihrleisten. Jedoch gehen hiermit auch andere Herausforde-
rungen einher, wie die Vermeidung von Lufteinschliissen in dem FML-Bauteil,
da die Luft zwischen den Metallblechen eingeschlossen wird, wie Vorversuche
in ebenen Plattenwerkzeugen zeigen [120].

Fiir die numerische Modellierung liefert der gewéhlte Ansatz vielversprechen-
de Ergebnisse. Wesentliche Aspekte, wie die Dickenverteilung und der dar-
aus resultierende FVG konnen jedoch nicht abgebildet werden, da hierfiir ei-
ne dreidimensionale Elementformulierung benétigt wird. Ein Ansatz mit be-
schréankter Eignung konnen Kontinuumschalenelemente sein, wie in Kapitel 6
beschrieben. Diese sind in der Lage, Dickendnderungen abzubilden, jedoch ist
es nicht méglich einen nicht linearen Kompaktierungsverlauf zu hinterlegen,
sodass die Dicke des FKV entweder unterschitzt (wenn die Steifigkeit zu hoch
gewdhlt) oder iiberschétzt (wenn die Steifigkeit zu gering gewahlt) wird. Die
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Abbildung der Kompaktierung besitzt auch numerische Hiirden, da der gro-
Re Steifigkeitsunterschied zwischen Metallblech und Gewebelage zu numeri-
schen Instabilitdten fithren kann. Idealerweise wird hierfiir ein eigenes drei-
dimensionales Element entwickelt. Ein erster Ansatz fiir die erweiterte nume-
rische Beschreibung des In-situ-Hybridisierungsprozesses wurde von Poppe et
al. [124, 125] erarbeitet und sollte weiterverfolgt werden.
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