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Kurzfassung

Die Herstellung von Aluminiumstrukturbauteilen mit Hinterschnitten erfordert laut
Stand der Technik komplexe Schieber. Bekannte Sandsysteme, Gasinjektionsverfahren,
Glaskerne, metallische Ausschmelzkerne oder gepresste Salzkerne sind nur durch
Restriktionen des Druckgussprozesses einsetzbar. Somit haben aktuell nur Salzkerne,
die aus der flissigen Phase hergestellt werden, sowie verbleibende metallische Einleger
das Potential, im Druckguss verwendet zu werden. Gegossene Salzkerne erreichen hohe
Biege- und Druckfestigkeiten und konnen nach dem Umgussprozess z. B. durch
Hochdruckwasserstrahlen rlckstandslos entfernt werden. Einleger aus Stahl, die nach
dem Umgussprozess im Bauteil verbleiben, stellen eine zusétzliche Verstarkung des
Aluminiumbauteils dar. Im Rahmen der Arbeit werden experimentelle Grundlagen zur
Herstellung von gegossenen Salzkernen erarbeitet. Aus Voruntersuchungen mit
verschiedenen Salzlegierungen im Natriumchlorid-Natriumcarbonat-Phasendiagramm
wird eine Zusammensetzung fur weiterfiihrende Untersuchungen ausgewahlt. Mit Hilfe
einer entwickelten Prinzipgeometrie werden die Abhangigkeiten zwischen den
Prozessparametern und den resultierenden Festigkeiten sowie der Warmrissanfalligkeit
untersucht. Fir eine mechanische Charakterisierung werden Biege-, Zug-, und
Druckversuche bei Raum- und weiteren Temperaturen durchgefuhrt. Fir die
numerische Abbildung des Salzkernherstellungsprozesses werden Simulationsmethoden
erarbeitet und anhand experimenteller Untersuchungen verifiziert. Neben den
Salzkernen werden Stahleinleger im Druckguss betrachtet und der Verbund
experimentell charakterisiert, wobei kraft-, form- und stoffschliissige Verbindungen
betrachtet werden. Fir die Verbesserung der stoffschlussigen Anbindung werden
unterschiedliche Beschichtungen appliziert und bewertet. Die Charakterisierung der
Anbindungsqualitat erfolgt mittels mechanischer Auszug-, Ausdruck-, Scherzug- und
Haftzugprifungen sowie Licht- und Rastermikroskopie. Darauf aufbauend werden
Simulationsmethoden entwickelt, um kraft-, form-, und stoffschliissige Verbindungen
numerisch darzustellen. Die Einlegerbelastung und das Schadigungsverhalten der
Salzkerne und Stahleinleger werden in Druckgussumgussversuchen untersucht. Eine
Simulationsmethodik fiir die Vorhersage der Einlegerbelastung wird entwickelt und
verifiziert. Beide Technologien werden zudem auf Anwendungsbeispiele Ubertragen
und die Vorgehensweise und die Erkenntnisse aus den Prinzipversuchen angewendet.



Abstract

According to the state oft the art the manufacturing processes of aluminum high
pressure die casting (HPDC) parts with undercuts is only possible by using complex
sliders, integrated in the HPDC-tool. Known systems like sandcores, fluid injection,
glass cores, metallic melting cores or pressed salt cores are only usable with restrictions
in the HPDC process. Therefore, only salt cores, manufactured from the liquid phase as
well as metallic inserts currently have the potential to be used successfully in HPDC.
Casted salt cores achieve high levels of bending and compression strength and can be
removed residue-free for example with water jet cutting after the aluminum casting
process. Steel inserts which remain in the aluminium casting reinforce the part. This
work presents some basic research to enable the manufacturing of casted salt cores. In
preliminary investigations a salt alloy within a sodiumcloride-sodiumcarbonate phase
diagram will be choosen for further investigations. Based on a priciple test specimen the
dependence of the process parameters and the resulting strength and the hot cracking
tendency will be demonstrated. For the mechanical characterization a bending, tensile
and compression test will be performed at room temperature and temperatures up to
500 °C. An approach for the numerical simulation of the salt core casting process is
presented and verified by experimental results. In addition to salt cores, steel inserts
have been investigted and the aluminium-steel compound structure has been
charactarized. Force-, form-, and chemical bonding have been considered. For a better
chemical bonding between the steel insert and aluminium casting different coatings
were applied and graded. Mechanical pull-, push-, shear- and adhesive tensile tests as
wells as light and scanning electron microscope investigations were performed to
characterize the connection quality. On this basis, numerical simulation methods were
developed. The viability and fracture behaviour of the salt cores and steel inserts during
the HPDC process were investigated. Therefore, a numerical method was introduced
and verified with experimental results to predict the core viability. Both technologies
were transfered on application examples.
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1 Einleitung

Die Anforderungen an den Automobilbau, insbesondere an Personenkraftwagen
(kurz Pkw) steigen stetig. Nach einer vom Bundesministerium flr Wirtschaft und
Energie beauftragten Studie [1] strebt die Européische Union das Ziel an, anthropoge
Treibhausgasemissionen bis zum Jahr 2050 im Vergleich zum Niveau des Jahres 1990
um 80 % bis 95 % zu reduzieren. Zentrales Element zur Senkung der Emissionen im
Strallenverkehr ist die Regulierung der CO,-Emissionen neuer Pkw und leichter
Nutzfahrzeuge. Bis zum Jahr 2015 mussten daher die durchschnittlichen CO,-

Emissionen einer Pkw-Neuwagenflotte auf 130 ¢ % verringert werden. Bis Ende des

2

Jahres 2020 wird ein Wert von 95 ¢ % erreicht werden missen. Um die CO,-

Emissionen eines Fahrzeuges zu reduzieren, bestehen drei wesentliche Mdglichkeiten.
Der erste Ansatz besteht in der Optimierung der Aerodynamik durch die Reduzierung
des cy,-Werts, einer dimensionslosen GroRe fir den Stromungswiederstand eines
Korpers. Am Beispiel der Mercedes S-Klasse wurde der ¢y, -Wert von 0,41 bei der
Baureihe 116 (1972-1980) auf 0,23 bei der Baureihe 223 (seit 2013), gesenkt. Ein
weiterer Ansatz ist die Effizienzsteigerung des Antriebsstrangs. Beispiele bei
Verbrennermotoren sind  tribologische Optimierungen am Kolben und die
Brennraumverdichtung durch Abgasturbolader (ATL). Alternative Antriebe und
Elektromobilitdt werden in Zukunft einen wesentlichen Anteil zur CO,-Reduktion
beisteuern. Die dritte Option ist die Reduzierung der Fahrzeugmasse — der Leichtbau.
Nach Henning et al. [2] ist Leichtbau die Umsetzung einer Entwicklungsstrategie, die
darauf ausgerichtet ist, unter vorgegebenen technischen Randbedingungen die
geforderte Funktion durch ein System minimaler Masse zu realisieren. Das heilit, die
Funktion des Bauteils steht trotz der Gewichtsreduzierung im Vordergrund. Die grote
Masse kann im Fahrzeug in der Fahrzeugarchitektur, dem Rohbau und bei massiven
Antriebsstrangbauteilen, wie dem Kurbelgehduse, eingespart werden. Der Leichtbau
kann nach Klein [3] durch die Differenzial-, Integral-, integrierende, Verbundbauweise
sowie Vollwand- und Schalensysteme realisiert werden. Ein weiterer Stellhebel, um die
Masse zu reduzieren, ist die Werkstoffauswahl. Die typischen Leichtbauwerkstoffe im
Automobilbau sind dabei in Tabelle 1.1 dargestellt. Gerade Aluminiumlegierungen sind
nach [3] der wichtigste Konstruktionswerkstoff des metallischen Leichtbaus und laut
Ostermann [4] das wichtigste Gebrauchsmaterial nach Stahl. Die wesentlichen Vorteile

sind die geringe Dichte mit 2,70 %, an Stahle heranreichende Festigkeitswerte von bis

zu 400 MPa, der relativ gute Elastizitatsmodul von 70 GPa und die gute Z&higkeit.
Zudem kdénnen Aluminiumlegierungen auf unterschiedlichste Weise verarbeitet werden.
Ostermann [4] fuhrt das GielRen, das Walzen, das Strangpressen, das Schmieden, das
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KaltflieBpressen, die Aluminiumblechumformung und die spanende Formgebung von
Aluminium als die wichtigsten Verfahren auf.

Tabelle 1.1: Typische Leichtbauwerkstoffe unter Zugbeanspruchung mit gemittelten
Spezifikationswerten nach [3]

7,85 210.000 700
2,70 70.000 400
1,74 45.000 300
4,50 110.000 1000
1,50 120.000 1700

Wie in Abbildung 1.1 dargestellt, wird der Aluminiumwerkstoff bereits intensiv im
Fahrzeugrohbau und -antrieb eingesetzt. Der Rohbau des Mercedes SL, Baureihe 231,
ist bis auf die Stahl-A-Sdule und den Stahl-Dachrahmen komplett aus Aluminium
realisiert. Die komplexen Bauteile sind dabei Uberwiegend mit Hilfe des GielRverfahrens
gefertigt. Dabei ist das Druckgussverfahren das wirtschaftlichste Verfahren um
komplexe, dreidimensionale, endkonturnahe Bauteile in grofRen Stiickzahlen
herzustellen [5]. Das meistbetrachtete Aluminiumdruckgussbauteil im Antrieb ist das
Kurbelgeh&use, gezeigt in Abbildung 1.1 b im bearbeiteten Zustand.

Druckgusskurbelgehduse
Reihenvierzylinder (M274)

Rohbau
Mercedes SL (BR231)

m Aluminiumguss

B Aluminiumblech
Andere
B Stahl

Aluminiumprofile

a) b)
Abbildung 1.1: a) Rohbau des Mercedes SL (BR231) inkl. Angabe der verwendeten
Materialien, b) Druckgusskurbelgehduse am Beispiel eines Reihenvierzylinders M274

Neben diesen Vorteilen, ist der grofite Nachteil des Aluminiumdruckgussverfahrens die
eingeschrankte Darstellbarkeit von Hinterschnitten und hohlen Strukturen. Bislang
konnen einfache Hinterschnitte teilweise nur mit mechanisch aufwéndigen Schiebern,
die im Druckgusswerkzeug integriert sind, realisiert werden. Kernsysteme aus dem
Sand- und Kokillenguss sind aufgrund der verfahrensspezifischen Geschwindigkeiten
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und Driicke nicht einsetzbar. Um Druckgussbauteile weiter zu entwickeln und somit
den Leichtbau konsequent voranzutreiben, ist es notwendig, die aktuellen
gieBtechnischen Prozesse und die dabei verwendeten formgebenden Materialien, wie
Kokillen- oder Kernwerkstoffe, weiterzuentwickeln. In der Entwicklung der
druckfesten, verlorenen Kerne geht der Trend zu Keramik- oder Salzkernen. Diese
zeichnen sich durch ihre hohe Festigkeit und gute Oberflache aus. Salzkerne
ermoglichen es durch ihre Wasserloslichkeit, im Druckguss Oberflachen geringer
Rauheit mit Hinterschnitten zu erzeugen. Bauteile, die bislang im Kokillen- oder
Sandguss hergestellt werden, kdnnen somit mit dem Druckgussverfahren realisiert und
die Funktionsintegration aktueller Druckgussbauteile gesteigert werden. Ein weiterer
Ansatz den Druckgussprozess zu optimieren, ist das Eingiel’en von Metallen, die eine
hohere Festigkeit als der Aluminiumumguss besitzen. Damit kann neben dem erzeugten
Hinterschnitt auch die Performace des Bauteils gesteigert werden.

Im folgenden Kapitel 2 wird der Stand der Technik bei Hinterschnitten im Druckguss
aufgezeigt und daraus abgeleitet in Kapitel 3 das Ziel der Dissertation beschrieben.



2 Stand der Technik bei Hinterschnitten im
Druckguss

Der Druckgussprozess ermdglicht die Fertigung eines endkonturnahen Bauteils, das im
nachgelagerten Arbeitsschritt nur geringer Nachbearbeitung bedarf, innerhalb von
Sekunden. Nachteil dieses Prozesses ist die Limitierung der erreichbaren
Geometriekomplexitdt, da im klassischen Druckguss das Bauteil mit Hilfe zweier
Formhalften abgebildet wird. Beispielsweise konne hohle innenverrippte
Strukturbauteile aktuell nur durch Fiigen offener einschaliger Bauteile wirtschaftlich
rentabel im Druckguss hergestellt werden. Vorteile von vollstandig hohlgegossenen
Bauteilen gegenuber gefligten sind die hdheren Festigkeiten aufgrund der geschlossenen
und durchgédngigen Rippenstrukturen, die Gewichtsreduktion durch den entfallenden
Fugeflansch und die Ausflhrbarkeit lastgerechterer Konstruktionen. Medienfiihrende
Kanéle in Geh&usen wie z. B. Kurbelgehdusen werden aktuell durch aufwandige
Bohrungen und eine anschlieRende Abdichtung der Bohrungsenden realisiert. Dadurch
sind medienfiihrende Kanéle, die den fir das Bauteil optimalen Strdmungsverlauf
abbilden nicht immer mdglich. Komplexe und dem Lastfall angepasste Kuhlkanale
kdnnten durch Einlegerstrukturen noch belastungsgerechtere Bauteile ermdglichen.

Fur die Herstellung des hohlen Strukturbauteils werden neben dem Kern lediglich ein
Druckgusswerkzeug und eine Druckgussmaschine benétigt, wodurch Kosten eingespart
werden. Kostensenkend wirkt sich auch der Entfall der Fligeoperationen aus. Bezogen
auf Gehdusestrukturen entfallen die Bohrungen und Abdichtung als zuséatzliche, an den
Druckgussprozess angegliederte Prozessschritte.

Zur Herstellung dieser Bauteile werden extrem belastbare, maBhaltige und gleichzeitig
losbare Kerne bendétigt, um Hinterschnitte und diinne innenverrippte Konstruktionen
abzubilden [6]. Um den Druckguss noch attraktiver zu gestalten und so den Leichtbau
konsequent weiter zu entwickeln, gibt es verschiedene Ansétze, die versuchen,
komplexe Hinterschnitte und Hohlrdume in Druckgussbauteile zu integrieren.
Nachfolgend wird diesbeziiglich der aktuelle Stand in Industrie und Forschung
aufgezeigt. Die Ansatze lassen sich dabei in prozesstechnische Anséatze, Einleger mit
dauerhaftem Verbleib und verlorene Kerne unterteilen.

Obwohl Giel3prozesse ein zentrales Thema der vorliegenden Arbeit darstellen, wird an
dieser Stelle bewusst auf die Darstellung der Grundlagen fir Urformverfahren,
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insbesondere den Druckgussprozess, verzichtet. Dazu wird auf die Literatur [2], [7], [4],
[5] und [8] verwiesen. Beschrieben werden darin die Grundlagen der Urformverfahren
Schwerkraftsand- und Kokillenguss, Kokillen- und Sandniederdruckguss sowie den
Druckgussprozess.

2.1 Prozesstechnische Ansatze

Mit Hilfe eines modifizierten Druckgussprozesses lassen sich Hinterschnitte erzeugen.
Dabei muss kein Einleger in Form eines Kerns in das Bauteil eingebracht und nach dem
Prozess entfernt werden.

2.1.1 Schiebertechnologie

Die am weitesten verbreitete Methode zur Erzeugung von Hinterschnitten im Druckguss
ist die Schiebertechnologie. Der Hinterschnitt wird bei dieser Variante mittels
geometrieabbildender Elemente, die mechanisch oder hydraulisch angetrieben werden
und im Werkzeug integriert sind, erzeugt. Dadurch lassen sich jedoch nur einfache
Hinterschnitte realisieren, weil die Schieber Entformungsrichtungen und -schrégen
bendtigen. Abbildung 2.1 a zeigt ein Fluidmanagementmodul, das sieben
konturgebende Schieber benétigt, um alle fir die Funktionalitdit notwendigen
Hinterschnitte darzustellen [9]. Die hohe Anzahl der Schieber erhoht deutlich die
Kosten des Druckgusswerkzeuges und macht den Prozess storanfélliger [7].

a) b)
Abbildung 2.1: a) Fluidmanagementmodul mit sieben Schiebern [9], b) Druckgusswerkzeug
mit komplexem Schieber (1), Schieberkulisse (2) und Hydraulikaggregat (3) [10][11]

Da die Einsatzpartien oftmals klein und filigran sind, ist die Kihlung dieser Bereiche
erschwert, wodurch die thermische Belastung steigt. Dies fuhrt zu erhéhtem Verschleif3
und entsprechendem Wartungsaufwand, was wiederum die Verflgbarkeit des
Werkzeuges bzw. der Druckgussmaschine verringert. Die schlechtere Warmeabfuhr
beeinflusst das Geflige in diesem Bereich negativ und fuhrt ggf. zu erhohter
Erstarrungsporositat. Zudem wird die Taktzeit des Giel3prozesses durch den Einsatz von
Schiebern erhoht, da die Schieber nicht simultan zum Offnen der Form herausgefahren
werden konnen. Ein weiterer Nachteil von Schiebern ist, wie in Abbildung 2.1
verdeutlicht, dass fiur die Realisierung des kleinen Hinterschnittes in einer
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Gehangeaufnahme ein groRes Hydraulikaggregat notwendig ist und zusatzlich der
Formrahmen groRer dimensioniert sein muss [11].

2.1.2 Gasinjektion

Ein weiterer prozesstechnischer Ansatz zur Erzeugung von Hinterschnitten und
Hohlrdumen im Druckguss beschreiben Bohnlein [9] und Kallien [12], indem sie ein
bereits im Kunststoffspritzguss eingesetztes Verfahren auf den Druckgussprozess
Ubertragen — das Gasinjektionsverfahren. Hierbei wird die Kavitat zuerst vollstandig
gefillt, anschlielend die gewlinschte Wandstérke durch eine zuvor gewéhlte Wartezeit
eingestellt und die restliche noch flissige Schmelze durch Einblasen eines Mediums
entfernt. So konnen, wie in Abbildung 2.2 am Beispiel eines Olfiltergehduses
dargestellt, Hohlrdume realisiert werden. Als Medium wird in diesem Beispiel
Stickstoff verwendet. Durch eine Injektionssteuerung, die mit der Druckgussmaschine
verbunden ist, wird der gewilnschte Gasdruck eingestellt, der die noch flissige
Schmelze in eine eigens dafiir vorgesehene Uberlaufkavitat verdrangt.

a) b) c)
Abbildung 2.2: Olfiltergehause mit dreidimensional verlaufenden medienfiihrenden Kanalen
[9] a) Gussbauteil, b) Rontgenaufnahme des Gussbauteils, ¢) Schnitt der Hohlgeometrie

Dieses Verfahren eignet sich besonders zur Herstellung von einfachen medienfiihrenden
Kanélen. Wie in Abbildung 2.2 c jedoch erkennbar, ist die Herstellung einer
gleichméaRigen Wandstéarke sehr schwierig, da es im Prozess zu Verwirbelungen des
Gases kommt. Zudem ist die Herstellung von komplexen Geometrien, wie z. B. Rippen,
mit diesem Verfahren nicht moglich.

2.2 Einleger mit dauerhaftem Verbleib

Neben der prozesstechnischen Erzeugung von Hinterschnitten und Hohlrdumen im
Druckguss sind Einleger mit dauerhaftem Verbleib eine bereits genutzte Alternative.
Unterschieden wird zwischen Einlegern, die die Funktion des Bauteils unterstiitzen, und
Einlegern die zur Erzeugung eines Hohlraumes oder Hinterschnittes eingebracht
werden.
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2.2.1 Metallschaume

Ein Beispiel fur Einleger mit dauerhaftem Verbleib, die allein den Hohlraum oder
Hinterschnitt erzeugen sind Schaume, insbesondere Metallschdume. Der Schaumkern
hat eine AufRenhaut, die ihn vor der Infiltration durch die flissige Aluminiumschmelze
schutzen soll und im Inneren eine herstellungsbedingte und zufallig verteilte Porositat.
Somit konnen die Massen der Schaumkerne trotz hoher Volumina gering ausgefihrt
werden, was Voraussetzung fir die Verwendung ist, da der Kern nach dem Umguss im
Bauteil verbleibt. Bei dem von Heinrich [13] beschriebenen Verfahren wird im ersten
Schritt ein Aluminiumschaumkern aus einer AISi- oder AIMg-Legierung mittels
pulvermetallurgischem Backofenverfahren hergestellt. Im Anschluss wird der
Schaumkern mit einer AISi9Cu3-Aluminiumlegierung umgossen, wodurch die
Herstellung eines Demonstrators, dargestellt in Abbildung 2.3, mdglich ist. Der
Schaumkern ist nicht dafir konzipiert, Lasten zu Ubertragen, weshalb die
Anbindungsqualitat nebenséchlich ist. Durch diese Technologie koénnen theoretisch
auch komplexe Geometrien wie Rippen hergestellt werden. Die Schaumkerne besitzen
zwar eine kompakte AuBenhaut, jedoch ist diese oftmals nicht ausreichend druckstabil,
wodurch, wie Abbildung 2.3 b zeigt, die Schaumstruktur komprimiert und infiltriert
wird.

a)

Abbildung 2.3: Demonstratorbauteil mit umgossenem Schaumkern [13], a) Demonstrator in
der Ansicht von oben und im Schnitt, b) Ausschnitt aus umgossener Schaumplatte

Eine Weiterentwicklung zu dem pulvermetallurgisch erzeugten Metallkern ist das
IntegralschaumgieRen nach Hirschmann [14], bei dem eine kompaktere Auenhaut und
eine definierte, gleichmaRig verteilte Porositat im Kerninneren realisierbar sind.
Medienfuhrende Kanéle und hohle Strukturen sind nach aktuellem Stand mit diesem
Verfahren noch nicht moglich.

2.2.2 Stahl- und Leichtmetalleinleger

Verfahren mit Einlegern, die dauerhaft im Bauteil verbleiben und die Funktion des
Bauteils unterstitzten, werden auch als Verbundguss bezeichnet. So kann neben dem
eigentlichen Hinterschnitt oder Hohlraum eine Verbesserung der mechanischen
Eigenschaften durch einen hoherwertigen Einleger erreicht werden. Kerber [15]
unterteilt den Verbundguss in verschiedene Verfahrenskonzepte. Beim simultanen
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Verbundguss werden zwei oder mehr Schmelzen in die Kavitat eingeleitet, wobei eine
unkontrollierte Vermischung mit Hilfe von Phasentrennblechen vermieden werden
muss. Aufeinanderfolgender VVerbundguss beschreibt ein Verfahren, bei dem zuerst ein
Gusswerkstoff in die Kavitat gefullt wird und abkuhlt. Sobald dieser erste Werkstoff
den teilflussigen Zustand erreicht hat, wird ein zweiter Werkstoff eingeleitet. Die dritte
Variante ist der An-, Ein- und Umguss von Einlegeteilen. Es kdnnen ein oder mehrere
Einlegeteile in der Kavitét platziert werden und mit zumeist einem Gusswerkstoff an-,
ein-, oder umgossen werden. Die Funktionalitit des Bauteils wird dabei mafRgeblich von
der Anbindung bzw. dem Verbund zwischen Einleger und Umgussmaterial beeinflusst.
Dieser kann kraft-, form-, oder stoffschliissig ausgefiihrt werden. Nachfolgend werden
zuerst die zuvor genannten Verbindungsmechanismen beschrieben und im Anschluss
Beispiele fir Stahl-Aluminium- und Leichtmetall-Verbindungen vorgestellt

Verbindungsmechanismen

Kraftschluss: Umschlieft der Umguss den Einleger in mindestens zwei
Koordinatenachsen, entsteht eine kraftschliissige Verbindung. Diese ist abhéngig vom
Temperaturgradienten und dem Warmeausdehnungskoeffizienten der Verbundguss-
partner. Die Verbindung entsteht wahrend der Festkdrperabkiihlung zwischen Solidus-
und Raumtemperatur, da die Gusslegierung durch den Einleger an der
Festkorperkontraktion  gehindert wird. Eine detailreichere  Darstellung der
Randbedingungen fiir kraftschliissige Verbindungen ist in Cespedes-Gonzales [16] zu
finden und wird an dieser Stelle nicht vertiefend betrachtet.

Formschluss: Als Formschluss wird eine mechanische Verbindung bezeichnet, die ein
Ineinandergreifen von mindestens zwei Korpern beinhaltet. Der Formschluss ist
unabhangig von der Materialpaarung und wird mafigeblich durch die geometrische
Gestaltung des Einlegers definiert. Beispiele dafiir sind Durchbriiche und profilierte
Oberflachen im Einleger. Es muss ausschlieBlich sichergestellt werden, dass im
Giellprozess das umgieBende Material die im Einleger fir den Formschluss
vorgesehenen Stellen umschliel3t. Somit kann ein starker Verbund hergestellt werden,
der eine Vielzahl von Gestaltungsmdglichkeiten bietet und auf die Anforderungen der
Verbindung angepasst werden kann. Fir eine tiefergehende Betrachtung wird an dieser
Stelle auf einschldgige Literatur wie [2] und [3] verwiesen.

Stoffschluss: Die stoffschliissige Verbindung ist ein atomarer Verbund zwischen zwei
metallischen Werkstoffen, der durch Diffusion beziehungsweise durch Aufschmelz-,
Kristallisations- und Erstarrungsvorgange wahrend des Umgussprozesses oder einer
nachgelagerten Warmebehandlung entsteht. Dabei bildet sich zwischen dem Einleger
und dem Umguss eine intermetallische Verbindung, eine intermetallische Phase, eine



2 Stand der Technik bei Hinterschnitten im Druckguss 9

feste LoOsung oder eine neue Legierung. Die Grundvoraussetzungen und
Diffusionsmechanismen flr stoffschlussige Verbindungen schildern Cespedes-Gonzales
[16], Oberschelp [17] und Bin [18]. Der Stoffschluss kann mit kraft- und
formschlissigen Verbindungen kombiniert werden. Im Vergleich zu Kraft- und
Formschluss ist die Realisierung einer stoffschliissigen Verbindung ungemein
schwieriger, da Olhaltige Rickstdnde und Oxidanhaftungen auf dem Einleger im
Vorfeld entfernt werden mussen. Ist es nicht mdglich, zwischen Einleger und
Umgussmaterial eine stoffschlissige Verbindung herzustellen, weil z. B. die
Oxidschicht des Einlegers eine intermetallische Phase nicht zuldsst, muss der Einleger
beschichtet werden.

Stahl-Aluminium-Verbindungen

Aufgrund der hohen Attraktivitat fir den Automobilbau, stellen Stahlaluminium-
verbundgussverbindungen den Schwerpunkt aktueller Forschungsergebnisse dar.
Bihrig-Polaczek et al. [19] und Nowack et al. [20] beschreiben im Rahmen des
Forschungsprojekts Variostruct® einen Stahlblech-Aluminium-Hybrid-Demonstrator,
angelehnt an ein PKW-Karosseriebauteil. Abbildung 2.4 a zeigt die Demonstrator-
geometrie inkl. Anschnitt und Uberlauf, Abbildung 2.4 ¢ den Ubertrag auf einen
Dachquertréger. Beide sind im Kaltkammerdruckgussverfahren hergestellt.

Eine formschlissige Verbindung kann mittels Durchbriichen im Stahlblech und eine
kraftschlussige Verbindung durch das UmgieRen realisiert werden. Weitergehend
beschreiben die Autoren zur Realisierung einer stoffschllissigen Verbindung zwischen
Stahlblech und Aluminiumumguss verschiedene Beschichtungen wie Zink, Aluminium,
Eisen, organische Beschichtungen und Kombinationen aus diesen. Versuchsergebnisse
der Beschichtungseinfliisse auf die Anbindungsqualitdt werden nicht dargestellt. Die
Hybridbauteile werden aullerdem einem Korrosionstest unterzogen, wobei eine nicht
naher spezifizierte korrosionsschiitzende Beschichtung zielfuhrend eingesetzt wird, da
die Bauteile sonst einen verstarkten korrosiven Angriff aufweisen. [19]

Koénnen keine durchgangigen Stoffschlussverbindungen hergestellt werden, besteht eine
erhdhte Korrosionsgefahr durch den entstehenden Spalt. Nowack et al. [20] wenden das
Al-Fin-Verfahren an, um einen durchgéngigen Stoffschluss zu erreichen. Dazu wird der
Blecheinleger in ein Schmelzbad getaucht und innerhalb des Bades bewegt. Mit dem
vorgestellten Al-Fin-Verfahren kann laut den Autoren ein nahezu vollstdndiger
Stoffschluss erzielt werden. [20]

Weitere Untersuchungen am Variostruct-Demonstrator fiihrten Pasligh  [21],
Oberschelp [17] und Lao [18] durch. Pasligh betrachtet in seiner Arbeit form- und
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kraftschlussige Verbindungen und untersucht experimentell an einer abgeleiteten,
vereinfachten Formschlussprobe (Abbildung 2.4 b) die Interaktion zwischen
Stahlblecheinleger und Aluminiumumguss wéhrend und nach dem Umgussprozess.
Zudem werden erste numerische Modelle fir die Auslegung von Stahl-Aluminium-
Verbundgussbauteilen vorgestellt.

Abbildung 2.4: Beispiel fur eine Verbundgussanwendung a) Variostruct®-Hybrid Stahl-
Aluminium mit Anschnitten und Uberlauf [17], b) Prinzipgeometrie ausgefiihrt als Form-
schlussprobe [17], c) Dachquertrdger als SADH (Stahlblech-Aluminiumdruckguss-Hybrid)
[17][21]

Oberschelp [17] beschreibt Beispiele fiir stoffschliissige Verbindungen zwischen dem
kaltaushartenden Umgusswerkstoff AISi9Mn und einem mikrolegierten Stahlblech
ZStE 420 mit verschiedenen Beschichtungen. Weiterfiihnrende Untersuchungen auf
Basis des Variostruct® Systems stellt Lao [18] vor. Als Versuchskdrper werden die
oben beschriebene Formschlussprobe und die Demonstratorgeometrie verwendet. In
einem eigens entwickelten Tauchverfahren wird der Warmeeinfluss auf verschiedene
Stahl und Aluminiumeinleger untersucht und tber Beschichtungen fir die Verbesserung
der stoffschllssigen Anbindung berichtet. Die kaltgewalzten Feinblechstdhle ZSTE420
und DCO4 zeigen nach dem Tauchverfahren nur geringe Anderungen ihrer
mechanischen Kennwerte. Dualphasenstahle wie z. B. DP600 sind aufgrund des
martensitischen  Zerfalls als Einlegerwerkstoff nicht zielfihrend, da ein
Festigkeitsverlust von ca. 20% beobachtet wird. Des Weiteren wird ein Konzept zur
Qualitatskontrolle  von  Metallhybriden  vorgestellt.  Beschrieben  wird eine
Prozessabfolge aus Sichtpriifung, Rontgen- oder CT-Prifung und einer
Ultraschallprifung zur Erkennung von Anbindungsfehlern.

Ein Beispiel fir eine Stahl-Aluminium-Verbundgussstruktur fir Fahrwerkstrager-
anwendungen prasentiert Cespedes-Gonzales [16]. Dabei wird in einem
Versuchswerkzeug ein Profil aus mikrolegiertem Stahlwerkstoff S600MC mit einer
Gusslegierung AlISi7Mg0,3 (EN AC-42100) im Niederdruck-Kokillenguss eingegossen.
Um den stoffschlissigen Verbindungsanteil zu erhdhen, werden verschiedene
Beschichtungen eingesetzt. Die hergestellten Versuchskorper werden quasistatisch und
zyklisch im Zugversuch geprift. Zudem werden die Grenzschichten metallographisch
untersucht, Korrosionsprifungen und Wérmebehandlungsuntersuchungen durchgefiihrt.
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Der Warmebehandlungs-einfluss fuhrt zu einer Verschlechterung der Auszugskraft um
41% bei unbeschichteten Einlegern und einer Verbesserung bei beschichteten
Einlegern. Eine Beeintrachtigung der Verbindungsfestigkeit bei einer zyklischen
Belastung von bis zu 3,5 - 10° Lastwechseln wird nicht beobachtet. Mit Ausnahme der
mit AISil2 vorkonditionierten Probe, zeigen alle Verbundgussproben einen starken
korrosiven Angriff. Dies kann jedoch mit einer nachtréglich aufgebrachten
Nahtabdichtung auf PVC-Basis unterbunden werden.

Bitsche [22] stellt, wie in Abbildung 2.5 a beschrieben, einen Stahl-Aluminium-
Verbundguss-Demonstrator, hergestellt im Squeeze-Casting-Verfahren, dar. Das
Squeeze-Casting-Verfahren unterscheidet sich vom konventionellen Druckguss durch
eine vertikale Fillung sowie deutlich langsamere Anschnittgeschwindigkeiten. Dazu
wird ein Simulationsmodell fur die Berechnung von Stahl-Aluminium-Verbunden mit
kraft- und formschlissiger Verbindung entwickelt. Als Einleger wird eine Hohlwelle
aus C45E und als Umgussmaterial die Aluminiumlegierung A356 verwendet. Unter
anderem  werden  numerische  Festigkeitsberechnungen  fiir ~ Zug- und
Torsionsbelastungen vorgestellt und mit experimentellen Versuchen verifiziert (siehe
Abschnitt 2.4.2).

Wasmuth [23] betrachtet in seinen Untersuchungen an einer zylindrischen
Prinzipgeometrie, abgeleitet aus einem Aluminiumkolben mit eingegossenem
Stahlringtrager, eine kraftschlissige Stahl-Aluminium-Verbindung. Der Fokus der
Analyse liegt auf der numerischen und experimentellen Bestimmung von
Eigenspannungen beim VerbundgieRen (siehe Abschnitt 2.4.2).

Fragner et al. [24][25] und Zhang et al. [26] schildern anhand von
Benetzungsversuchen, wie die Anbindung eines niedriglegierten Karosserieblechs
(DX51) an AIl99,98 (siehe Abbildung 2.5 b) und AISi7 durch einen zweistufigen
Prozess mit Reinigen und Beizen verbessert wird. Zudem werden die Verbindungen
Aluminium-Aluminium und Aluminium-Magnesium untersucht. Abbildung 2.5 c stellt
dar, wie eine intermetallische Phase zwischen Aluminiumsubstrat und flissigem
Aluminium mit Hilfe eines dreistufigen Praparationsprozesses gewahrleistet wird. Im
Vergleich zu Abbildung 2.5 ¢ oben zeigt Abbildung 2.5 ¢ unten eine deutlich bessere
Benetzung. Dazu wird eine AIMgl- Legierung gereinigt, im Anschluss eine
Zinkatschicht von 0,5 um aufgebracht und zuletzt auf eine 5 pum dicke Schicht
galvanisch verzinkt. Eine direkte Benetzung von Aluminium mit Magnesium fihrt zu
pordsen intermetallischen Phasen. Eine Verbesserung wird durch manganbeschichtetes
Aluminium erreicht. Die Benetzungsversuche mit AICu7 zeigen eine sprode
intermetallische Phase, wohingegen AlZn7 aufgrund der hohen Loslichkeit von Zink
vergleichbar mit der Al99,98 Phase ist.
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a o

A?bbildung 2.5: Beispiele fur einen Verbundgussdemonstrator [22] sogvie die Bildung von
intermetallischen Phasen im Benetzungs- und Tauchversuch zwischen Stahlblechen und
Aluminiumlegierungen: a) Eine kraft-und formschlissige Stahl-Aluminium Verbindung,
hergestellt im Squeezecasting-Verfahren, b) Benetzungsprobe Stahl-Al99,98 [24], c) oben: Al-
Al-Verbindung nicht behandelt; unten: Al-Substrat behandelt mit 3-stufigem Prozess [25]

Ein neues Verfahren zur Herstellung von Stahl-Aluminium-Verbunden fuhren Pan et al.
[27] ein — das Hochleistungsultraschall-Schwerkraftgielen. Dabei werden ein
Stahleinleger mit geringem Kohlenstoffgehalt und ein Aluminiumeinleger aus der
Legierung 6063 mit einem Aluminiumumguss aus AC4C (JIS H5202-1982)
stoffschlussig verbunden und die Qualitat der Verbindung in Abhéngigkeit der
Beschallungsdauer wahrend der Erstarrung untersucht. Als Ergebnis beschreiben die
Autoren eine Scherzugspannung bei der 6063AI/AC4C-Verbindung von 1 MPa ohne
Unterstitzung durch Ultraschall und eine Steigerung auf 60 MPa durch
Ultraschallunterstutzung. Grund fir die verbesserte Verbindung ist die Zerstdrung der
Oxidschicht auf dem Aluminiumeinleger durch die Beschallung. Die Stahl/AC4C-
Verbindung wird durch das ultraschallunterstutzte GieRen von 10 MPa auf 60 MPa
gesteigert. Die Autoren begriinden den Anstieg durch die Begunstigung der chemischen
Reaktion zwischen Stahl und Aluminium wéhrend der Ultraschallanwendung.

Eine durch Tauchverfahren hergestellte Stahl-Aluminium-Verbindung stellen Dezellus
et al. [28] vor. Dabei wird ein Stahlrundprofil mit 5 mm Durchmesser in
Aluminiumschmelze (AS-13) getaucht und im Anschluss auf Raumtemperatur
abgekuhlt. Damit ist die Herstellung einer intermetallischen Zone mdglich. Die
Ausdruckversuche im Nachgang ergeben Spannungen von 48,5 MPa (3800 N) bis
51,6 MPa (4050 N) im linearen Bereich, wobei die Krafte im Verlauf der
Ausdruckprufung auf 6720 N bis 7490 N ansteigen. Analog dazu und im gleichen
Versuchsaufbau dokumentieren Dezellus et al. [29] den Verbund zwischen Titanium
und einer AlSi7-Aluminiulegierung.
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Zusammenfassung und Bewertung der bereits verwendeten Beschichtungen bei
Stahleinlegern

Da eine stoffschlissige Stahl-Aluminium-Verbindung nur mit Hilfe einer
Vorkonditionierung des Einlegers mdoglich ist, werden alle bisher in der Literatur
angewandten Malnahmen zur Verbesserung der Anbindung zwischen einem
Stahleinleger und einer Aluminiumlegierung in Tabelle 0.1 (Anhang) aufgelistet und
bewertet. Die Bewertungsskala wird von -- ,iiberhaupt nicht geeignet iiber o
»prinzipiell geeignet, jedoch nicht wirtschaftlich* bis ++ ,,druckgussgeeignet* definiert.
Falls  Angaben vorhanden sind, werden der Einlegerwerkstoff, die
Oberflachenbehandlung, die  applizierte  Schichtdicke,  der  verwendete
Umgusswerkstoff, das Giellverfahren und die resultierende Anbindung dokumentiert.
Letzteres wird entweder in Prozent der maximal moglichen stoffschlissigen Flache
angegeben oder subjektiv bewertet, falls keine quantitative Aussage mdoglich ist. Ferner
wird noch die entstandene intermetallische Phase angegeben.

Die besten Ergebnisse sind laut Literatur beim Druckgussverfahren mit einer
feuerverzinkten  Beschichtung zu erwarten. Durch die relativ  niedrige
Liquidustemperatur des Zinks kann die Aluminiumschmelze beim Umguss gentigend
Energie in die Schicht einbringen, um diese aufzuschmelzen und eine intermetallische
Phase zu bilden. Die stoffschliissige Verbindung ist dabei nicht direkt zwischen dem
Stahl und Aluminium zu erwarten, sondern zwischen dem Stahleinleger und dem Zink
sowie zwischen dem Zink und der Aluminiumlegierung. Des Weiteren ist eine
elektrolytisch  aufgebrachte  Zinkschicht zielfiihrend, wobei diese als eine
Konservierungsschicht ~ fungiert und die  Oxidschicht unterdriickt.  Beim
Umgussverfahren wird die diinne Zinkschicht weggespult und das Aluminium kann mit
dem oxidfreien Stahleinleger eine stoffschliissige Verbindung generieren. Alfinieren
zeigt zwar die beste Anbindung mit 100 % Stoffschlussanteil, jedoch ist dieses
Verfahren nur im Labormalistab anwendbar, da der Einleger vorab in flissige
Aluminiumschmelze getaucht und im teilflissigen Zustand in die Druckgussform
eingelegt werden muss.

Leichtmetall-Verbindungen (Aluminium-Magnesium, Aluminium-Aluminium)

Ein Beispiel fur Al-Al-, Mg-Mg- sowie Al-Mg-Verbindungen schildern Papis et al.
[30][31][32]. Die Verbindungen werden im Labormafstab durch Benetzungsversuche
analog Fragner hergestellt. Fir die Beseitigung der Oxidschicht und die Realisierung
einer stoffschlissigen Verbindung zwischen den Verbundpartnern wird eine
galvanische Zink- oder Manganbeschichtung verwendet.
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Hajjari et al. [33][34] beschreiben Al-Mg-Verbindungen, hergestellt im Schwerkraft-
gussverfahren. Ein Beispiel fur eine Beschichtung wird nicht gegeben. Die
Verbindungen werden mit Ausdruckversuchen charakterisiert und erreichen je nach
Ausbildung der intermetallischen Phase 20,2 MPa bis 39,9 MPa. Da es sich um eine
eingegossene Rundprobe handelt, sind die Werte inkl. dem entstandenen Kraftschluss
zu sehen.

Kerber [15] beschreibt verschiedene Beschichtungsverfahren, mit denen eine
intermetallische Phase zwischen Einleger und Beschichtungswerkstoff sowie
Beschichtungswerkstoff und Gusswerkstoff am  Beispiel eines Aluminium-
Magensiumverbundes hergestellt werden kann. Géangige Verfahren sind galvanische
Beschichtungsverfahren, Tauchbeschichtungen, Beschichtungen durch thermisches
Spritzen und die Schichttransplantation. Als Werkstoffe werden eine AISi9Cu3- und
AZ91-Legierung verwendet, wobei die Werkstoffe jeweils als Einleger und als Umguss-
bzw. Angusswerkstoff dienen. Da die direkte intermetallische Phase zwischen
Aluminium und Magnesium sprode ist, werden die Einleger vor dem Umguss
beschichtet. Als Beschichtung werden AISi12, Zink, Nickel und Kupfer mittels
thermischen Spritzens und als zusétzliche Variante Zink durch Auftragsléten
aufgebracht. Stoffschllssige Verbunde werden beim plasmagespritztem AlSil12 und bei
beiden Zinkbeschichtungen realisiert. Die maximal erreichten stoffschllssigen
Verbunde mit einer mittleren Zugfestigkeit von 60 MPa zeigen die AZ91-Ni-AlSi9Cu3
und die AZ91-Zn-AlSi9Cu3-Verbindung. Durchgefiihrte Warmebehandlungs-
untersuchungen zeigen einen vollstandigen Festigkeitsabfall bei stoffschlussbasierenden
Verbindungen, wohingegen die formschlussbasierenden Verbindungen kaum an
Festigkeit verlieren.

Ribner et al. [35], Korner et al. [36] und Wedler et al. [37] zeigen Beispiele fir
Aluminium-Aluminium-Verbindungen, hergestellt im Druckgussverfahren. In allen drei
Veroffentlichungen wird eine Zinkbeschichtung fur die Erzielung einer stoffschliissigen
Verbindung verwendet. Die gepriften Scherzugfestigkeiten liegen dabei zwischen
40 MPa und 60 MPa.
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2.2.3 Combicore Einlegerohre

Fur die Erzeugung medienfiihrender Kanéle im Druckguss bietet die Firma Drahtzug
Stein die Combicore Technologie an, die einen teils verlorenen, teils im Bauteil
verbleibenden Kern darstellt. Nach Dinger et al. [38][39] werden die Combicore-
Einlegerrohre aus Aluminium- oder Stahllegierungen gefertigt und auf den
Einsatzzweck und das Umgussmaterial angepasst. So kdnnen Probleme, resultierend aus
unterschiedlichen ~ Warmeausdehnungskoeffizienten ~ zwischen  Einleger  und
Umgussmaterial, vermieden werden.
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Abbildung 2.6: Combicore-Einlegerrohre[38]; a) Darstellung verschiedener Einlegerrohre zur

Realisierung verschiedener Kanalgeometrien, b) Schnitt durch ein umgossenes Combicore-
Rohr, c) Teilschnitt eines Combicore-Rohr inkl. eingebetteter Drahtwendel
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Zudem wird das Rohr oder Profil, wie in Abbildung 2.6 b veranschaulicht, mit
Formstoff, wie z. B. Natriumchlorid gefillt, um den hohen Driicken im Druckguss-
prozess entgegenzuwirken. Nach dem Fullprozess wird das Rohr durch eine Matrize
gezogen, wodurch sich der Rohrdurchmesser reduziert und der Formstoff verdichtet.
Daraufhin kann dieser Schritt wiederholt werden, um den Durchmesser weiter zu
verringern oder weitere Umformprozesse wie z. B. Biegen durchzufiihren. Durch diesen
Prozess lassen sich, wie in Abbildung 2.6 a wiedergegeben, komplexe Profilgeometrien
realisieren. Nach dem Umguss wird der Formstoff mit Wasser ausgesplt. Durch vorher
eingebrachte Drahtwendel, dargestellt in Abbildung 2.6 ¢, wird das Entfernen des Kerns
nach dem Umguss erleichtert und erfolgt somit rein mechanisch. Da die Rohre keine
Last Gbertragen und als medienfiihrende Kandle gedacht sind, reicht in diesem Fall eine
kraft- und formschlussige Verbindung vollkommen aus.

2.3 Verlorene Kerntechnologie

Eine weitere Methode Hinterschnitte und Hohlrdume im Druckguss zu realisieren, sind
verlorene Kerne. Bereits untersuchte Systeme in der Literatur sind Kernwerkstoffe aus
Sand, Keramik, Salz sowie metallische Ausschmelzkerne.

2.3.1 Aktuelle Ansatze fur verlorene Kerne im Druckgussprozess

Kugel et al. [6][40] setzten fir die Herstellung von Hinterschnitten im Druckguss
Sandkerne, Keramikfaserkerne und metallische Ausschmelzkerne ein. Abbildung
2.7 a oben stellt ein Aluminiumdruckgussbauteil mit einem umgossenen Sandkern dar.
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Es ist prinzipiell moglich, Sandkerne erfolgreich im Druckguss zu umgief3en und den
Kern im Anschluss zu entformen (siehe Abbildung 2.7 a unten), jedoch halten die
Autoren Sandkerne im Druckgussprozess fir ungeeignet. Als Grunde werden
entstenende Kerngase wéhrend des GieRBprozesses, starke Penetration der
Kernoberflache durch die Schmelze sowie Ausbriiche des Formstoffes genannt. Kerne
aus Keramikfasern zeigen trotz niedriger Anschnittgeschwindigkeiten und Nachdriicke
aufgrund der geringen Festigkeiten starke Deformationen. Die metallischen
Ausschmelzkerne kénnen umgossen werden, zeigen jedoch, wie in Abbildung 2.7 b
dargestellt, Aufschmelzeffekte durch die hohen Temperaturbelastungen. Die
metallischen Hohlkorpereinlagen aus Stahl mit 1,5 mm Wanddicke zeigen bereits bei
geringem Nachdruck von 50 bar Verformungen. Die Kombination aus Aluminium- und
Stahlrohren geflllt mit ZnAl4Cul im SchwerkraftgielRen stellt aus technologischer Sicht
das einzige vielversprechende Verfahren dar.

a b

A?bbildung 2.7: Darstellung von Hohlrdumen mit)Sand— und metallischen Ausschmelz-kernen:
a) Druckgussbauteil mit Sandkern, oben: Langsschnitt durch Umgussbauteil, unten: entkerntes
Bauteil [6], b) Druckgussbauteil mit Ausschmelzkern, oben: L&ngsschnitt durch Umgussbauteil,
unten: aufschmelzendes metallisches Kernmaterial [6]

Im Rahmen eines gefdrderten Forschungsvorhabens, geleitet von der Universitat
IImenau, untersuchen Raab et al. [41][42] die Einsatzmdglichkeiten von verlorenen
Kernen aus Glas. Die Glaskerne zeichnen eine sehr geringe Oberflachenrauheit aus,
wodurch Bauteile wie Pumpengehduse, siehe Abbildung 2.8 a, darstellbar sind.
Nachteile sind die sich deutlich unterscheidenden thermischen Ausdehnungs-
koeffizienten, die beim Abkuhlen des Bauteils zu Rissen fihren sowie die
Notwendigkeit von organischen Sduren als Losungsmittel fur das Entfernen der Kerne.
Letzteres beruht auf einer rein chemischen Reaktion und fuhrt bei hohen Kernmassen
und geringer Angriffsflache zu sehr langen Entkernungszeiten. Die Entkernzeit fiir das
in Abbildung 2.8 a dargestellte Bauteil belduft sich auf bis zu 2 Tage. Ein Ansatz fir die
Entkernoptimierung sind hohle Glaskerne. Die Kerne werden entweder direkt
hohlgegossen oder schalenweise gepresst und anschliefend verklebt. Das erste
Verfahren ist sehr aufwéndig und die Herstellung von komplexen Rippen ist auch
kritisch zu sehen. Das zweite Verfahren bedeutet einen zusatzlichen Prozessschritt und
eine Schwachstelle in Form des Klebers.
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a)
Abbildung 2.8: Darstellung von Hohlrdumen mittels Glas- und Keramikkernen: a) Glaskern
und dazugehoriges Umgussbauteil fiir ein Pumpengehause [44], b) Prototyp eines Einzylinder-
motorblocks, hergestellt mittels Keramikkern [44]

Die Verwendung von keramischen Kernen zur Herstellung von Struktur-und
Multifunktionsteilen wird von Giegold [43] und Moschini [44] geschildert. Als Vorteile
werden die preiswerte Technologie und die exzellenten Hochtemperatur- und
mechanischen Eigenschaften genannt. Zusatzlich wird keine Gasentwicklung wéhrend
des Umgusses beobachtetet und es gibt keinen negativen Einfluss auf die Korrosion.
Die Kerne konnen mittels Hochdruckwasserstrahlens und Sandstrahlens entfernt
werden. Uber die Entkerndauer werden keine Angaben gemacht. Als
Anwendungsbeispiel wird der Prototyp eines Einzylindermotorblocks, dargestellt in
Abbildung 2.8 b, aufgefunhrt.

Binck [45] und Michels [46] untersuchen verlorene Kernsysteme fur den
Druckgussprozess. Die Belastungen sind in diesem Verfahren zwischen Druckguss und
Schwerkraftgie3en einzuordnen. Es werden Sand-, Salz-, Kunststoff- und Zinkkerne
untersucht sowie verschiedene Oberflachenbehandlungen durchgefihrt, um diese zu
verbessern. Die Ergebnisse zeigen, dass mit keinem getesteten Sandkernsystem
erfolgreich Bauteile im Normalbetrieb der Druckgussmaschine hergestellt werden
koénnen. Die Nachdruckphase fiihrt immer zum Bruch des Kerns. Auch die
glasfaserverstarkten Polyamid-Kerne erweisen sich als nicht zielfihrend, da sie zwar
erfolgreich umgossen werden konnen, sich das Entfernen der Kerne jedoch als
problematisch erweist. Das wesentliche Problem bei Zinkkernen ist das Lésen des Zinks
im Umgussmaterial. Die Salzkerne zeigen von allen untersuchten Systemen das grofite
Potential. Druckgesinterte Salzkerne halten dem Umguss stand und kénnen problemlos
im warmen Wasserbad aus dem Bauteil entfernt werden. Weder beim Entkernen noch
wahrend des GieBens kommt es zu chemischen Reaktionen zwischen Metall und Salz.
Die erzielten Ergebnisse werden mit einem Referenzbauteil mit eingelegtem Stahlkern
verglichen. Dabei ist festzuhalten, dass im Vergleich zu den Salz- und Zinkkernen, die
Oberflachenpraparation der Sandkerne essentiell fur stahlkernvergleichbare Qualitét ist.
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2.3.2 Salzkerne zur Herstellung von Hinterschnitten im Druckguss

Bei der Herstellung druckgussstabiler Salzkerne werden drei Verfahren unterschieden:
das KernschielRen, das Kernpressen und das KerngieBen. Im Kernschussverfahren
werden Salzkerne dhnlich wie Sandkerne mit anorganischen Bindersystemen versetzt,
in den formgebenden Hohlraum geschossen und ausgehartet. Gepresste Kerne der Firma
CeramTec AG werden bereits in Serie im Kokillenguss zur Herstellung von Kolben
eingesetzt, wobei die Kernfestigkeit ber einen Press- und Sinterprozess des
pulverférmigen Salzes erreicht wird. Beim Salzkerngiel3en werden durch Verarbeitung
der flussigen oder teilflissigen Salzschmelze Kerne im Schwerkraft- oder
Druckgussprozess hergestellt.

Kallien et al. [47] und Scheydecker [48] beschreiben im Rahmen des
Forschungsvorhabens 3-D-Freiform Salzkerne fiir medienfiihrende Kanale. Untersucht
werden im KernschieRverfahren hergestellte Salzkerne, siehe Abbildung 2.9 a oben, im
Druckgussverfahren hergestellte Salzkerne, siehe Abbildung 2.9 a unten, sowie
gepresste Salzkerne.

a) b)

Abbildung 2.9: Salzkerne fur GieRanwendungen: a) oben: Geschossener Salzkern; unten: Im
Druckgussverfahren hergestellter Salzkern [12], b) gepresste und gesinterte Salzkerne der Fa.
Emil-Miiller-GmbH / CeramTec AG [48]

Alle Systeme werden in einer Kaltkammerdruckgussmaschine bei variierten
Prozessparametern umgossen. Die geschossenen Kerne versagen bereits bei niedrigen
Kolbengeschwindigkeiten und GieRdricken und werden zudem stark komprimiert.
Auch die gepressten Kerne kdnnen den auftretenden Belastungen nicht standhalten und
brechen mehrfach. Die Untersuchungen haben bestétigt, dass die Herstellung von
Salzkernen aus der schmelzfliissigen Phase das grofite Potential aufweist. Diese Kerne
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halten dem Umgussprozess und der Nachverdichtung von bis zu 1000 bar stand. Zudem
werden keine Kompressionen oder Aufschmelzeffekte am Kern festgestellt.

Ein weiteres Beispiel fur gepresste Salzkerne im Druckguss stellen Fuchs et al.
[50][51][10][11] und Eibisch [52] dar. Fuchs untersucht am Beispiel eines
Prinzipbauteils, siehe Abbildung 2.10 a links, in Form eines Biegeriegels die
Druckgusstauglichkeit gepresster Salzkernsysteme. Die Biegefestigkeit der Kerne
betragt bei Raumtemperatur 12 MPa, féllt jedoch bis auf 4 MPa bei 250 °C. Bei

Anschnittgeschwindigkeiten von 35 ? und einem Nachdruck von 820 bar kommt es

bereits zu Kernbriichen, wie in Abbildung 2.10 a rechts dargestellt. Eibisch beschreibt
den in Abbildung 2.10 b aufgefiihrten Validierungskorper fir Hohlgussbauteile im
Druckguss. Auch bei dieser Geometrie zeigen gepresste Kerne statistisch auftretende
Kernbriche, aufféllige Kernkompression und eine hohe Oberflachenrauigkeit. Die oben
geschilderten Kernsysteme beruhen auf dem klassischen Press- und Sinterprozess und
sind fur den Druckgussprozess ungeeignet. Aus diesem Grund werden trocken- und
nassgepresste Kernsysteme ohne Sinterprozess untersucht. Die Systeme haben eine
hohere Verdichtung, hohere Festigkeiten und eine geringere Oberflachenrauheit.
Nachteil der trockengepressten Kerne ist die hohe Schwankung der mechanischen
Reibung aufgrund von inneren Reibungen wahrend des Herstellprozesses.

a) b)

Abbildung 2.10: Gepresste Salzkerne und Druckgussumguss a) links: gepresster Salzbiege-
riegel und Umgussbauteil; rechts: CT-Aufnahme des Umgussbauteils [10], b) entkerntes
verripptes Hohlgussbauteil, hergestellt mit einem gepressten Salzkern [52]

Vielversprechender sind die nassgepressten Kerne mit VVorwarmtemperaturen von ber
500 °C, die eine nochmals verbesserte Biegefestigkeit von 20 MPa bei Raumtemperatur
aufweisen. Dennoch kann bei hohen Nachdriicken, die dem Seriendruckgussprozess
entsprechen, die Kompression der Kerne, in diesem Fall um 2,5 %, nicht vermieden
werden. Wird der Salzkern vor der Wéarmebehandlung nicht aus dem Bauteil entfernt,
kénnen nach Fuchs [49] die mechanischen Eigenschaften erhoht oder der
Auslagerungsprozess komplett eingespart werden. Festzuhalten ist, dass die maximale

Anschnittgeschwindigkeit von 38 % gewahlt und der Kern nicht direkt angestromt wird,



20 Stand der Technik bei Hinterschnitten im Druckguss

da dies die maximal auftretenden Krafte auf den Kern reduziert. Gerade die geringe
gewéhlte Anschnittgeschwindigkeit kann bei groReren Bauteilen, die einen hoheren
FlieBweg erfordern, kritisch sein. Deshalb kann aus diesen Versuchen nur bedingt ein
Rickschluss auf die Eignung des Kernsystems geschlossen werden, da bei

Druckgussserienbedingungen Anschnittgeschwindigkeiten von ca. 70 % eingestellt

werden und ein direktes Anstromen des Kerns je nach Bauteilkonstruktion nicht
vermieden werden kann.

Aschmann [53] und Fabbroni [54] beschreiben einen im Druckgussprozess hergestellten
Salzkern der Firma Buhler AG. Die durchschnittliche Biegefestigkeit soll tber 18 MPa
liegen, wobei keine Angaben zur Zusammensetzung vorliegen. Abbildung 2.11 a zeigt
einen im Druckguss hergestellten Salzkern der Firma Blhler AG.

a) b) c)
Abbildung 2.11: Bihler Pilotbauteil [54]: a) Salzkern Pilotbauteil, b) Schnitt durch Pilotbauteil
mit sichtbarem Salzkern, c) Schnitt durch Pilotbauteil entkernt

Der Kern hélt den Umgussbelastungen stand, wobei keine Angaben bzgl. statistischen
Versagens gemacht werden. Der Kern zeigt zudem keinerlei Kompressions-
erscheinungen, wie in Abbildung 2.11 b zu sehen ist. Der Salzkern kann zudem durch
Wasserstrahlen bei einem Druck von 500 - 600 bar und 20 °C Wassertemperatur
entfernt werden. Die Entkernzeit ist abhdngig vom Bauteil. Die Kerne zeichnen sich
ahnlich wie in [47] durch eine sehr glatte und dichte Oberflache aus. Als besondere
Herausforderung wird die hohe Materialschwindung bei der Erstarrung des Salzes mit
entsprechend starker Lunkerbildung im Kerninneren geschildert. Die Herstellung eines
Salzkernes im  Druckgussverfahren  bedeutet, dass zwei  verschiedene
Druckgusswerkzeuge sowie, je nach Auslastung und Stuckzahl, zwei
Druckgussmaschinen benotigt werden. Dies lasst die Wirtschaftlichkeit des Prozesses
aufgrund der langen Prozesszeiten bei der Salzkernproduktion im Vergleich zum
herkdbmmlichen Druckguss sinken. Gerade bei groRen Salzkernen sind die
Maoglichkeiten eingeschrénkt, so dass das Kerngewicht des Salzkernes im Verhaltnis
zum Druckgussbauteil so niedrig wie mdéglich sein sollte. [55]
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Yaokawa et al. [56] untersuchen naheutektische Salzlegierungen aus den
Zusammensetzungen NaCl-Na>CO3z, KCI-K2CO3, KCI-NaCl und K>CO3-Na>COs. Die
Biegefestigkeit wird an im Schwerkraftguss hergestellten Proben untersucht. Das grofite
Potential zeigt das NaCl-Na>COs-System, wodurch Biegefestigkeiten von 30 MPa
erreicht werden. KCI-NaCl und K>COs3-Na>COs-Systeme sind sprode, wodurch die
Biegefestigkeiten unterhalb 6 MPa liegen. Yamada et al. [57] stellt aus einer KCI-
NaCl- K>COs—Na>COs-Salzlegierung in einem an den Druckgussprozess angelehnten
Verfahren Biegeproben her, wodurch Biegefestigkeiten von 25 MPa erreicht werden.
Bei dem verwendeten Verfahren wird die Schmelze bei einer Temperaturr zwischen
Solidus- und Liquidustemperatur zahfllissig verarbeitet. Somit lassen sich die
materialbedingten Schwindungen reduzieren.

Eine weitere Mdglichkeit zur Verarbeitung von Salzschmelzen zeigt Ohle [58] auf. Mit
Hilfe des Lost-Foam-Prozesses werden geometrisch komplexe Salzkerne gefertigt. So
kdnnen kleine, filigrane Strukturen sowie grofe bis zu 50 kg schwere Kernstrukturen
realisiert werden. Zudem kann durch den Lost-Foam-Prozess eine schwammartige,
pordse Innenstruktur ermoglicht werden, die ein leichteres Herauslosen des Kerns zur
Folge hat.

Zusammenfassung und Bewertung der Kernsysteme

Die in der Literatur verfligbaren Kernsysteme werden in Tabelle 0.2 (Anhang)
gegenubergestellt und bewertet. Die Bewertungsskala wird von -- | iiberhaupt nicht
geeignet iiber o ,prinzipiell geeignet, jedoch nicht wirtschaftlich bis
++ ,,druckgussgeeignet definiert. Als Bewertungskriterien werden das Herstell-
verfahren, die bereits untersuchten Umgussprozessparameter, die Festigkeit, die
Oberflache des Kerns bzw. des Umgussbauteils und der Entformungsaufwand gewéhilt.
Felder, fur die keine Werte oder Angaben vorhanden sind werden mit keinen Angaben
(k. A.) bezeichnet. Das Herstellverfahren des Kerns beeinflusst maRgeblich die
Wirtschaftlichkeit des Gesamtverfahrens inkl. Umgussprozess. Der Druckgussprozess
als Zielprozess besitzt eine kurze Taktzeit und stellt somit eine wesentliche
Randbedingung fir den Herstellprozess des Kernsystems dar. Bereits dokumentierte
Umgussversuche geben Aufschluss tber das Potential des Kernsystems. Einer der
wichtigsten Faktoren ist die zu erreichende Festigkeit des Systems, da diese direkt
Aufschluss tiber das Versagen in Form von Kernbriichen wéhrend des Umgussprozesses
gibt. Fir die genaue Abbildung der Geometrie und fir die Erfillung der engen
Fugetoleranzanforderungen wird die Oberflachenstruktur der Kerne mitberucksichtigt.
Analog zum Herstellprozess der Kerngeometrie muss die Entformung betrachtet
werden. Lange Entformzeiten erhdhen die Gesamttaktzeit und konnen sich daher
negativ auf die Wirtschaftlichkeit des Gesamtprozesses auswirken.
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Die Bewertung zeigt, dass Keramikfaserkerne tberhaupt nicht geeignet sind, da sie
bereits bei geringsten Anschnittgeschwindigkeiten brechen. Sandkerne halten zwar
teilweise im Vergleich zum Druckgussprozess reduzierten Geschwindigkeiten stand,
jedoch wirken sich die schlechte Temperaturleitfédhigkeit und herausgeldste Sandkoérner
negativ auf das Hohlgussbauteil aus. Grofiter Nachteil metallischer Ausschmelzkerne ist
das Kernaufschmelzen durch die thermische Belastung im Umgussprozess und die mit
einhergehende  Legierungsbildung  zwischen  Einleger- und  Umgussmaterial.
Polymerkerne halten verringerten Umgussparametern stand, erfordern jedoch einen sehr
hohen Entformungsaufwand.

Die recherchierten Keramikkerne zeichnen sich durch hohe Festigkeiten und eine sehr
glatte Oberflache aus. Zu der Wirtschaftlichkeit der Herstellung und der Entformung
kdnnen keine Angaben gefunden werden.

Das System mit dem groBRten Fokus der Industrie sind Salzkerne. Gepresste und
geschossene Salzkerne halten Druckgussparametern nur bedingt stand, zeigen
Kernkompressionen und besitzen im Vergleich zu gegossenen Kernen eine rauere
Oberflache. Insbesondere gegossene Salzkerne weisen ein hohes Potential fur den
Einsatz als verlorene Kerne im Druckguss auf. Sie besitzen hohe Festigkeiten bis zu 30
MPa, kénnen laut Literatur durch verschiedenene Verfahren hergestellt und problemlos
durch Hochdruckwasserstrahlen entfernt und werden. Aus diesen Griinden wird ein aus
der flussigen Phase hergestellter Salzkern ndher betrachtet. Als Salzkernsystem wird
eine Natriumchlorid-Natriumcarbonat-Mischung ausgewéhlt. Nach Latscha et al. [59]
ist Natriumchlorid, auch Kochsalz oder Steinsalz genannt, ein weitverbreitetes und
kostenguinstiges Material. Es kommt in Steinsalzlagern, Solquellen oder im Meerwasser
(3 %) vor. Der Kristall besteht aus Kationen und Anionen, die mittels lonenbindungen
ein  kubisch flachenzentriertes Gitter bilden. Uber einer kritischen relativen
Luftfeuchtigkeit von 75,3 % bei 20 °C verhélt sich Natriumchlorid hygroskopisch und
bildet auf dem Festkorper durch Wasseraufnahme eine Salzlésung [11].

Natriumcarbonat wird auch als calcinierte Soda bezeichnet. Es wird mit dem
»SOLVAY-Verfahren* und aus sodahaltigen Mineralien hergestellt. Verwendung findet
das Material vor allem in der Glasindustrie zur Herstellung von Natriumverbindungen.
Der Rohstoff ist ein weiRes Pulver mit einem Schmelzpunkt von 854 °C. Wie NaCl ist
es auch hygroskopisch und bildet das Monohydrat Na,COz-H20, eine wassrige Ldsung,
die stark alkalisch ist. [60]

Das Phasendiagramm des bindren Systems aus NaCl/Na,COs ist in Abbildung 2.12
beschrieben. Das eutektische System ist in der flissigen Phase vollstandig gemischt. Bei
einer Zusammensetzung von 44,7 mol% NaCl, was 59,45 m% NaCl entspricht, befindet
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sich das Eutektikum mit der Solidustemperatur von 632°C. Nach Miller [61] sind
Festkorper normalerweise kristallin und haben einen dreidimensional-periodischen
Aufbau. Aperiodische Kristalle besitzen zwar eine Fernordnung, jedoch Kkeine
dreidimensionale Translationssymmetrie und werden in inkommensurabel modulierte
Strukturen, inkommensurable Kompositkristalle und Quasikristalle eingeordnet.
Natriumcarbonat (y-Na,CQOz) ist eines der &ltesten bekannten Beispiele fir
inkommensurabel modulierte Strukturen. Wie der Abbildung 2.12 zu entnehmen ist,
kristallisiert das System hexagonal (a-Na;COs) bei hohen Temperaturen und enthalt
Carbonationen, die senkrecht zur hexagonalen c-Achse ausgerichtet sind.

1000 T T 1 T T T [ T T T 1 T T T [ T T T 1 T T T [ T T T [ T T T [ T T T [ T 11

900 |

800 F E
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Abbildung 2.12: Phasendiagramm fir NaCl+Na,COs [62] mit eingezeichneten Gitterstruktur-
anderungen und dazugehdrigen Gittertypen

Unter 481 °C geht die hexagonale Symmetrie verloren und bildet eine monokline
Symmetrie (B-Na.COs, Raumgruppe C2/m). Bei Temperaturen zwischen 103 °C und
332 °C tritt y-Na2COs auf, wobei es immer noch im Mittel wie -Na2COs aufgebaut ist,
die Atome jedoch nicht mehr gerade langs ¢ angeordnet sind, sondern einer Sinuswelle
folgen. Unterhalb 103 °C kann die die Struktur wieder mit einer dreidimensionalen
Raumgruppe und entsprechend vergroRerten Elementarzellen beschrieben werden.
Diese Gitterdnderungen konnen sich im Abkihlvorgang negativ auf die Rissneigung
auswirken.
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Da das Kernsystem ein sprodes Verhalten aufweist, sind nach der Griffith-Theorie
(Perez [63]) insbesondere Defekte im Bauteil festigkeitsbestimmend. Der
Risswiderstand kann nach Gleichung (2.1) mit dem Spannungsintensitatsfaktor K.
beschrieben werden,

Kic =o\ma,-Y (2.1)

wobei a die Risslange, o die maximale Spannung und Y ein Geometriefaktor ist.
Weiterfuhrende Informationen sind der Literatur [63] zu entnehmen. Das Ziel ist die
Herstellung eines Salzkerns mit wenig Defekten und hohem Risswiderstand. Dies kann
z. B. durch eine Verlangerung des Risspfades erreicht werden. Mittels einer Umleitung
der Rissfront beim Rissfortschritt wird die Oberflache des Risses, bezogen auf die
Risseindringtiefe, groler. Dadurch muss zusatzliche Energie aufgebracht werden, was
die Bruchzahigkeit erhoht.

Fur eine Rissumleitung koénnen zwei Mechanismen angewendet werden - ,,Crack
Bowing® und ,,Crack Deflection”. Bei ,,Crack Bowing*“ wird der Riss um die
Sekundirphasen oder Partikel umgeleitet. Bei ,,Crack Deflection besteht eine direkte
Wechselwirkung zwischen der Oberflache der sekundéren Phase und dem Riss. Der
Riss wird an der Oberflache abgelenkt. Dazu missen die Primarkristalle, im Vergleich
zu der eutektischen Matrix, einen hoheren Elastizitdtsmodul besitzen. Der Riss kann
somit nicht in den Kristall eindringen und wird abgelenkt. [64] [65] [66]

Nach Yaokawa et al. [56] tragen vor allem die NaCl-Kristalle bei einer
untereutektischen Zusammensetzungen bzw. Na>COs-Kristalle bei Ubereutektischen
Zusammensetzungen zu einer Steigerung des Risswiderstandes bei. Abbildung 2.13
zeigt schematisch einen fortschreitenden Riss in einer eutektischen Zusammensetzung,
in einem Reinkristall und in einem System mit dendritischen Primérkristallen. Dabei
wird in dem Gefiige mit Primérkristallen deutlich, dass Dendriten die ,,Crack
Deflection* begiinstigen.

a b c d EH+_‘—‘-+f
\ 00

Abbildung 2.13: Schematische Abbildung der Kristallstruktur und des Risswachtstums fir
verschiedene Salzzusammensetzungen, a u. b : Eutektische Zusammen-setzung, c u. d: Reinsalz,
e u. f: Zusammensetzung zwischen Eutektikum und Reinsalz [56]
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Der Fokus bei der Salzkernherstellung im vorgestellten Phasendiagramm muss daher
auf der Realisierung eines Gefuges mit erhohtem Risswiderstand liegen. Nur so kann
die Wahrscheinlichkeit eines defektfreien Umgussprozesses erhoht werden.

2.4 Numerische Abbildung von Einlegern im
Druckgussprozess

Nach Hirz et al. [67] ist Frontloading ein essentieller Bestandteil im
Produktentwicklungsprozess, wobei das Ziel darin besteht, mdglichst viele
Produktspezifikationen bereits wahrend der Konzeptphase zu definieren. Unerl&sslich
sind neben dem Wissen aus Vorldauferprojekten, Konstruktions- und Simulationsschritte
in einer frihen Phase, wodurch eine Reduzierung der Entwicklungszeit und eine
Vermeidung von Produkt- und Bauteilfehlern erreicht werden.

Vor dem Hintergrund des Frontloadings ist die numerische Simulation des GieRens
nach Kaschnitz [68] [69] und Ravi [70] eine wesentliche Innovation in der
Gielereiindustrie und wirkt sich durch wesentliche Zeit- und Kosteneinsparungen in der
Prozessplanung und Produktion von komplexen Bauteilen aus. Die Uberlegungen der
GielRer und Werkzeugbauer kénnen somit in einer frihen Phase in eine gie3gerechte
Bauteilgestaltung  einflieBen.  Strémungsmechanische  Aufgabenstellungen  und
Waérmetransport werden nach Bihrig-Polaczek [71] meist mit der Finite-Differenzen-
Methode (kurz FDM) geldst, wohingegen Aufgabenstellungen in der Strukturmechanik
mit der Finite-Element-Methode (kurz FEM) abgebildet werden.

Bei der FDM werden kontinuumsmechanische Erhaltungssatze auf kleinen
Kontrollvolumina, meist Hexaeder, diskretisiert und fir diskrete Zeitpunkte der
Formfillung numerisch approximiert. Dabei bilden die Navier-Stokes-Gleichungen, die
in ihrer allgemeinen Form nichtlineare partielle Differentialgleichungen zweiter
Ordnung sind, den Ausgangspunkt. Mit zusétzlichen Gleichungen, wie der thermischen
Energie- und Warmeleitungsgleichung, wird im Anschluss an das turbulente
Stréomungsproblem die Erstarrung numerisch approximiert. Die Losung fur die
Formfiillung und Erstarrung wird flr einen Punkt in der Zellmitte berechnet, wobei
durch die Netzauflésung die Darstellungsgenauigkeit gesteuert wird.

Bei der FEM werden falls moglich Hexaeder verwendet, jedoch aufgrund wvon
komplexen Geometrien teilweise auf lineare oder quadratische Tetraederelemente
zuriuickgegriffen. Berechnet werden die Knotenverschiebungen, wobei die Spannung mit
dem Hookschen Gesetz und weiteren Materialmodellen darsgestellt wird. Mit der
Finite-Element-Methode wird zudem virtuell das Verhalten des Bauteils im Lastfall
Uberpruft. Diese numerische Methode ist die am starksten verbreitete Methode, mit
Hilfe derer auch dynamische Festigkeitseigenschaften erfasst und Lebensdauer-
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vorhersagen abgegeben werden konnen. Beispielhaft ist in Abbildung 2.14 die
raumliche Diskretisierung im zweidimensionalen Raum fir einen Kreisbogen mit einem
FDM- und einem FEM-Netz abgebildet. Numerische Berechnungsmethoden sind Stand
der Technik.

------------

a) b)
Abbildung 2.14: Diskretisierung eines Kreisbogens im Beispiel mit a) der Finite-Differenzen-
Methode und Viereckselementen und b) der Finite-Element-Methode und unstrukturierten
Dreickeckselementen, nach [72]

Fur die Grundlagen der Finiten-Element-Methode wird aus diesem Grund an dieser
Stelle auf die Literatur [73], [74], [75], [76] und [77] verwiesen. Wesentliche Themen
flr die vorliegende Ausarbeitung sind die implizite und explizite Zeitintegration, die
Materialmodellierung und die Kontaktdefinitionen in der FEM. Fir die Grundlagen der
Formfill- und Erstarrungssimulation wird auf Bihrig-Polaczek [71], Hattel [78] und
Stefanescu [79] verwiesen. Basis sind meist Finite-Differenzen-Ansétze, die auch in
dieser Arbeit Anwendung finden. Die wichtigsten Punkte aus diesem Themengebiet
sind Ansdtze zur raumlichen Diskretisierung, Vernetzungsmethodik und
Materialmodellierung. Die Fluid-Struktur-Interaktion ist ein wichtiger Aspekt der
vorliegenden Arbeit, weshalb bzgl. dieser Thematik an dieser Stelle auf Bungartz [80]
verwiesen wird. Als Anwendungsbeispiel fur Aussagen der GieR8simulation sind Ahuett-
Garza und Miller [81] zu nennen. Sie bewerten den Einfluss der eingebrachten
Warmemenge in das GielBwerkzeug wahrend eines GielRzykluses und quantifizieren die
stattfindende Verformung der Kavitat. Verran et al. [82] untersuchen mittels
Giellsimulation den Einfluss der Schmelzegeschwindigkeit in der ersten und zweiten
Phase sowie des Nachdrucks auf die Bauteilqualitat. Sun et al. [83] optimieren mit der
Software MAGMASOFT® das Anschnittsystem eines Magnesiumwerkzeugs. Domkin
[84] bildet simulativ die Erosion, bedingt durch die chemische Affinitdt des
Aluminiums an Eisen, ab. Damit gibt er einen Ansatz fir die Darstellung des
VerschleiBBes der Druckgussform, was bedingt durch die hohen Investitionskosten einer
solchen Form essentiell fir Wirtschaftlichkeit des Druckgussprozesses ist. Helenius et
al. [85] untersuchen den Warmeverlust in einer Druckgussschusskammer, um
Rickschlisse auf den Temperaturverlust der Schmelze und die damit einhergehende
Bauteilqualitat zu ziehen.
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2.4.1 Darstellung von Kernbelastungen im Druckgussprozess

In Absatz 2.3 wird deutlich, dass bereits aus der Literatur bekannte Kernsysteme dem
Druckgussprozess nicht standhalten. Umso wichtiger ist eine Vorabauslegung des
Kerns, um einen Kernbruch und Schmelzeinfiltration zu vermeiden. Aus diesen
Erkenntnissen konnten im Vorfeld die Kerngeometrie, Anschnittsystem und
Kernlagerung veréndert bzw. optimiert werden.

Lagler [86][87] stellt die Belastung fur einen im Druckgussprozess hergestellten
Salzkern dar. Als Strdmungssimulations-Software wird Flow3D von FlowScience Inc.
verwendet. Ab der Version 10 bietet der CFD-Solver die Mdglichkeit, eine gekoppelte
Full- und FEM-Simulation durchzuftihren. Durch diese Fluid-Struktur-Interaktion (FSI)
kdénnen durch die stromende Schmelze verursachte mechanische Spannungen im
Einleger dargestellt werden. Abbildung 2.15 a stellt einen Salzkern in der Seitenansicht
sowie die Belastung (Hauptnormalvergleichsspannung in Pa) wahrend des
Umgussprozesses dar. Zu erkennen ist die deutlich niedrigere Belastung bei 80 m/s
Anschnittgeschwindigkeit im Vergleich zu 120 m/s Anschnittgeschwindigkeit. Als
Materialparameter werden ein E-Modul grofRer 10 GPa und eine Querkontraktionszahl
von 0,18-0,24 genannt. Als Bewertungskriterium wird die durchschnittliche
Biegefestigkeit von grofler 18 MPa herangezogen. Der Schadigungsmechanismus durch
den Nachdruck wird nicht bertcksichtigt.

Auch Fuchs et al. [50][51][10][11] verwendeten zur Belastungsdarstellung von
Einlegern im Druckguss die Software Flow3D. Abbildung 2.15 b zeigt die Belastungen
eines gepressten Salzkerns, umgossen im Druckgussprozess. Als Bewertungskriterium
fir das Versagen wird die Hauptnormalvergleichsspannung bericksichtigt, wobei als
Grenzen -6,5 MPa und + 6,5 MPa definiert werden, die zuvor im 3-Punkt-Biegeversuch
ermittelt wurden. Die Kernkompression und Versagen wahrend der Nachdruckphase

werden nicht erfasst.
i

Mean Iso Stress
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-6.5 MPa 6.5 MPa

a) b) c)
Abbildung 2.15: Belastungssimulation flr Salzkerne im Druckguss: a) Darstellung mean iso
stress der Bihler Salzkerne bei Anschnittgeschwindigkeit 80 m/s oben und 120 m/s unten [86]
b) Belastung flr gepresste Salzkerne bei Anschnitt-geschwindigkeit 15 m/s oben und 35 m/s
unten [10]
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Giegold [43] und Moschini [44] verwenden fir die Belastungsberechnung die Software
ProCAST der Firma ESI, basierend auf einem reinen FEM-Ansatz. Als
Bewertungskriterium wird, wie in Abbildung 2.15 ¢ dargestellt, die Hauptnormal-
spannung in den Grenzen von -10 bis +20 MPa verwendet. Die Simulationsauswertung
zeigt die Belastung bei einer Anschnittgeschwindigkeit von 55 m/s mit einem E-Modul
von 4 GPa.

2.4.2 Simulationsmodelle fur Einleger mit dauerhaftem Verbleib

Im Gegensatz zu verlorenen Kernen verbleiben metallische Einleger im Bauteil,
weshalb die numerische Abbildbarkeit auch nach dem GieRprozess, z. B. fur die
Warmebehandlung oder die Festigkeitsuntersuchung, gegeben sein muss. Wie in
Abschnitt 2.2.2 berichtet, kdnnen Dauereinleger mit dem Umgussmaterial eine form-,
kraft-, oder stoffschlussige Verbindung bilden. Diese drei Verbindungsarten massen fur
eine Auslegung des Bauteils numerisch abgebildet werden.

Bitsche [22] gibt ein Beispiel fir die Auslegung von form- und kraftschliissigen Stahl-
Aluminiumverbindungen am Beispiel eines Prinzipbauteils. Ausgehend von einer
homogen verteilten Temperatur fir Stahleinleger und Aluminiumumguss bei 400 °C
werden die entstehenden Spannungen zwischen Aluminium und Stahl nach einem
Abschreckprozess in Wasser mit der FEM Software ABAQUS dargestellt.
Berlcksichtigt wird der Warmeibergang an der Materialzone in Abhéngigkeit von
makro- und mikroskopischer Spaltbildung sowie Kontaktdruck. Die maximalen
Spannungen in radialer Richtung am Stahl-Alu-Interface, entstanden durch das
Aufschrumpfen des Aluminiums, werden auf bis zu 92 MPa detektiert. Die daraus
resultierenden Ausdruckkréfte von 36,7 kN sind in guter Ubereinstimmung mit dem
Experiment. Als statischer Reibkoeffizient fir die Materialpaarung wird p=0,4
vorgestellt, wobei kein dynamischer Reibkoeffizient eingesetzt wird. Fir die
Vorhersage des Formschlusses und die Darstellung der Schadigung wird auf ein
Schédigungsmodell verzichtet und der ABAQUS-interne Schadensindikator als
Bewertung flir das Versagen verwendet. Um  Spannungsspitzen  bei
Multimaterialstrukturen zu vermeiden, werden zuletzt Design-Richtlinien erstellt.

Einen weiteren Ansatz zur numerischen Darstellung von Aluminium-Stahl-Verbunden
liefert Wasmuth [23]. Es wird lediglich eine kraftschliissige Verbindung an einem
Prinzipbauteil betrachtet. Experimentell werden die entstehenden Eigenspannungen
mittels Zerlegeverfahren, Bohrlochverfahren, Abdrehverfahren und Neutronen-
tomographie untersucht. Durch eine erstellte Kriechroutine, die die Temperatur-
abhangigkeit, die Spannungsabhéngigkeit und den Zeiteinfluss berticksichtigt, kénnen
die Eigenspannungen numerisch dargestellt und und durch die experimentellen
Versuche verifiziert werden.
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Pasligh [21] fuhrt fir den Variostrukt-Demonstrator Giel3simulation durch, um den
thermischen Einfluss auf den Einleger zu untersuchen. Mit dem FEM-Programm LS-
Dyna wird der Abkuhlvorgang der Hybridprobe berechnet, wobei keine
temperaturabhéngigen Materialkennwerte verwendet werden. Eine numerische
Abbildung von stoffschlissigen Verbindungen konnte zu diesem Zeitpunkt nicht
recherchiert werden.



3 Motivation und Zielstellung

Dem Stand der Technik - siehe Abschnitt 2.1 - ist zu entnehmen, dass prozesstechnische
Ansatze zur Erzeugung von Hinterschnitten schnell ihre Grenzen erreichen. Gerade
komplexe, verrippte Strukturen oder medienfiihrende Kanéle sind mit diesen Verfahren
nicht prozesssicher zu realisieren. Die zwei Technologien, die aktuell das hochste
Potential aufweisen, um Hinterschnitte im Druckguss darzustellen und somit den
Druckgussprozess noch attraktiver zu gestalten, sind zum einen Einleger mit
dauerhaftem Verbleib, Stahl-Aluminium-Verbindungen sowie Salzkerne, hergestellt aus
der flussigen Phase als sog. verlorene Kerne.

Fur beide Technologien stehen sowohl im Rohbau als auch im Antriebsstrang
potentielle Anwendungsbauteile zur Verflgung. Der gréBte Vorteil von Einlegern mit
dauerhaftem Verbleib ist neben der Mdglichkeit der Erzeugung des Hinterschnittes
die lokale Steigerung der Bauteilsteifigkeit durch die geeignete Wahl des Einlegers. Um
die Masse eines Bauteils zu reduzieren, wird ein Aluminiumwerkstoff eingesetzt,
wodurch Stellen mit punktuellen Belastungsspitzen oder Lastpfade mit hoherfesten
Stahleinlegern realisiert werden. Als Nachteil ist die limitierte Gestaltungsfreiheit der
Einleger zu nennen. Die Herausforderung besteht in der prozesssicheren Anbindung der
zwei verschiedenen Materialien und der Auslegung mittels numerischer Anséatze.
Weiterhin muss die Frage geklart werden, ob eine stoffschliissige Verbindung sinnvoll
ist oder ob eine rein kraft- und formschlussige Verbindung, je nach
Anwendungsbereich, ausreicht.

Da die Salzkerne nach dem Umguss entfernt werden, wird die Struktur nicht zusétzlich
verstéarkt. Vielmehr kann durch die komplexe Gestaltung des Salzkerns, z. B. mit einer
Rippenstruktur, die Bauteilfestigkeit erhoht werden. Einteilige, hohle und
innenverrippte Strukturbauteile sind mit Salzkernen im Bereich des Machbaren. Die
grolte Herausforderung besteht darin, einen druckstabilen Kern zu fertigen, der sowohl
die zweite hochdynamische Phase als auch die Nachdruckphase des
Druckgussprozesses unbeschadigt (bersteht. Weitere Herausforderungen sind die
Entfernung des Kerns nach der Abkiihlung der Aluminiumschmelze und die numerische
Auslegung des Herstell- und Umgussprozesses. Beide Technologien eigenen sich
gleichermalien fiir die Darstellung von medienfiuhrenden Kanélen.

Die Prozesskette eines Druckgussbauteils mit Einleger unterscheidet sich gegeniiber der
Prozesskette eines gewohnlichen Druckgussbauteils durch zusatzliche Prozessschritte.

30
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So muss in der Konzeptionsphase des Druckgussbauteils zusatzlich der Einleger
mitbetrachtet und ausgelegt werden, da der Einleger eigene Fertigungsrestriktionen
besitzt und damit die Geometrie des Hohlgussbauteils beeinflusst. Umso wichtiger ist
eine verl&ssliche numerische Auslegung des Hohlgussbauteils und des Einlegers im
Vorfeld, um kostenintensive Experimente und Anpassungen im Druckguss- und
Einlegerwerkzeug zu vermeiden.

Die vorliegende Arbeit fokussiert sich auf die Erzeugung von Hinterschnitten mit
verbleibenden Einlegern und verlorenen Kernen. Als verbleibende Einleger werden
Stahl und als Umgussmaterial AISi9MgMn- und AlSi7Mg0,15-Aluminiumlegierungen
betrachtet. Als Kernsystem wird eine NaCl-Na.COs-Legierung verwendet. Das
ubergeordnete Ziel der Arbeit besteht in der Erarbeitung notwendiger Daten zur
numerischen  Auslegung von kraft-, form- und stoffschlussigen  Stahl-
Aluminiumverbindungen sowie komplexer Hohlgussbauteile, hergestellt mit Salzkernen
aus der flussigen Phase. Da der Niederdrucksandguss flr die Prototypendarstellung von
Druckgussbauteilen in einer friihen Entwicklungsphase angewandt wird, soll neben dem
Druckgussumgussprozess auch der Niederdrucksandguss als Herstellungsverfahren fur
das Aluminiumbauteil betrachtet werden. Die experimentelle Grundlage wird mit Hilfe
von Prinzipbauteilen geschaffen, um Phdnomene, die die Herstellung und den
Umgussprozess von gegossenen Salzkernen und Stahl-Aluminium-Verbunden
beeinflussen, zu identifizieren. Hauptbestandteil der Arbeit ist weiterhin der Aufbau
einer Simulationsmethodik, die es erlaubt, Einleger in Form von Salzkernen und
Stahlbauteilen numerisch abzubilden und zu bewerten. Die zuvor durchgefihrten
experimentellen Versuche dienen als Verifizierung fir die Simulationsmethodik. Die
gesammelten Erkenntnisse sollen im Anschluss auf ausgewahlte Anwendungsbeispiele
ubertragen werden und damit zusétzlich verifiziert werden. Die Vorgehensweise und
einzelnen Arbeitspakete sind in Abbildung 3.1 beschrieben. Fir den Aufbau der
Grundlagen soll im Detail der Einfluss der Salzkernzusammensetzung, die Wahl der
Prozessparameter wie Schmelzetemperatur, Kokillentemperatur und Ausformzeit auf
die Festigkeit, Harte und Warmrissneigung der Salzkerne untersucht werden. Dazu ist
eine Prufmethodik zur Charakterisierung der mechanischen Eigenschaften zu
entwickeln und mit den Prozessparametern zu korrelieren. Des Weiteren ist das
FlieRverhalten in Abhéngigkeit der Schmelzetemperatur und der Kokillentemperatur
darzustellen. Die Betrachtung der bisher vorliegenden Ergebnisse bzgl. verlorenen
Salzkernen, hergestellt aus der fliissigen Phase, verdeutlicht, dass nur Lagler [86] [87]
mit der CFD Software Flow3D Belastungen auf einen Salzkern, dessen
Zusammensetzung unbekannt ist, numerisch dargestellt hat, jedoch keine entsprechende
experimentelle Verifikation vorliegt. Yaokawa et al. [56] untersuchten den Einfluss der
Zusammensetzung der NaCl-Na,COs-Legierung auf die Biegefestigkeit, jedoch nicht
die Auswirkungen der Prozessparameter und die Warmrissentstehung. Beide zuvor
genannten Literaturquellen zeigen zudem keine numerische Betrachtung der
Herstellung des Salzkerns. Fuchs [50][51][10][11] betrachtet in seinen Arbeiten
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Einlegerbelastungen auf gepresste Salzkerne mit der Software Flow3D, und Giegold
[43] und Moschini [44] Keramikkerne mit der CFD Software ProCAST. Fur die
numerische Darstellung von Salzkernen mittels GielRsimulationen sind deshalb alle
notwendigen thermophysikalischen GroRen zu ermitteln sowie fehlende und nicht
experimentell bestimmbare Daten iterativ. zu bestimmen. Das Ziel der
Herstellsimulation soll die Vorhersage von Flie- und Abkuhlverhalten, GieRfehlern
sowie Warmrissen von Salzkernen sein. Fur die Auslegung eines Umgussprozesses
sollen  experimentell die Schadigungscharakteristika von  Salzkernen im
Druckgussumgussprozess bestimmt und numerisch abgebildet werden. Somit ist eine
Optimierung der Salzkerngeometrie im Vorfeld, die Vermeidung von Warmrissen und
die Sicherstellung des zerstorungsfreien Aluminiumumgusses gewéhrleistet.
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Abbildung 3.1: Vorgehensweise und Arbeitspakete der vorliegenden Arbeit

Bei der numerischen Darstellung der Stahl-Aluminium-Verbunde liegt das Augenmerk
auf der qualitativen Bewertbarkeit wvon kraft-, form-, und stoffschliissigen
Verbindungen. Erste Ansatze fur eine numerische Auslegung von Stahl-Aluminium-
Bauteilen stellen Bitsche [22] und Wasmuth [23] mit der FEM-Software ABAQUS
sowie Pasligh [21] mit der Software LS-Dyna in ihren Arbeiten vor. Betrachtet werden
von ihnen nur kraft- und formschlissige Bauteile. Auslegungsmethoden fir
stoffschlissige Verbindungen wurden nicht entwickelt. Ferner wird kein Aufschluss
dariiber gegeben, welchen quantitativen Mehrwert eine stoffschllssige Verbindung,
sofern sie hergestellt werden kann, gegenuber einer rein kraft- und formschlissigen
Verbindung generiert. Als Erweiterung zu bereits bekannten Ergebnissen sollen deshalb
gezielt  stoffschliissige  Verbindungen hergestellt und mechanisch  sowie
metallographisch charakterisiert werden. Darauf aufbauend soll eine Methodik
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entwickelt werden, um kraft-, form-, und stoffschliissige Verbindungen und deren
Verhalten unter Last abzubilden. Analog der Salzkerneinleger soll eine Methodik zur
Darstellung der Belastungen bei Stahleinlegern im Druckgussumguss entwickelt
werden.



4 Experimentelle und numerische Methoden

Die experimentellen Untersuchungen an verlorenen Salzkernen und Stahleinlegern mit
dauerhaftem Verbleib werden an Prinzipproben durchgefiihrt. In diesem Kapitel werden
die Versuchsgeometrien, die dazugehdrigen GieRwerkzeuge und Prozessparamter
vorgestellt. Zuerst werden die Probekorper, Kokillenwerkzeuge wund das
Versuchsumfeld fir die empirischen Versuche zum Kernherstellungsprozess erldutert
und im Anschluss die durchgefuhrten Salzkerncharakterisierungsmethoden vorgestelit.
Fur die numerische Abbildung der Salzkernherstellung werden die zum Experiment
dazugehorigen Simulationsmodelle erldutert. Fur den Umguss von Salzkernen und
Stahleinleger im Druckguss- und Niederdruckgusssandverfahren werden die
verwendeten Werkzeuge und die Versuchsdurchfihrung vorgestellt. Darauf aufbauend
wird das Simulationsmodell fur die Einlegerbelastung von Salzkernen und Stahleinleger
im  Druckguss prasentiert. Fur die mechanische und metallographische
Charakteriseirung der hergestellen Stahl-Aluminiumverbunde werden die verwendeten
experimentellen Methoden aufgefuhrt. Die Darstellung von Stahl-Aluminium-
Verbunden mit der Finite-Element-Methode wird zuletzt prasentiert.

4.1 Experimentelle und numerische Betrachtung des
Salzkernherstellprozesses

Fur den Einsatz von Salzkernen in der Druckgussserienfertigung erfordert es eine
umfassende Qualifizierung des Werkstoffes und die detaillierte Analyse des
Kernherstellungsprozesses. Neben der Zusammensetzung des Kernsystems, sind die
Prozessparameter der Herstellung aus der flussigen Phase entscheidend fir die
Bauteilqualitdat. Um den Einfluss der einzelnen Prozessparameter besser zu verstehen,
werden vier Prinzipbauteile definiert, die im Schwerkraftguss aus der flissigen Phase
hergestellt werden — die Biege-, Warmriss- und Zugprobe sowie die GieRspirale. Flr die
Identifizierung eines geeigneten Salzkernsystems werden zunédchst Biege- und
Warmrissproben mit unterschiedlichen Zusammensetzungen hergestellt, bewertet und
eine  Variante fir weiterflhrende Untersuchungen ausgewahlt. Fir diese
Zusammensetzung wird daraufhin eine erweiterte Versuchsplanung definiert und die
hergestellten Proben mittels verschiedener mechanischer sowie gefiigedarstellender
Prifmethoden charakterisiert. Fir eine abschlielende Charakterisierung werden eine
umfangreiche Warmrissuntersuchung und FlieRverhaltensstudie durchgefiihrt. Fir die
numerische Abbildung des Salzkernherstellungsprozesses werden das Beigestab-
gieRexperiment, die Giel3spirale und die Warmrissversuche modelliert.

34
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4.1.1 Probeko6rper, Werkzeugkonzepte und Versuchsumfeld

Die Biegeprobe wird in der Biegestabkokille aus Warmarbeitsstahl 1.2343, dargestellt
in Abbildung 4.1., hergestellt. Die Kokille (1) besteht aus zwei Kokillenhalften und
beinhaltet drei Kavitaten. Zwei Kavitéten bilden die Biegeprobe (2) ab und eine Kavitét
die Warmrissprobe (3). Die zweite Prinzipgeometrie, die Warmrissprobe, ist bis auf die
Schwindungsbehinderung (4) am unteren Ende mit der Biegestdbchengeometrie
identisch. Das Biegestdbchen dient zur ldentifizierung der Prozessparamatereinfliisse
und zur mechanischen sowie werkstofftechnischen Charakterisierung, wobei mit der
Warmrissprobe die Rissneigung, verursacht durch Erstarrungsphanomene, qualifiziert
wird. Die Kokillenhalften werden (ber die gesamte Lange von 130 Millimetern mit
zwei Heizpatronen (5), die eine homogene Temperaturverteilung in der Kokille
bewirken, temperiert. Die Kokillenhélften stehen auf einem ITEM-Profiltisch (6). Uber
einen Schneckenantrieb (7) wird der Tisch verfahren und damit die Kokille geschlossen
und geoffnet. Die Abkuhlraten wéhrend der Erstarrung werden mit einem
Thermoelement (8), das mittig in der Kavitat positioniert ist, aufgezeichnet.

A

'

Biegestabkokille

©)

®

O)

GieRspirale

Abbildung 4.1: Darstellung der Biegestab-, Gielispiralen- und Zugstabkokille fir die
Salzkernprinzipuntersuchungen

Die Regelung der Kokillentemperatur erfolgt beidseitig tber am Regelsystem
angeschlossene Thermofiihler, die mittig in der Kokille platziert sind. Mit
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Thermoelementen werden die Kokillenwandtemperaturen aufgezeichnet. Ziel der
Versuche ist die reproduzierbare Herstellung priifbarer Salzbiegestdbchen und die
Aufzeichnung der gieBparameterabhéngigen Abkuhlraten. Die GieRspirale ist nach
Di Sabatino [88], Bihrig-Polaczek [89] und Gugisch [90] eine géngige Methode, um
die FlieRfahigkeit von Metallen zu untersuchen. Abbildung 4.1 zeigt die Spiralkokille,
die fur die Gielversuche verwendet wird. Sie besteht aus zwei Kokillenhalften und
einem geteilten GieReinsatz (a), damit die Spirale (b) zerstérungsfrei entnommen
werden kann. Die Formerwarmung wird analog der Biegestabkokille mit Heizpatronen
(e) realisiert. Fur die Ermittlung der Zugfestigkeit wird eine dreigeteilte
Rundstabkokille (a) verwendet. Die Kokille wird anders als die Biegestab- und
Giellspiralenkokille in einem Ofen auf die gewtinschte Temperatur erwdrmt und diese
mit einem  Thermoelement Uberprift. Bei  Erreichen einer homogenen
Kokillentemperatur wird die Probe (b) abgegossen und im Ofen ausgeformt.

Der vollstandige Versuchsaufbau fur die Biegestab- und GielRspiralenversuche ist in
Abbildung 4.2 skizziert und umfasst die beschriebene Mehrfachkokille (1) und die
Spiralkokille (2) sowie die Temperaturregeleinheit der Fa. GammaFlux (8), die die
Heizpatronen der Fa. Hasco (6) und die Thermofuhler an der Kokille steuert.

e LLLL T T

Abbildung 4.2: Skizzierter, nicht maRstabsgetreuer Versuchsaufbau fiir die Prinzip-
untersuchungen mit der Biegestab- und Spiralkokille

Im Umluftofen Mod. N31/H® der Fa. Nabertherm (4) werden Al,Os-Tiegel bei 725°C
vorgewdarmt. Die Salzschmelze wird mit dem Tiegelofen KU/13 der Fa. Nabertherm (3)
und einem eingesetzten Stahltiegel erhitzt. Vor der Verwendung des Stahltiegels wird
dieser sandgestrahlt, bei 500°C angelassen und mit Wasser abgeschreckt. Eine
Verunreinigung der Salzschmelze beim Aufschmelzen durch Rickstdnde oder oxidierte
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Stellen im Stahltiegel wird dadurch vermieden. Die Kokillentemperaturen werden Gber
einen separaten Messrechner (9) mit insgesamt fiinf Thermoelementen des Typen K und
der Messsoftware Labview™ im 10-Hertz-Takt aufgezeichnet. Die GieStemperatur im
Keramiktiegel (7) und in der Kokille (5) werden Uber ein weiteres Thermoelement
manuell direkt vor dem VergieRen gemessen. Zur Messung der Giel3langen der Spiralen
wird eine GieRspiralen-Skala (a und b) verwendet. Zur Erstellung der GielRspiralen-
Skala im DIN-Format A3 wird aus dem vorhandenen CAD-Modell eine
malstabsgetreue Werkstattzeichnung, die zusétzlich eine Millimetereinteilung entlang
der Flie3lange aufweist, abgeleitet.

4.1.2 Mechanische und metallographische Werkstoffcharakterisierung

Die Salzlegierung weist ein stark keramisches Verhalten auf. Nach Danzer und
Lube [91] missen im Zugversuch bei keramischen Werkstoffen mindestens 30 Proben
gepruft werden, um einen hinreichend abgesicherten Festigkeitswert zu erhalten.
Deshalb werden bei keramischen Werkstoffen Biegeversuche durchgefuhrt, wobei die
Festigkeiten aus dem Biegeversuch aufgrund des geringeren beanspruchten Volumens
im Vergleich zum Zugversuch héher sind.

Derzeit existiert keine Prifnorm fir die Ermittlung von Biegefestigkeiten bei
Salzkernen. Deshalb werden die Biegespannung oy und die Randfaserdehnung ¢ nach
DIN EN 843-1 [92] ermittelt. Die Norm beschreibt die Prifung von
Hochleistungskeramik ~ und  wird aufgrund der vergleichbaren  spréden
Materialeigenschaften von Keramik und Salz verwendet. Die Stltzweite wird mit
60 mm festgelegt, der Auflagerradius und der Biegestempelradius betragen 5 mm, die

Vorprifkraft 5 N und die Prifgeschwindigkeit wird mit 0,5 % definiert. Der

Biegeversuch, dargestellt in Abbildung 4.3 a, findet auf der Universalprifmaschine
RetroLine® der Zwick GmbH & Co. KG statt. Flr die Versuche mit Salzbiegestabchen
wird eine 10 kN Kraftmessdose verwendet, um kleine Kréafte bei Sprodbriichen erfassen
zu konnen. Die Durchbiegung der Salzstdbchen wird mit einem induktiven
Wegaufnehmer der Firma Hottinger ermittelt. Die Vermessung der Proben ergolgt mit
einem Messschieber und die Ausrichtung manuell. Anhand der Gleichungen (4.1) und
(4.2) werden die Randfaserdehnungen ¢ und die Biegefestigkeiten o bestimmt:

3 Fy |
T 2b R “1)

_ 600hf

> (4.2)

&
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Hierbei ist o, die Biegefestigkeit in —— Fy die Kraft bei Bruch in N, I der

Auflagerabstand in mm, b die Probenbreite in mm, h die Probenhthe in mm sowie f
die Durchbiegung in mm. Entsteht der Bruch nicht in der Mitte des Auflageranstandes,
muss der Abstand x, wie in Gleichung (4.3) dargestellt, in der Spannungsberechnung
berticksichtigt werden:

_3F (1-2%)

7B T bR (43)

Die Druckprifung (Aufbau vorgestellt in Abbildung 4.3 b) wird als weitere
Charakterisierungsmethode verwendet. Dazu wird, wie beim Biegeversuch, der Speiser
vom Biegestdbchen getrennt und der verbleibende Teil in 20 mm hohe Stlicke mit
planparallelen Stirnflachen verarbeitet. Da bei diesem Versuch aufgrund der groRen
Druckplatten kein Dehnungsaufnehmer verwendet werden kann, wird die
Druckspannung a;, nach Gleichung (4.4) mit der an der Kraftmessdose gemessen Kraft
und der Querschnittsflache der Probe berechnet.

F

— (4.4)

Op =

Die Zugprifung erfolgt mittels der in Abbildung 4.3 c présentierten Vorrichtung. Da
aufgrund des sproden Materials kein Gewinde auf die Probe gefertigt werden kann,
werden die Enden der Zugprobe Uberdreht und in einer daflr vorgesehenen
Priifvorrichtung eingespannt. Uber ein Extensometer werden die Dehnungen im
Prifbereich ermittelt.

3-Punkt-Biege o
a) b) c)
Abbildung 4.3: a) Aufbau des 3-Punkt-Biegeversuchs fur die Ermittlung der Biegefestig-keiten
von Salzkernen; b) Aufbau der Druckprufung inkl. Probenabbildung zur Ermittlung der Druck-
festigkeiten von Salzkernen; c) Prufaufbau fur die Zugprifung
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Erganzend zur Festigkeitsbestimmung werden Harteprufungen nach Brinell DIN EN
ISO 6506-04 auf der Universalharteprifmaschine Testor 930/250D® der Fa. Wolpert
Wilson Instruments durchgefihrt. Fur die Harteprifung wird aus jeder Versuchsserie
eine den GieRBparametersatz charakterisierende Probe verwendet. Der Kugeldurchmesser
betragt 2,5 mm und die Prifkraft liegt bei 613,13 N. An jeder Probe werden in axialer
Richtung finf Hartemessungen durchgefiihrt. Die Harteprifung erfolgt an der
unbehandelten Gussoberflache. Bei Proben mit groBen Einfallstellen und Kaltlaufen
werden die Positionen der Messpunkte um wenige Millimeter auf eine Stelle mit
hoherer Oberflachengute versetzt. Zur Messung der Eindruckdurchmesser werden die
Hérteeindricke farbig markiert. Dadurch wird das Ablesen der Durchmesser auf der
Mattscheibe der Hartepriifmaschine erleichtert.

Die zerstdrungsfreie Ermittlung der elastischen Kennwerte wird mittels der
Impulserregungstechnik der Firma Grindo Sonic nach Lemmens [93] durchgefihrt.
Dabei wird der Probekorper durch einen leichten von auBen einwirkenden
mechanischen Impuls angeregt und die resultierende Schwingung mit einem Detektor
aufgenommen. Ausgewertet werden drei korperspezifische Grundschwingungsarten -
die flexurale, torsionale und longitudinale Schwingung. Vor der Messung werden fir
jede Probe die geometrischen Abmalie und die Masse ermittelt. Die Berechnung des
Elastizitats-, des Schubmoduls sowie der Querkontraktionszahl erfolgt mittels der
Software GENEMOD.

Die Untersuchung des Gefliges der Salzstabchen erfolgt mit dem
Rasterelektronenmikroskop JSM-7100F® der Fa. JEOL. Die Aufnahme der
Gefligebilder erfolgt mit der Software der Fa. Texas Instruments. Untersucht wird das
Geflige in der Mitte der Salzbiegestabchen auf Hohe des platzierten Thermoelementes,
um es direkt mit den Abkiihlraten vergleichen zu kdnnen. Dafiir wird aus den Stabchen
ein 10 mm langer Bereich herausgeséagt. Jeweils drei Probenstiicke werden zusammen
in einer REM-Probe mit Durchmesser 30 mm kalt eingebettet. Verwendet werden das
Epoxid Harz EpoFix Resin® und der Harter EpoFix® Hardener der Fa. Struers, die
zusammen eine Aushértezeit von 24 Stunden besitzen. In einem Probenhalter werden
die beiden REM-Proben mit Silicium-Carbid Schleifpapieren der KorngréRen 80, 180,
240, 320, 600, 800, 1200 und 2500 mit jeweils 15 Newton pro Probe fur 150 Sekunden
trocken geschliffen. Die geschliffenen Proben werden abschliefend mit einem
Poliertuch ohne Polierpaste fur zwei Minuten und 10 Newton pro Probe poliert. Der
Poliervorgang findet unmittelbar vor der REM Untersuchung statt, um eine
Feuchtigkeitsaufnahme der Proben zu vermeiden. Zur Extraktion der eingeschlossenen
Gase des Kalteinbettmittels werden die Proben in einem Vakuum-Exsikkator
ausgelagert.
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Zur Untersuchung der Rissneigung wird die Warmrissprobe aus Kapitel 4.1.1
verwendet. Die  Herstellung der  Warmrissprobe  erfolgt  gleich  der
Biegeprobenherstellung. Die Rissbildung in der Warmrissprobe kann durch die
Variation der Prozessparameter gezielt gesteuert werden. Hohe Schmelzetemperaturen
erhéhen die  Rissneigung aufgrund der hohen  Schwindung. Niedrige
Kokillentemperaturen erhdhen die Rissneigung, da dadurch die Abkihlrate steigt.
Lange Ausformzeiten begunstigen Risse, da die Schwindungsbehinderung vorherrscht,
solange die Probe noch nicht ausgeformt ist.

4.1.3 Salzlegierungsvariation und weiterfihrende Versuchsplanung

Nach Yaokawa et al. [56] unterliegen NaCl-Na>COz-Systeme, abhdngig von der
molaren Zusammensetzung, starken Festigkeitsschwankungen. Die hdochsten
mechanischen Festigkeiten sind demnach vor allem bei den stark unter- und
Ubereutektischen Salzlegierungen zu erwarten und in Abbildung 4.4 eingezeichnet. Aus
diesem Grund werden zuerst verschiedene Zusammensetzungen ausgewdhlt (siehe
Abbildung 4.4), hergestellt und bewertet. Ziel ist die Identifizierung einer geeigneten
Kernzusammensetzung fur weiterfihrende Untersuchungen.
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Abbildung 4.4: Na;Cl-Na;COs; Phasendiagramm inkl. eigezeichneter molarer Zusammen-
setzungen fur die Voruntersuchungen und Bereiche mit den zu erwartenden hdchsten
mechanischen Festigkeiten

Die untere Grenze im Phasendigramm wird bei 20 % Na,COs und die obere Grenze bei
70 % NaCO3z gewdhlt. Zusammensetzungen aulerhalb des definierten Intervalls
erfordern sehr hohe GieRtemperaturen und werden deshalb nicht betrachtet. Innerhalb
der Grenzen werden die eutektische (Position 4), drei untereutektische (1-3) und drei
ubereutektische (5-7) Zusammensetzungen fur die Voruntersuchungen festgelegt. Zur
Vergleichbarkeit wird die GieRtemperatur bei allen sieben Varianten 30 K Uber der
jeweiligen Liquidustemperatur gewahlt. Die Prozesstemperaturen, molaren und
massenspezifischen Zusammensetzungen der ausgewéhlten Legierungen sind in
Tabelle 4.1 aufgelistet. Die Kokillentemperatur wird mit 200 °C und die Ausformzeit
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mit 60 s definiert. Die Bewertung erfolgt anhand der 3-Punkt-Biegefestigkeiten und des
Warmrissverhaltens.

Tabelle 4.1: Ausgewéhlte NaCI-Na,CO3; Zusammensetzungen mit molarer und Massenprozent
inkl. Liquidus und Gielltemperatur

Mol% Mol% Masse% Masse% Liquidus GieRtemperatur /°C Benennung
NaCl Na,CO, NacCl Na,CO, Temperatur /°C (Liquidus +33 K)

80 20 68,8 31,2 725,4 759 1 (stark untereutektisch)
64,5 35,5 50 50 666,8 700 2 (untereutektisch)
60,3 39,7 45,6 54,4 650,9 684 3 (leicht untereutektisch)
55,3 44,7 40,5 59,5 632 665 4 (eutektisch)
50,3 49,7 35,8 64,2 652,4 686 5 (leicht Ubereutektisch)
44,9 55,1 31 69 674,5 708 6 (Ubereutektisch)

30 70 19,1 80,9 735,4 769 7 (stark Gbereutektisch)

Fur die Untersuchung des Abkihlverhaltens werden fir jede Legierung drei
Abkuhlkurven ermittelt und der Mittelwert, dargestellt in Abbildung 4.5 a, gebildet. Die
Abbildung verdeutlicht die starken Unterschiede im Abkihlverhalten. Als auffallend ist
bei den GieRversuchen festzuhalten, dass mit der stark untereutektischen Legierung
Nr.1 kaum prufbare Proben hergestellt werden konnen. Bereits beim Abguss der
Biegeprobe, die keine Schwindungsbehinderung besitzt, bricht die Probe, wie in
Abbildung 4.5 b dargestellt, meist mehrfach.
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Abbildung 4.5: a) Gegeniiberstellung der gemittelten Abkuhlkurven fur die Salzlegierungen
Nr. 1 bis Nr. 7. b) Exemplarische Ergebnisdarstellung der stark untereutektischen, der unter-
eutektischen und der stark Ubereutektischen Salzlegierungen fiir die Voruntersuchungen zur
Auswahl einer geeigneten Salzlegierungsmischung

Die Biegefestigkeit liegt bei ausformbaren Proben bei ca. 3 MPa, weshalb diese
Zusammensetzung nicht weiter berucksichtigt wird. Exemplarisch sind die
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untereutektische Legierung 2, die eutektische Legierung 4 und die stark tibereutektische
Legierung 7 im Schnitt durch den Speiserbereich sowie den L&ngs- und Querschnitt
dargestellt. Besitzen die untereutektischen Proben noch eine dichte, durchgéngige
Struktur mit einem vergleichsméRig grofRen Schwindungslunker im Speiser, steigt der
pordse Anteil mit steigendem Carbonatgehalt. Wie bei Legierung Nr. 7 zu sehen, geht
die dichte AuBenhaut in eine pordsere Struktur 0ber und die GroRe des
Schwindungslunkers nimmt ab. Es ist zudem festzuhalten, dass bei der leicht
untereutektischen Zusammensetzung eine Schollenbildung im Tiegel bis 730°C
beobachtet wird, wodurch ein prozesssicheres Abgielien erst ab 735°C mdoglich ist.
Noch starker ist dieses beschriebene Ph&nomen bei der eutektischen Legierung
ausgepragt, wodurch die geplante Abgusstemperatur von 665°C auf 730°C erhoht
werden muss.

Die Versuchsplanung fiir die weiterfihrenden Versuche wird mit Hilfe der statistischen
Versuchsplanung (engl. Design of Experiments, kurz DoE) erstellt. Einflisse und
Wechselwirkungen einzelner Faktoren auf Systeme lassen sich damit ermitteln. Ziel ist
die Aufstellung eines systembeschreibenden Ausdrucks, der die Versuchsergebnisse mit
einer hohen Ubereinstimmung abbildet. Exemplarisch sind in Gleichung (4.5) die
linearen und in Gleichung (4.6) die quadratischen Ansdtze zur Beschreibung eines
Versuchsraumes bestehend aus drei Faktoren dargestellt:

V= Co+ C1X1 + CyXyo + C3X3+ C12X1X5 + C13X1X3 + Cyz3XpX3 + € (4.5)

Y= Co+ C1x; + %1% 4 3%, + C4Xp% + CsX3 + X3 + Crx1x,

+ CgX1X3 + CoXpx3 + € (4.6)

Die Gleichungen stellen fir verschiedene Kombinationen der Eingangsgrofien x4, X,, X3
einen Né&herungswert y dar. Die Modellkonstanten c;..co werden aus den
Versuchsergebnissen ermittelt. € steht fir die Streuung der Messergebnisse im Versuch.
Fur weiterfihrende Literatur zum Thema Design of Experiments wird auf Siebert [94]
und Allen [95] verwiesen.

Im GieRexperiment werden die in Tabelle 4.2 aufgelisteten Giel3parameterserien nach
angefertigtem DoE abgegossen. Fir die Minimierung der Versuchsanzahl wird ein
teilfaktorieller Versuchsplan erstellt. Als Variablen bzw. Eingangsgrofien werden die
GieRBtemperatur (Ty), die Kokillentemperatur (Tx) und die Ausformzeit (t,) definiert.
Aus den Vorversuchen wird der Zentralpunkt der Planung bei T, = 700 °C, T, = 200 °C
und t; = 60 s festgelegt. Die Schmelzetemperatur wird um 20 °C, die
Kokillentemperatur um 100 °C und die Ausformzeit um 30 s variiert.
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Nach einer definierten Erstarrungszeit wird das Salzstabchen aus der Form entnommen
und an der Luft bis zum Erreichen der Raumtemperatur abgekihlt. Fir jeden
Giellparametersatz werden acht Salzbiegestdbchen abgegossen. Die eingestellten
Giel3parameter werden zu Beginn der Giel3serien mit einem Warmguss uberpruft, wobei
das hergestellte Probestdbchen zusatzlich Uberschiissiges Formtrennmittel aus der
Kokille aufnimmt. Mit der zweiten Probe wird die charakteristische Abkuhlkurve der
Giellserie aufgezeichnet. Im Anschluss wird die Durchgangsbohrung in der Kokille mit
einem Stift verschlossen und die Proben fir die mechanische Charakterisierung
hergestellt. Fir die DoE-Versuchsserie werden 118 Salzstdbchen abgegossen und
15 Abkuhlkurven verschiedener GielRparameterkonfigurationen aufgezeichnet.

Tabelle 4.2: Ubersicht der Prozessparametersatze fir die Salzbiegestabchenversuche abgeleitet
aus dem DoE

Lfd. Nr GieRtemp. /°C  Kokillentemp /°C  Ausformzeit /s Lfd. Nr GieRtemp. /°C  Kokillentemp /°C  Ausformzeit /s

[==

O© 0 N O U1 A W N

[e=y
o

680
720
680
720
680
720
680
720
680

720

100
100
300
300
100
100
300
300
200

200

60
60
60
60
120
120
120
120
90

90

11
12
13
14
15
16
17
18
19

20

700
700
700
700
700
700
700
700
700

700

100
300
200
200
200
200
200
200
200

200

90
90
60
120
90
90
90
90
90

90

In Abbildung 4.6 a sind exemplarisch die Abkuhlkurven der minimalen und maximalen
Prozesstemperaturen der DoE-Planung aufgetragen. Die Abbildung zeigt das
Abkuhlverhalten der Schmelze im Inneren der Biegestabchen (ber eine Zeitspanne von
90 Sekunden. Die Abkiihlung der drei Parametersétze dhnelt sich in der ersten Phase der
Erstarrung bis 620 °C. Der Phasenumwandlungspunkt der erstarrenden Schmelze bei ca.
600 °C wird bei den Giellparametern nach 30 bzw. 45 Sekunden Prozesszeit erreicht.
Die unterschiedlichen Kokillentemperaturen wirken sich anschlielend direkt auf die
Kerntemperaturen und somit auf die Abkuhlzeit aus. Nach 90 Sekunden besitzen die
GielRparametersatze eine Kerntemperatur die ca. 100 °C hoher als die jeweilige
Kokillentemperatur ist. Ergdnzend werden fir alle Versuchspunkte die Abkihlraten
ermittelt, wobei in Abbildung 4.6 b exemplarisch das VVorgehen aufgezeigt wird. Fir
den Vergleich der Abkuhlraten werden zwei Temperaturbereiche definiert. Im ersten
Bereich A wird die maximale Abkihlrate der flissigen Schmelze bis zur
Liquidustemperatur untersucht. Im zweiten Bereich B wird die Abkuhlrate von der
Liquidustemperatur bis 630 °C im oberen fest-fliissigen Bereich der Salzschmelze
ermittelt. Dadurch ist im Anschluss der Vergleich der Abkihlraten und der
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Erstarrungsmorphologien mdoglich. Die Abkuhlraten werden durch Anlegen von
Tangenten an die Kurven ermittelt. Die maximale Steigung der Tangenten % stellt
dabei die charakteristische Abkihlrate der DoE-Serie in diesem Bereich dar.
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Abbildung 4.6: a) Darstellung der Abkuhlkurven im Mehrfachkokillen GieBexperiment fur die
Prozessparameterkombination T, =720 °C/ Ty = 300 °C, T, =700 °C/ Tx = 200 °C und
Ty = 680 °C/ Ty = 100 °C b) Vorgehen zur Ermittlung der Abkihlraten im Biegestébchen-
gieversuch exemplarisch dargestellt an dem Prozessparameter Ts =720 °C, Tk =300 °C

Da der Salzkern wahrend des Druckgussprozesses von der Aluminiumschmelze
erwarmt wird, werden die mechanischen Eigenschaften bei erhdhten Temperaturen
untersucht. Zudem dienen die Daten als Basis fur die numerische Rissvorhersage. Fr
die Biegeprifung werden 25 Biegestdbchen bei Ts = 680 °C und Tk = 230 °C
abgegossen. Die Warmbiegefestigkeitsprifung wird bei der Firma WZR ceramic
solutions GmbH unter gleichen Prifbedingungen wie die zuvor beschriebene
Raumtemperaturpriifung durchgefiihrt. VVor jeder Biegeprifung werden die Biegeproben
in einem Ofen, der mit der Prufkammer verbunden ist, auf die gewunschte
Priftemperatur gebracht. Damit sich eine homogene Temperatur im Prifkorper einstellt,
wird die Priftemperatur 30 Minuten gehalten. Als Pruftemperaturen werden 100 °C,
150 °C, 200 °C, 300 °C und 400 °C definiert, wobei bei jeder Temperatureinstellung
fuinf Proben geprift werden. Die Warmzug- und Warmdruckpriifungen verlaufen
analog.

Im Zugversuch herrscht am kleinsten Querschnitt eine homogene Spannungsverteilung,
wohingegen beim Biegeversuch allein an der Randfaser die maximale Zug- bzw.
Druckspannung anliegt. Die unterschiedlichen Ergebnisse im Zug- und Biegeversuch
lassen auf ein unterschiedliches Gefiige zwischen der AuRRenhaut und dem Inneren der
Salzkernprobe schliel3en, das einen Einfluss auf die Festigkeit der Probe besitzt. Um
diesen Effekt n&her zu untersuchen, werden gezielt Bereiche der Biegeprobe
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mechanisch bearbeitet und diese im Anschluss im Biegeversuch geprift. Fur die
Versuche werden zwoIf Salzgussbiegeproben mit Schmelzetemperatur 680 °C und
230 °C Kokillentemperatur hergestellt. Dafiir werden die Biegeproben nach Tabelle 4.3
bearbeitet und somit verschiedene Bearbeitungsvarianten (BV) mit unterschiedlichen
Querschnitten erzeugt.

Tabelle 4.3: Schematische Darstellung der Salzkernprobenherstellung zur Charakterisierung
des Gefugeeinflusses auf die Biegefestigkeit der ausgewéhlten Salzkernlegierung

Bearbeitungs- Erzeugte Geometrie

T Werkzeug Erzeugter Querschnitt
verfahren Lange*Breite*Hohe

680 230 Schleifen 1200 SiC-Papier 80%12*11,3 (mm)

Vollhartmetall -
680 230 Frasen - 80*12*5 (mm)

Schaftfraser

Vollhartmetall -
680 230 Frasen 80*12*5 (mm)

Schaftfraser

Die in der Tabelle gezeigten Grafiken zu Darstellung der erzeugten Querschnitte,
bestehen aus dem Ursprungsquerschnitt 1 (&uf3erer Rahmen), der Teilungsebene 2
(gestrichelte Linie) und dem durch Bearbeitung erzeugten Querschnitt 3 (blaues
Rechteck). In BV1 werden die Salzproben beidseitig per Hand mit SiC-Schleifpapier
der Koérnung 1200 abgeschliffen, um mdglichst genau die Hohe der Probe von 11,3 mm
zu erreichen. Lange und Breite bleiben bei allen Bearbeitungsversuchen unbearbeitet.
Bei BV2 und BV3 werden die Salzproben mit einem Vollhartmetall-Schaftfraser
bearbeitet. Da eine hydraulische oder mechanische Einspannung aufgrund von
Ausbriichen an der Einspannung nicht moglich ist, werden die Salzproben auf eine
Aluminiumplatte  mit  Zweikomponenten-Epoxidharz ~ aufgeklebt und die
Aluminiumplatte mechanisch auf den Maschinentisch aufgespannt. Die Probekdrper
werden mit einer Drehzahl von 2500 U/min, einem Vorschub von 150 mm/min und
einer Zustellung von 1 mm bearbeitet. Die Bearbeitung erfolgt trocken, da ein
Schmierstoff die Probe angreifen wiirde. Das abgetragene Salzmaterial wird tber eine
Absauganlage abgesaugt. BV2 und BV3 besitzen die gleiche Querschnittsflache, jedoch
sind BV2 Proben nur auf einer Seite bearbeitet und BV3 beidseitig. Nach der
Bearbeitung werden die Proben von der Aluminiumplatte abgelst.

Zur Bestimmung der charakteristischen GieRspiralenlangen werden drei verschiedene
GieRBparametersatze verwendet. Durch Kombinationen der Schmelzetemperatur Tg mit
den Kokillentemperaturen Ty entstehen kalte, mittelwarme und heif3e Giellanordnungen.
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Dadurch konnen eindeutige Fliellangenbereiche im Versuch erzeugt werden. Dabei
wird solange Schmelze in den Anguss eingefullt, bis diese den oberen Rand des
Angusses erreicht. Nach einer Erstarrungszeit von ca. 60 Sekunden wird die GieRspirale
entformt und zum Abkihlen auf ein Stahllochblech am Boden gestellt. Mit Hilfe der
Giellspiralen-Skala kdnnen abschlielend die GieBlangen ermittelt werden.
Exemplarisch sind die GieRspiralen der Prozesskombinationen Ty, = 720 °C/
Ty = 300 °C, T, = 700 °C/ Ty = 200 °C und Ty = 680 °C/ Ty = 100 °C in der
Abbildung 4.7 dargestellt, wodurch der deutlich unterschiedliche FlieBweg in
Abhangigkeit der Prozessparameter deutlich wird.

Tg =680 °C Tg =700 °C
Ty =100 °C Ty =200 °C

Abbildung 4.7: Darstellung der GieRspiralen bei den Prozessparametern Tg,= 720 °C/
Tx =300 °C, T, =700 °C/ Tx = 200 °C und T, =680 °C/ Ty = 100 °C

Zur gezielten Darstellung von Rissen werden mit der Zielzusammensetzung bei
T, =680 °C, 700 °C und 720 °C sowie bei T, = 100 °C, 200 °C und 300 °C variiert. Als
Ausformzeiten werden 15 s, 30 s, 45 s und 60 s definiert. Exemplarisch sind die
Ergebnisse der 700 °C GieRRtemperatur in Abbildung 4.8 dargestellt.

15s 30s 45s 60 s
o . y
s 2 kleine Risse © ® keine keine
=2 2 urmlEnfenes Risse 3 defekte Proben Abguss"e Abguss:.e
- durchgefiihrt durchgefiihrt
o . .
:: 1 kleiner Riss ® Z kleine R'SS? (’ 1 umlaufender Riss . 1 umlaufender Riss .
=] 2 umlaufende Risse 2 umlaufende Risse 2 defekte Proben 2 defekte Proben
& 3 defekte Proben
g Kei,_"e L © 2 unbeschadigte Probe 2 umlaufende Risse.
S Abgisse silinbeschadigtelRroben 2 kleine Risse 2 defekte Proben
™ durchgefiihrt
U I ———
% “\A ’:&ﬁo: “ )

intakte Probe kleiner Riss umlaufender Riss defekte Probe

Abbildung 4.8: Ubersicht der Rissentstehung in der Warmrissprobe bei T, = 700 °C, die
Ergebnisse sind tabellarisch dargestellt bei T, = 100 °C, 200 °C und 300 °C sowie der
Ausformzeit von 15 s, 30 s, 45 s und 60 s inkl. Beispiel fir die Rissgruppeneinteilung
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Bei den Versuchen stellen sich vier Probenzustande ein. Die Probe wird entweder
rissfrei ausgeformt oder es entsteht ein Riss. Die Risse teilen sich wiederum in kleine
Anrisse, umlaufende Risse oder Durchrisse auf. Niedrige Kokillentemperaturen steigern
die Warmrissneigung, da bereits bei 30 s Ausformzeit alle Proben defekt sind. Um die
Versuchsanzahl zu minimieren, werden in diesem Fall keine zusétzlichen Proben mit
langerer Ausformzeit abgegossen. Auch die hohen Ausformzeiten von 60 s bei einer
Kokillentemperatur von 300 °C filhren zu Rissen in den Proben. Lediglich die
Kombination aus Tx = 300 °C und 30 s Ausformzeit fuhren zu rissfreien Proben.
Folglich sind die Proben bei 15 s auch als rissfrei zu betrachten, weshalb keine Abgiisse
durchgefihrt werden.

4.1.4 Anpassung des Materialmodells mittels Biegestab- und Spiralkokille

Fur die Abbildung der GieRexperimente wird das Strémungssimulationsprogramm
Flow3D von Flow Science Inc. verwendet. Die Schmelzebewegung wird dabei nach
Hirt [96] mit der Volume of Fluid-Methode (kurz VOF) berechnet. Zur simulativen
Auslegung und Konstruktion von Salzkernen wird ein Materialmodell benétigt, das die
Herstellung der Salzkerne durch Gielverfahren realitatsnah beschreibt. Dazu werden
zuerst die experimentell ermittelten thermophysikalischen Daten in das Formfull- und
Erstarrungsprogramm Flow3D implementiert (siehe Anhang). Zur Komplettierung des
Materialmodells werden aufbauend auf den Versuchen aus Abschnitt 4.1 numerische
Modelle erstellt. Im Rahmen dieses VVorgehens wird die Biegestab- und Spiralkokille
nachgebildet und fehlende, nicht messbare GroRen iterativ ermittelt. Zuletzt wird das
numerische Modell zur Rissvorhersage im Herstellungsprozess von Salzkernen
vorgestellt.

Die in Gielprozessen auftretenden Temperaturdifferenzen wirken sich unmittelbar auf
das physikalische Verhalten der verwendeten Werkstoffe aus. Die Verteilung und die
Leitung der Temperaturen innerhalb eines Stoffes und die daraus resultierenden
Warmespannungen konnen nur simulativ abgebildet werden, wenn temperatur-
abhangige Werkstoffdaten verfiigbar sind. Die Gleichung (4.7) zur Berechnung der
Warmeleitfahigkeit bildet die Basis der notwendigen physikalischen Grofien. Die
Warmeleitfahigkeit A wird mit Hilfe der Dichte p, der spezifischen Warmekapazitat c,,
und Temperaturleitfahigkeit a mit nachfolgender Gleichung berechnet:

A(T) = p(T)cp(Ta(T) (4.7)

Um die Wéarmeleitfahigkeit von Raumtemperatur bis in die fliissige Phase darzustellen,
werden im ersten Schritt am Osterreichischen GieRereiinstitut (OGI) alle notwendigen
thermophysikalischen KenngréRen des verwendeten Kernwerkstoffs Salz ermittelt. Die
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Probengeometrien daftir werden aus dem Biegestab herausgearbeitet und sind in
Abbildung 0.4 im Anhang dargestellt.

Die Temperaturleitfahigkeit a(T) im festen Bereich wird nach [97] auf der Anlage
NETZSCH LFA 427 mit der Laserflash-Methode bestimmt. Die Bestimmung der
Dichte erfolgt nach [98] wobei nach Gleichung (4.8) die Dichte p, mit der Masse m
und dem Volumen V bestimmt wird.

_m 4.8
PO—V (4.8)

Die Ermittlung der temperaturabhangigen Daten im festen und im fllissigen Zustand
erfolgt mit einem Schubstangendilatometer des Typs DIL 402 der Firma Netzsch. Die
Dichte im festen Zustand bei erhohter Temperatur T wird aus der Dichte bei

Raumtemperatur p, und der linearen thermischen Ausdehnung % mit Gleichung (4.9)

berechnet:

Po

p(T) = —0
1+ All(oT))3 (4.9)

Die Dichte im flussigen Zustand wird nach Gleichung (4.9) aus der Masse m und dem
Volumen von zwei Proben berechnet, wobei r der Radius und [ die L&nge der Probe ist.

m

P = ez

(4.10)

Die Ermittlung der spezifischen Wérmekapazitét c,,(T), der Schmelzenthalpie und des
temperaturabhéngigen Festanteils in der Schmelze erfolgt nach [99] mittels eines
Warmestrom-Differenz-Kalorimeters. Zusétzlich kénnen aus den Messergebnissen die
Solidus- und Liquidustemperaturen des Werkstoffes abgeleitet werden. Zur
Bestimmung der Wéarmekapazitdt werden die Temperaturdifferenzen zwischen der
Probe AT, und des Referenzkristalls AT; bezogen auf die Basislinie errechnet. Die
spezifische Warmekapazitat der Probe c, p ergibt sich nach Gleichung (4.11) aus dem
Vergleich mit der spezifischen Warmekapazitdt der Referenz ¢ unter
Berticksichtigung der Probenmasse mp und der Referenzmasse my.

PR
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mgAT,

— 4.11
p.R mPATR ( )

Cpp =€

Die Schmelzenthalpie wird mit der Flache unter der Messkurve im Erstarrungsintervall
errechnet. Aus der Integration der Messkurve im Erstarrungsintervall und seiner
Normierung wird der entstandene FlUssig- bzw. Festanteil der Schmelze berechnet. Die
experimentell ermittelten Daten sind dem Anhang zu entnehmen. Die Dichte p(T) und
die thermische Ausdehnung « des Salzwerkstoffes sind im Anhang in Abbildung 0.5 a
und die spezifische Waérmekapazitit c,(T) in Abbildung 0.5 b dargestellt. Die

gemessene Dichte betrdgt p(700 °C) = 1810 % bei der 35,5 mol% Natriumcarbonat
Salzlegierung und stimmt damit gut mit den Werten nach Janz [100] Uberein, der einen
Wert von p(727 °C) = 1825 % bei einer 37,9 mol% Natriumcarbonat Salzlegierung
beschreibt. Die ermittelte Schmelzenthalpie wird aus der spezifischen Warmekapazitat
errechnet und betrégt 345300 é. Der ermittelte Festanteil der Salzschmelze f; ist in

Abbildung 0.6 a zu sehen und die gemessene Temperaturleitfahigkeit a(T) sowie die
errechnete Wérmeleitfahigkeit A in Abbildung 0.6 b.

Fur die numerische Darstellung von Giellprozessen werden neben den
MaterialkenngréBen eines Werkstoffes auch KenngroBen bendtigt, die das
FlieRverhalten der Schmelze beschreiben. Die FlieRfahigkeit einer Schmelze wird in der
Simulation Uber Variablen beeinflusst, die eine Aussage Uber den temperaturabhangigen
fest-flissig Bereich der Schmelze treffen. Zu diesen Variablen zéhlen die Critical und
Coherent Solid Fraction sowie der Drag-Coefficient, der den FlieBwiderstand definiert.
Die Critical Solid Fraction beschreibt die Temperatur einer Schmelze bei der die
Partikel gebunden sind und sich wie ein Festkérper verhalten. Den Beginn der
Gruppierung der Schmelzepartikel wird durch die Coherent Solid Fraction festgelegt.
Der Drag-Coefficient beschreibt dabei den Schmelzewiderstand der Partikel in dem
Ubergangsbereich von flussiger zur fester Phase. Die FlieRfahigkeit ist keine
Materialkonstante sondern eine Kenngrolie, die direkt von den EinflussgroRen im
Giellprozess abhangig ist. Sie muss, dhnlich wie die Warmelbergangskoeffizienten, fir
jedes Giellsystem in der Simulation angepasst werden.

Das erstellte numerische Modell (siehe Abbildung 4.9) fur die Anpassung basiert auf
den experimentellen Versuchen mit der Biegestabkokille aus Abschnitt 4.1.3, wobei der
Zentralpunkt des DoE (T, = 700°C, Ty = 200°C) als Iterationsbasis dient. Die
verschiebbaren Tische und die Befestigung der Kokille werden in der Modellbildung
vernachlassigt. Der Einfluss der Komponenten auf die Warmeverteilung ist gering, wird
jedoch in den Randbedingungen bericksichtigt. Das Aufheizen der Kokille wird wie im
Experiment mit Heizpatronen durchgefuhrt. Um den Fillvorgang aus dem Experiment
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realitatsnah abzubilden, wird dieser tber eine Massenquelle (Mass Momentum Source)
(1) mit elliptischer Form und 10° Neigung zur horizontalen Ebene definiert. Das
Fullvolumen wird tabellarisch Uber die Volumenrate angegeben.

‘r 1

Abbildung 4.9: Simulationsmodell fir die Mehrfachkokille in Flow3D, Darstellung der Ver-
netzung, der Einfulléffnung und der History Probes zur Aufzeichnung der Temperaturkurven

Zur Aufzeichnung der Abkuhlraten und zur Bestimmung der Wandtemperaturen in der
Kavitat werden auf den Positionen der Thermoelemente aus dem Giel3experiment
Datenaufzeichnungspunkte (History Probes) (2) gesetzt. Da die Schwindungs-
behinderung keinen signifikanten Einfluss auf das Temperaturfeld in der Kokille hat,
wird die Symmetrie der Kokille genutzt und nur ein Viertel des Bauteils vernetzt. Die
Simulation besteht aus zwei Modellen, die den GieRBprozess in zwei Phasen unterteilen.
In der ersten Berechnung wird die Temperaturverteilung innerhalb der Kokille durch
das Aufheizen der Heizpatronen abgebildet und dient als Basis fur die Fill- und
Erstarrungssimulation, die die ermittelte Temperaturverteilung in der Kokille als
Startbedingung tGbernimmt. Da das Aufheizverhalten der Kokille konstant ist, kann die
Aufheizsimulation fir die folgenden Fullvorgénge wieder verwendet werden. Aufgrund
der geringen Temperaturanderung pro Zeitschritt, erfolgt die Berechnung der
Warmetransportphanomene der ersten Berechnung implizit. Fir die Fall- und
Erstarrungssimulation wird der Wéarmetransport aufgrund der geringen Fullzeit und der
hohen Zustandsanderung der Salzschmelze innerhalb der ersten Sekunden explizit
berechnet. In Abbildung 4.10 sind die im Experiment ermittelten Oberflachen-
temperaturen der Kokille fur die Kokillentemperaturen 100°C, 200°C und 300°C sowie
die Abgrenzung des Modells mit den Netzrandbedingungen dargestellt. Die
verwendeten Heizpatronen weisen eine nominale Heizleistung von 1000 W auf. Fur die
Simulation wird allerdings die vom Hersteller angegebene Abstrahlleistung pro
Mantelflache zur Berechnung der tatsachlichen Warmeleistung verwendet. Die Grenzen
des Simulationsmodells (engl. Mesh Boundaries) werden durch den erstellten
Vernetzungsraum definiert. An den Grenzflachen wird zudem der Warmetransport der
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Kokille zur Umgebung festgelegt. Zur Vereinfachung des Modells wird die
Warmestrahlung vernachléssigt und (ber einen angepassten Warmeubergang der
Kokille zur Luft definiert.

100°C Kokillentemperatur 200°C Kokillentemperatur 300°C Kokillentemperatur

Abbildung 4.10: Netzrandbedingungen und Oberflachentemperaturen im Mehrfachkokillen-
modell dargestellt fiir T, = 100 °C, Ty = 200 °C und Tx = 300 °C

Zur iterativen Ermittlung der Warmeiibergénge zwischen der Kokille, den Heizpatronen
und der Luft werden die Grenzflachentemperaturen bendtigt. Mit den
Aulenflachentemperaturen kann die Wéarmeverteilung innerhalb der Kokille mittels
Warmeuibergangskoeffizienten simulativ angepasst werden. Die Temperaturen der Luft
nahe den Kokillenoberflachen werden im Giellexperiment mit einem Thermoelement
Typ K (Ni-Cr-Ni) ermittelt. Neben den thermischen Randbedingungen wird zur
Ermittlung der Warmelbergangskoeffizienten auch der Kontakt zwischen den
Heizpatronen und der Kokille beriicksichtigt. Ein hohes UntermaR der Heizpatronen zur
Kokille driickt sich danach durch einen niedrigeren Wéarmeubergangskoeffizienten und
somit einer niedrigeren Wé&rmeleitung aus.

Die Fliellange in der Spiralkokille, entstanden bei den GieBparametern des
Zentralpunktes der DoE (Ts = 700 °C, Tx = 200 °C) dienen wie bei der Biegestabkokille
als Verifizierung der Simulation und zusétzliche Iterationsbasis. Zum Aufbau des
Simulationsmodells wird der CAD-Konstruktionsdatensatz vereinfacht ibernommen.
Dabei werden Konstruktionselemente wie z. B. die Haltegriffe der Formober- bzw.
Unterseite und die Positionierungsstempel entfernt. Diese Elemente besitzen einen sehr
geringen Einfluss auf die Waéarmeverteilung der Kokille und kénnen daher
vernachlassigt werden. Die Spiralkokille wird dabei als Komplement in der Simulation
Uber das positive Abbild der Spirale mit Anguss gebildet. Die Heizpatronen werden als
eigenstandige Komponenten hinzugefugt. Das Bauteil wird aufgrund der geringen
Querschnittsflache der Spirale mit einem 1mm Netz versehen. In Abbildung 4.11 a ist
das Modell der Spiralkokille mit den Heizpatronen dargestellt. Der Fullvorgang der
Spiralkokille wird, wie bei dem vorherigen Modell, Gber ein elliptisches Inlet (1) mit
einer Volumenrate definiert. Der Fullvorgang kann realitatsnah Gber die gemessene
Fullmenge aus dem GieRRexperiment und die Fillzeit abgebildet werden. Die Simulation
des GieRvorganges und die Erstarrung der Salzschmelze in der Spiralkokille werden
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analog der Mehrfachkokillensimulation durchgefuhrt. Fir die Basissimulation wird der
Warmetransport zuerst implizit und im Anschluss in der Formfullsimulation explizit
berechnet. Die verwendeten Heizpatronen besitzen eine nominale Heizleistung von
1250 Watt.

100°C Kokillentemperatur
200°C Kokillentemperatur

300°C Kokillentemperatur
__lasc

A |soc
SN 75°C

a) b)

Abbildung 4.11: a) Giel3spiralemodell in Flow3D mit Darstellung der Schmelzeinitiierung (1)
und der Vernetzung der Spirale (2 u. 3), b) Oberflachentemperaturen der Spiralkokille bei
100 °C, 200 °C und 300 °C Kokillentemperatur

Die tatsachliche Abstrahlleistung wird tber die Angaben im Herstellerdatenblatt pro
Mantelflache errechnet. Die Warmelbergangskoeffizienten zwischen Kokille,
Heizpatronen und Luft werden aus dem vorangegangen Modell tbernommen. Fir die
Simulation der Wéarmeverteilung innerhalb der Spiralkokille werden ebenfalls die
Oberflachentemperaturen experimentell erfasst und in den Mesh Boundaries definiert.
Die gemessenen Oberflachentemperaturen der Kokille sind in Abbildung 4.11 b
dargestellt.

4.1.5 Numerisches Model fir die Darstellung von Warmrissen

Grundsatzlich kénnen mit der in dieser Arbeit genutzten Software Flow3D drei
Vorgehensweisen angewendet werden, um resultierende Verformungen und
Spannungen aus gielStechnischen Stromungs-und Erstarrungsphdnomenen darzustellen.
Die erste Mdglichkeit ist das Mappen von GroRen wie z. B. Temperaturfeldern in ein
FEM-Programm wie z. B. Abaqus. Dazu wird das FEM-Netz in Abaqus zugrunde
gelegt und die exakt gleiche Geometrie wie in der Giellsimulation erstellt, in Flow3D
importiert und Uber das FDM-Netz gelegt. Mittels Interpolation werden im Anschluss
fiir alle Knoten die Temperaturen zum gewiinschten Zeitschritt herausgeschrieben. Uber
einen Temperaturfeldimport werden damit die Spannungen im FEM-Programm
berechnet.

Die zweite und dritte Moglichkeit nutzt das Thermal-Stress-Evolution Model (TSE)
nach Brethour [101], welches in Flow3D integriert ist. Dabei werden
Standardbewegungsgleichungen in Festkdrpern mit der FEM geldst. Dazu werden die
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Verschiebungsinformationen zu jedem Zeitschritt, hervorgerufen durch die thermische
Ausdehnung, aus dem FDM-Netz ausgetauscht. Das FEM-Netz kann in Abaqus erstellt
und in Flow3D importiert werden. Die Spannungsberechnung erfolgt jedoch in Flow3D
intern. Alternativ werden beide Netze in Flow3D erstellt und alle Grof3en intern
errechnet. Um Programmschnittstellenproblematiken zu vermeiden, wird in den
nachfolgend dargestellten Berechnungen die dritte, Flow3D interne, Variante gewdhlt.

Das Simulationsmodell fur die Darstellung von Rissen bei der Herstellung von
Salzkernen aus der flussigen Phase baut auf dem Biegestabmodell aus dem
vorangegangen Abschnitt auf. Verwendet wird die &ulRere Kavitdt mit der
Schwindungsbehinderung am unteren Ende der Probe. Die Simulation wird, wie im
vorherigen Abschnitt ausfihrlich beschrieben, in zwei Schritten durchgefiihrt. Fur das
TSE-Modell wird zuerst der Raum mit zwei Netzen diskretisiert. Abbildung 4.12 a zeigt
die FDM-Vernetzung der Warmrissprobe. Durch die Flow3D interne
Vernetzungsmethode kann das Bauteil mit einer geringen Anzahl von Elementen genau
abgebildet werden. Wird wéhrend der Berechnung in einem Element die Soliduslinie
unterschritten, kommt die in Abbildung 4.12 b dargestellte FEM Vernetzung zum
Einsatz. Dabei wird in jedem Zeitschritt die Temperatur von der FDM-Zelle auf die
Knoten des tberlagerten FEM-Elementes interpoliert.

Abbildung 4.12: a) FDM-Vernetzung der Rissprobengeometrie, b) FEM-Vernetzung der
Rissprobengeometrie, ¢) FEM Vernetzung der Mehrfachkokille zur Realisierung der
Festkdrperinteraktion zwischen Kokille und erstarrender Schmelze

Durch die Temperatur-unterschiede ergibt sich eine Verschiebung der Knoten, woraus
mit Hilfe der mechanischen Daten, wie dem E-Modul und der Querkontraktionszahl,
elastische Spannungen berechnet werden. Auswéhlbare Elementtypen in Flow3D sind
lineare Hexaeder oder Tetraeder. Alternativ konnen extern erstellte Netze im
Exodusformat importiert werden. Eine weitere Auswahlmoglichkeit ist die
Festkorperinteraktion in Flow3D, wodurch Verschiebungen unter Angabe eines
Reibkoeffizienten u darstellbar sind. Dazu wird die Kokille mit einem FEM-Netz
versehen (Abbildung 4.12 c).



54 Experimentelle und numerische Methoden

Im Postprocessing wird flr die Spannungsbetrachtung das FDM- und FEM-Netz
betrachtet, wobei eine Uberlagerte Darstellung mdglich ist. Abbildung 4.13 stellt die
Temperaturverteilung in der Schwindungsbehinderungsprobe fiir das FDM- (Abbildung
oben) und FEM-Netz (Abbildung unten) in der Langsschnittansicht durch die Probe dar.
Wie bei der Biegestabprobe entsteht kurz nach dem Giellvorgang eine Gusshaut. Ab
15 s Prozesszeit werden erste FEM-Ergebnisse sichtbar, wobei sich nur vereinzelt
Elemente entlang der Randschale bilden. Ab 30 s Prozesszeit ist eine durchgangige
Randschale erkennbar und bei 45 s ist der Festkdrperanteil im Prifbereich der Probe zu
100 % erreicht. Da der Speiser nach 55 s immer noch flissige Schmelze beinhaltet, sind
in diesem Bereich keine Spannungsergebnisse auswertbar.

6.600e+02
4.950e+02

3.300e+02

1.650e+02
0.000e+00

Abbildung 4.13: Darstellung des Temperaturfeldes im Verlauf der Erstarrung im L&ngschnitt
bei der Rissprobengeometrie fur das FDM-Netz (oben) und FEM-Netz (unten)
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4.2 Experimentelle und numerische Betrachtung des
Umgussprozesses

Zur prototypischen Darstellung von Druckgussbauteilen werden diese vorab im
Niederdruckgusssandverfahren hergestellt. Somit kann kostengunstig ein Prototyp
erstellt werden und Fragestellungen, wie z. B. die der Flgetechnik bis hin zu der des
Einbauversuchs und der Festigkeitsbewertung, untersucht werden. Zur Untersuchung
von Hohlstrukturen, hergestellt mit Salzkernen und Stahleinlegern mit dauerhaftem
Verbleib, werden in diesem Abschnitt die experimentellen Versuche im Druck- und
Niederdrucksandguss vorgestellt. Dazu gehoren die Werkzeugkonzepte fiir beide
Verfahren, die Einlegertechnik und die Versuchsplanung. Aufgrund der Wahl der
Randbedingungen wird eine Vergleichbarkeit der beiden Verfahren sichergestellt.
Zudem werden nachfolgend die angewandten Methoden zur Charakterisierung der
Hohlstruktur und exemplarische Ergebnisse vorgestellt.

4.2.1 Werkzeugkonzept und Versuchsdurchfihrung

Fur die Verbundgussuntersuchungen wird eine vereinfachte Aluminium-Stahl-
Verbundgussprinzipgeometrie entworfen. Mit der Geometrie sollen kraft- und
stoffschlussige Verbindungen realisiert werden, weshalb auf Formschluss verzichtet
wird. Als Umgussmaterial wird die Aluminiumlegierung AISiI9MgMn verwendet. Fir
die Umgussversuche mit Salzkernen wird eine vereinfachte, zylindrische Geometrie
verwendet.

Fur die Stahleinlegergeometrie wird ein runder Querschnitt gewéhlt, da dieser nach
Cespedes-Gonzales [16] einen positiven Einfluss auf die Ausbildung einer
kraftschlussigen Verbindung hat, weil sich keine Spannungsspitzen wie beispielsweise
bei einem Rechtreckprofil ausbilden. Da aus dem direkten Umfeld des Einlegers keine
Proben entnommen werden konnen, wird die Prinzipgeometrie um eine 3 mm dicke
Platte ergdnzt. Somit lassen sich, wie in Abbildung 4.14 a schematisch dargestellt,
Zugproben zur Materialcharakterisierung entnehmen. Als Stahleinleger wird ein
184 mm langes Stahlrohr mit einem Aufendurchmesser von 26 mm und einem
Innendurchmesser von 20 mm definiert. Als Einlegermaterial werden aufgrund der
kostengunstigen Verfugbarkeit geschweif3te, magewalzte Rohre nach DIN EN 10305-3
[102] aus E355 verwendet. Der Umgussbereich ist 86 mm breit und hat eine
Wandstéarke von 7 mm.

Neben dem durchgehenden Stahlrohr werden die in Abbildung 4.14 b dargestellten
Einleger umgossen. Teil 1 stellt ein geteiltes Rohr dar, das fir Auszugversuche
verwendet wird. Fir die Positionierung im Werkzeug werden die zwei Rohrhélften auf
einer Gewindestange platziert und mit zwei Gewindehulsen befestigt. Nach dem
Umgussversuch werden die Gewindestange und die Hilsen entfernt. Die Salzkerne
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werden Uber Einlegerhulsen, dargestellt in Teil 2 und Teil 3, im Durckgusswerkzeug
befestigt. Fir die Umgussversuche werden Salzkerne mit Durchmesser 30 mm und
17 mm hergestellt. Der massivere Salzkern dient zur Qualifizierung des
Aluminiumumgusses und soll Serienparametern von 70 ms™ Anschnittgeschwindigkeit
und einem Nachdruck von 1000 bar standhalten. Der 17 mm Salzkern wird gezielt
wéahrend des Umgusses geschadigt, um das Bruchverhalten im Anschluss simulativ
abzubilden und mit den experimentellen Daten zu verifizieren. Um das
Schédigungsverhalten der Stahlrohre abzubilden, werden Stahlrohre mit verschiedenen
Wandstarken von 1 mm bis 3,5 mm in 0,5 mm Schritten bei konstanten
Prozessparametern umgossen.
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a)
Abbildung 4.14: a) Prinzipgeometrie flir Verbundgussuntersuchungen inkl. Angabe des

Umguss- und Einlegermaterials und Darstellung der Zugprobenentnahme-bereiche; b) Einleger-
variation im Druckgussversuch, 1: geteiltes Rohr flir Auszugversuche, 2: 30 mm Salzkern fir
Aluminiumcharakterisierung, 3: 17 mm Salzkern zur Darstellung der Einlegerbelastung

Die Druckgussform, dargestellt in Abbildung 4.15 a, ist modular aufgebaut. Nach der
Kontinuitatsgleichung (4.12) fir inkompressible Fluide kann die Anschnitt-
geschwindigkeit mit Hilfe der Kolbengeschwindigkeit und der geometrischen Abmale
des Kolbens und des Anschnitts berechnet werden.

2
_ . T[ . DGieBkammer (4 12)
Vanschnitt = VKolben Z A :
Anschnitt

Somit kénnen durch Variation der Kolbengeschwindigkeit von 0,3 ms™ bis 3,6 ms™ mit
dem 6 mm Einsatz minimale Anschnittgeschwindigkeiten von 3 ms? und mit dem 3
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mm Einsatz maximale Anschnittgeschwindigkeiten von 70 ms™ realisiert werden. Die
Fullzeit variiert von 44 ms bis 464 ms. Mit einem externen Messsystem werden
Temperaturen in der Kavitat aufgezeichnet. Die GieRversuche werden auf einer
Druckgussmaschine DAK 400 — 40 der Fa. Frech durchgefiihrt. Nach dem Abgielien
der Pilzproben erfolgt das Spilen bzw. Entgasen der Aluminiumschmelze bei 680°C flr
ca. 15 Minuten mit Stickstoff, wodurch ein Dichteindex von ca. 1,6 erreicht wird. Vor
den Abgussen werden Fullgradversuche an der Druckgussmaschine durchgeftihrt. Dabei
werden das geeignete Schmelzevolumen und der ideale Umschaltpunkt fir die
Versuche ermittelt. Da keine automatisierte Dosiereinrichtung zur Verfigung steht,
wird nach manueller Fillung der Giellkammer der Kolben bis zu einem gewéhlten
Umschaltpunkt verfahren und gestoppt.

_______________________________________________________________________________________________

Schmelze

ii ' 6mm 3mm
Formrahmen [ Entltftung I Werkzeugeinsatz [l

L e e e (Waschbrett) ! O, Anschnitt """ Anschnitt

a b

A?bbildung 4.15: a) Modulares WerkzeugIZonzept fur die Druckgussuntersuchungen.
Gekennzeichnet sind der Formrahmen, die Entliftung, der Werkzeugeinsatz und der 6 mm
sowie 3mm Anschnitt, b) Schematische Darstellung des Druckgussumgussprozesses mit dem
6mm Anschnittsystems und prozesstechnischer Abfolge (1-3). In 2.1 — 2.3. sind zudem die
neben dem Stahlrohr alternativen Einleger dargestellt.

Der Umschaltpunkt wird so eingestellt, dass die Schmelze beim Umschalten auf die
zweite Phase auf mittlerer Hohe des Anschnittsystems steht. Somit wird sichergestellt,
dass der Einleger die an der Maschine eingestellte Geschwindigkeit erfahrt und die
Schmelze die volle Belastung auf den Einleger aufbringt. Durch eine Referenzbohrung
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im beschichteten GielRl6ffel wird die Fillmenge fir die GieRBversuche trotz manueller
Fullung konstant gehalten. Das integrierte Vakuum-Entliftungssystem der
Druckgussform wird fur die GieBversuche abgeschaltet. Danach wird wie in
Abbildung 4.15 b dargestellt, der Einleger in die Form eingelegt und die Druckgussform
geschlossen. Ein Bolzen, der in die bewegliche Formhélfte eingebracht ist, verhindert
das Herausfallen des Einlegers wéhrend des Verfahrens der Druckgussform. In
Abschnitt 3 ist zu erkennen, dass der Anschnitt genau in der Trennebene liegt und somit
der Einleger immer zentral angestromt wird. Damit kann die volle Energie der flissigen
Aluminiumschmelze auf den Einleger Ubertragen werden. Zu Beginn der Versuchsserie
und nach jeder langeren Unterbrechung des Experiments wird das Druckgusswerkzeug
ohne eingelegten Kern warmgeschossen. Durch das Warmschielen wird eine
einheitliche, konstante Temperaturverteilung im Werkzeug fur die GielRversuche
gewadhrleistet. Das Druckgusswerkzeug ist dabei auf 160 °C temperiert. Fir die erste

Phase ist unabhdngig vom GielRparametersatz eine Geschwindigkeit von 0,2 %
eingestellt.

Abbildung 4.16 stellt die Versuchsergebnisse aus den Druckgussumgussversuchen dar.
Einen exemplarischen Abguss mit dem 3mm Anschnittsystem inkl. Markierung der
Trennebenen zur Erzeugung der Auszug- und Ausdruckgeometrie sowie die
Plattengeometrie zur Entnahme der Zugproben zeigt Abbildung 4.16 a.

a b c d e

A?bbildung 4.16: Darstgllung der Versuchserg%abnisse aus )den Druckgugsumgussversuchen,
a) Verbundgussgeometrie mit 3mm-Anschnitt mit eingezeichneten Trennebenen und
Zugprobenentnahmeposition, b) Verbundgussgeometrie mit 6mm-Anschnitt, ¢) Umguss-
geometrie mit @ 17 mm Salzkern, d) Umgussgeometrie mit @ 30 mm Salzkern, e) Darstellung
der Abbildungen a - d in den Seitenansicht

Analog dazu ist in Abbildung 4.16 b das Ergebnis des 6 mm Anschnitts zu sehen und in
c und d die Ergebnisse der Salzkernumgussversuche mit den zuvor vorgestellten
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Salzkerngeometrien. Bis auf den Einleger sind die Umgussprinzipbauteile somit
identisch. Abbildung 4.16 e zeigt alle vier verschiedenen Umgussvarianten in der
Seitenansicht, wodurch erneut der Unterschied zwischen 3 mm und 6 mm Anschnitt
verdeutlicht wird.

Die Niederdruckgussversuche (NDG-Versuche) werden bei der Firma Grunewald
GmbH & Co. KG durchgefihrt. Als Umgussmaterial wird eine AlSi7Mg0,15-Legierung
verwendet. Untersuchungen haben gezeigt, dass eine zweistufig wéarmebehandelte
AIlSi7Mg0,15-Legierung, hergestellt im Niedersandruckguss, &hnliche Eigenschaften
wie eine AISI9MgMn-T6, hergestellt im Druckgussverfahren, aufweist. Wie im
Druckguss werden durchgéngige Rohre, geteilte Rohre sowie Salzkerne mit 30 mm und
17 mm umgossen. Da keine hohen mechanischen Belastungen in diesem Verfahren auf
den Einleger wirken, werden die Stahlrohre mit verschiedenen Wandstérken nicht
untersucht. Aufgrund der aufwandigeren Maschinentechnik und der langeren
Prozesszeiten werden in einem GielRvorgang vier Einleger hergestellt.In Abbildung 4.17
ist der Giel3prozess im Niederdruckguss dargestellt. Das gesamte System besteht aus
vier Sandformen und einer GieRlaufform. Die Einleger werden zuerst in die
Sandformen gelegt und im Anschluss auf der Gielllaufsandform aneinander gereiht.
Danach wird die Sandform auf den Niederdruckgussofen gestellt und abgedichtet.

|
| 0\ 0 { Formpaket
1-4 fixieren

anschlleﬂen

Abbildung 4.17: Darstellung des Niederdruckgussprozesses fur die Herstellung der
Verbundgussgeometrie als CAD-Geometrie und Realbauteil. Dargestellt sind die
Einlegertechnik (1) und (2) sowie die Formpakete (3) und das zentrale Anschnittsystem

Durchgefiihrt werden die Versuche auf der Anlage AL 20-12 CSO der Firma Kurtz.
Als Formmaterial wird geschossener Sand, 100% Neusand des Typs H32 Quarzsand
mit dem Binder ColdBox Bindersystem der Fa. Hittenes Albertus verwendet. Damit die
Vergleichbarkeit mit den Druckgussversuchen gewéhrleistet ist, wird auch in den
Niederdruckgussversuchen der Einleger zentral von unten angestromt. Der NDG-
Prozess wird in vier Schritte unterteilt. Im ersten Schritt wird die Schmelze mit einem
Druck von 60 mbar innerhalb von 3 s bis zur Unterkante der Form gebracht. Die
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anschlieRende Formfillung dauert 2 s, wobei der Druck auf 160 mbar erhéht wird. Fir
die Verbesserung der Bauteilqualitit wird danach ein Nachdruck mit 260 mbar fur 10 s
angelegt. Der Druckabbau auf O mbar wird innerhalb von 259 s durchgefihrt.
Abbildung 4.18 a zeigt die Salzkerne und die Praparation der Stahlrohre mit
Thermoelementen (1) Typ K (Ni-Cr-Ni) zur Temperaturerfassung. Damit wird
sichergestellt, dass alle vier Kavitdten die gleichen Randbedingungen wéhrend des
Gielversuchs  besitzen.  AuBerdem dienen die gewonnen  Daten  der
Simulationsverifizierung.

a)
Abbildung 4.18: Darstellung der Versuchsabgiisse im Niederdruckguss: a) Darstellung der

@ 17 mm und @ 30 mm Salzkerne und der Thermoelementpositionen (1) an den Stahlrohren,
b) Gussrohling der Niederdruckgussversuche, c¢) Verputzte Versuchsgeometrie mit
eingezeichneter Schnittebene

Die Form wird zudem wie in Abbildung 4.18 b dargestellt, mit einem radialen
Ubergang (3) zwischen Umguss- und Plattenkavitat versehen, da es sonst verstirkt zu
Lufteinschliissen kommt. Ferner wird ein zusatzlicher Uberlauf (3) angebracht, um die
Lufteinschlussbildung zu minimieren. Wie in den Druckgussversuchen, abgebildet in
Abbildung 4.18 ¢, wird im letzten Schritt die Plattengeometrie von der
Umgussgeometrie entfernt.

Fur die Verbesserung der Anbindung zwischen dem Stahleinleger und dem
Aluminiumumguss sind resultierend aus Tabelle 0.1 (Anhang) in Tabelle 4.4 die
verwendeten Beschichtungen in der vorliegenden Arbeit aufgelistet. Die verwendeten
Verfahren lassen sich in das galvanische Abscheiden, thermisches Spritzen (LDS) und
das Schmelztauchverfahren unterteilen. Als galvanische Beschichtung wird Zink und
Zink-Nickel mit einer mittleren Schichtdicke von 15 pum verwendet sowie eine dinnere
Zinkbeschichtung mit 5 um. Beide Werkstoffe werden aus alkalischen Elektrolyten
gewonnen. Zudem wird eine Zinkschicht, galvanisch aus einem sauren Elektrolyt mit
einer Schichtdickte von 10 um, verwendet. In VVorversuchen wurde versucht Al99,5 und
AlSi12 durch das Tauchschmelzverfahren auf ein Stahlrohrsubstrat aufzubringen.
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Tabelle 4.4: Ubersicht der verwendeten Beschichtungen inkl. mittlerer Schichtdickenangaben
und Rauheit vor und nach dem Beschichten

Vorbehand- Rauheit (Rz) Beschichtungs Chemische Mittlere Rauheit (Rz)
lung vor -verfahren Zusammen Schicht- nach

Beschichtung -setzung dicke Beschich-
tung

Séaubern/ 9,1 pm Zink Zn 5pum 14,5 um
beizen (alkalisch)
Séaubern/ 9,1 pm Zink Zn 15 um 17 pm
Galvanische beizen (alkalisch)
ABselelatng Séaubern/ 9,1 um Zink Zn 10 um 18,3 um
beizen (sauer)
Saubern/ 9,1 pm Zink-Nickel ZnNi 15 um 27,6 um
beizen (alkalisch)
Korund- 40,1 pm LDS Al99,5 100 pm 108,2 um
strahlen
Hochdruck- 102,5 um LDS Al99,5 100 pm 157,0 ym
wasser-
Thermisches strahlen
Spritzen (HDWS)
el Korund- 40,1 pum LDS AlSi12 100pm 1300 pm
spritzen (LDS) strahlen
Hochdruck- 102,5 um LDS AlSi12 100 pm 178,0 um
wasser-
strahlen
(HDWS)
séubern 9,1 pm Feuer- Zn 150 pm 19,1 pm
Schmelztauch verzinkung
-verfahren séubern 9,1 pm Zink-Thermo- Zn 150 pm 25,9 um
diffusion

Diese Versuche haben gezeigt, dass keine durchgéngige stoffschliissige Verbindung
produziert werden kann und zudem die Steuerung regelmaRiger Schichtdicken Uber das
Substrat hinweg nicht moglich ist. Aus diesem Grund wird fir die Applikation von
Al99,5 und AIlSil12 das thermische Lichtdrahtbogenspritzen, kurz LDS, verwendet.
Damit die Schicht auf das Substrat aufgebracht werden kann, muss der Einleger im
Vorfeld konditioniert werden. Hierbei wird als VVorkonditionierung Korundstrahlen und
Hochdruckwasserstrahlen, kurz HDWS, angewendet. Als Schmelztauchverfahren
finden das Feuerverzinken und das Zink-Thermodiffusionsverfahren Anwendung.
Letzteres Verfahren wird unter dem Namen DIFFCO® von der Firma ITW Fastener
Products GmbH vertrieben. Die Oberflachenrauheit wird vor und nach der
Beschichtungsapplikation dokumentiert, da diese einen erheblichen Einfluss auf die
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Anbindung und insbesondere auf die Auszugskréfte bei kraftschlissigen Verbunden hat.
Die galvanischen Beschichtungen zeigen R,-Werte von 14,5 um bis 27,6 um und liegen
damit auf einem &hnlichen Niveau wie die Versuchsgeometrien, die durch
Schmelztauchverfahren behandelt werden. Die Oberflachen der Einleger, die durch
thermisches Spritzen beschichtet werden, weisen mit maximalen R;-Werten von
178 um einen deutlichen héheren Wert auf.

4.2.2 Darstellung der Einlegerbelastungen wahrend des

Druckgussumgusses
Fur die Darstellung der Belastung wahrend des UmgieRens eines Einlegers ist eine
Formfill-  und  Erstarrungssimulation  notwendig. Das Modell fir die

Druckgusssimulation wird im Folgenden vorgestellt. Eine Besonderheit von Flow3D ist
das Fluid Structure Interaction Model (kurz FSI) nach Brethour [101], das eine
Kopplung zwischen Fluid und Festkorper ermdéglicht. Dabei kann eine beidseitige oder
einseitige  Wechselwirkung betrachtet werden. Die in dieser Arbeit vorgestellten
Modelle werden mit einer einseitigen Wechselwirkung betrachtet. Somit wird aufgrund
des geringen Einflusses der Impuls des Festkorpers an das Fluid vernachlassigt.

Wie beim TSE Modell aus Abschnitt 4.1.5 werden beim FSI Model zu jedem Zeitschritt
Informationen zwischen dem FDM und FEM Netz ausgetauscht. Dabei werden die
lokal wirkenden Driicke im Fluid als &uBere Spannungen auf die Grenzeflachen
zwischen Schmelze und Festkorper abgebildet. Viskose Spannungen werden nicht
berticksichtigt, da der Einfluss auf Festkorper zu gering ist. Mit dem Normalvektor n
und dem im Fluid wirkenden Druck p wird nach Gleichung (4.13) fur den nachsten
Zeitschritt n 4+ 1 die Spannung im Festkorper berechnet.

ol= —n-p (4.13)

Das verwendete Simulationsmodell wird exemplarisch fir den Salzkern mit @ 17 mm
erlautert und ist in Abbildung 4.19 aufgefiihrt. Das Druckgusswerkzeug wird als
positives Abbild des Gussbauteils erzeugt und weitere Komponenten wie die
Einlegerhilsen (1), die Fullkammer (2), der Kolben (3) und der Salzkern (4)
hinzugefugt. Die Fullkammer und der Kolben werden in Flow3D als Zylinder definiert.
Zur Definition der eingeschlossenen Luft werden sog. Void Pointers (5) definiert. Das
Entweichen der Luft wahrend des Fullvorganges wird tber das Valve Model (6) nach
Carter [103] unter Eingabe eines Valveloss Coefficient beschrieben. Zusétzlich wird ein
Waschbrett (7) integriert. Um die die Zellenanzahl zu reduzieren betrégt die Netzgrofe
der GieRBkammer 2 mm und des Druckgusswerkzeuges 1 mm. Das Verhaltnis am
Netzubergang (8) sollte aus Konvergenzgriinden 2:1 betragen. Zusatzlich wird die die
Symmetrie des Werkzeuges genutzt.
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Zur Berechnung der Spannung im Umgussprozess wird der Salzkern vernetzt und als
FSI Komponente definiert. Die Netzgrofie des Salzkernes wird auf 0,5 mm festgelegt.
Als Elementtyp werden Tetraeder verwendet. Aufgrund der einfachen Geometrie des
Salzkernes wird das Netz mit dem in Flow3D integrierten Vernetzungswerkzeug
erstellt. Das generierte Netz des Salzkernes ist in Abbildung 4.19 b dargestellt. Fur die
Darstellung der relativen Festkdrperverschiebung werden auch die Einlegerhllsen mit
einem FEM-Tetraedernetz abgebildet. Flr die Belastungsbetrachtung der Stahleinleger
und die Darstellung der relativen Verschiebung werden die Stahlrohre und ein Teil der
Kavitat mit Hexaedern vernetzt.

Symmetrie-RB !
1

Salzkern

*Schmelzefluss

Symmetrie-RB .

Stahlrohr

+Schme|zefluss '

o
a b
A?bbildung 4.19: a) Flow3D Modell fur die Abbil)dung der Druckgussexperimente; Dargestellt
sind die charakteristischen Modellinhalte 1-7 sowie der Ubergang an der Vernetzung (8) mit
unterschiedlicher NetzgroRe, b) Darstellung der FEM-Vernetzung der Einlegerhiilsen mit
Salzkern sowie des Stahlrohrs und der Kavitat

Der Fillvorgang wird tber die Bewegung des Kolbens mit dem General Moving Object
(kurz GMO) nach Wei [104] im Modell definiert. Der Kolben kann Uber eine Kraft-
oder Geschwindigkeitsrandbedingung bewegt werden. Bei der ersten Variante wird die
Randbedingung tber eine gekoppelte Bewegung (engl. coupled motion) definiert. Der
Kolben verfahrt Gber die aufgetragene Kraft und interagiert gleichzeitig mit dem sich
aufbauenden Gegendruck in der Kavitdt. Der Gegendruck setzt sich aus dem
Gegendruck der entweichenden Luft und der sich aufbauenden dynamischen Trégheit
der Schmelze zusammen. Bei der geschwindigkeitsgesteuerten Variante wird ber eine
vorgegebene Bewegung (engl. prescribed motion) die Kolbengeschwindigkeit aus dem
Experiment in Flow3D definiert. Bei einer prescribed motion verfahrt der Kolben strikt
nach erstellter Geschwindigkeitskurve und wird in seiner Bewegung nicht von &uf3eren
Faktoren beeinflusst. Durch die Entkopplung der Bewegung aus dem System kann
keine Interaktion der Komponenten stattfinden. Bei der simulativen Abbildung der
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Nachdruckphase entstehen somit Abweichungen in der Abbildung des dynamischen
Nachdruckes aus dem Giel3prozess. Fur eine genauere Betrachtung kann lber eine PQ?-
Analyse eine Geschwindigkeitsregelung eingestellt werden. Dafur wird der
Durchmesser des Schusskolbens vorgegeben, der maximale Druck, der maximale und
minimale Volumenstrom oder die maximale Beschleunigung am Kolben. Die Software
passt mit diesen Daten waéhrend der Berechnung die Kolbengeschwindigkeit
automatisch an. Fur die vorliegende Arbeit wird die geschwindigkeitsgesteuerte
Variante verwendet.

Die erstellte Druck- und Geschwindigkeitskurve fir die Salzkernumgussversuche sind
exemplarisch fur eine Schusskurve mit Serienparameter in Abbildung 4.20 dargestelit.
Zudem zeigt die Abbildung sechs charakteristische Fullschritte. Die erste Phase im
Fullvorgang wird durch die Punkte 1 und 2 beschrieben. Die Kolbengeschwindigkeit

von 0,2 %wird homogen auf die Schmelze tbertragen. Im Umschaltpunkt (3) bei 1,29 s
steht die Schmelze im Anguss vor dem Salzkern. Die Schmelze besitzt dabei im
Anschnitt bereits eine Geschwindigkeit von 65,13 ?

700 4,5
1 2 m 3

600 | ‘ 4
e . : 3'5T
A £
. 400 r L :
5 @g\} 4 5 6 2,5.a
2 1 | s
~ 300 | 2 5
S i £
~ 6 1,5 2
2 200 | £
=2 1 g
) === Kolbendruck »
100 | 1 == Kolbengeschwindigkeit 0,5 §
—m N

0 . 4 0

0,9 1 1,1 1,2 1,3 1,4 1,5

Prozesszeit /s —

Abbildung 4.20: Prozessablauf eines Druckgussumgussversuchs, dargestellt an dem Kolben-
druck und der Kolbengeschwindigkeit (ber der Prozesszeit sowie an charakteristischen
Zeitpunkten aus der Fullsimulation

In Punkt 4 ist der Umguss des Salzkernes dargestellt. In diesem Punkt werden die
hochsten Geschwindigkeiten der Schmelze und damit auch die héchsten dynamischen
Belastungen auf den Kern erzeugt. Beim Fillvorgang wird in der Kavitdt ein
Gegendruck aufgebaut, der im Punkt 5 den schlagartigen Abfall der
Kolbengeschwindigkeit zur Folge hat. Die Druckgussform ist in diesem Punkt nahezu
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vollstandig gefullt. Durch den hydraulischen Druck im Werkzeug wird die Form in
Punkt 6 vollstandig gefullt, wodurch die Driicke in der Schmelze weiter ansteigen.

Die Spannungen im Salzkern, resultierend aur den Verschiebung des Salzkerns
aufgrund der mechanischen Belastung, und die Geschwindigkeit der Aluminium-
schmelze sind in Abbildung 4.21 dargestellt. Abbildung a zeigt den Zustand am
Umschaltpunkt von erster zur zweiten Phase.

von-Mises-Spannung von-Mises-Spannung von-Mises-Spannung
Salzkern [Pa] 9.71e+04 Salzkern [Pa] 4236407 Salzkern [Pa] 6.09e+07
4.86e+04 2.11e+07 3.04e+07
1.57e+02 2.89e+02 1.21e+04 5
Geschwindigkeit [mm/s] Geschwindigkeit [mm/s] Geschwindigkeit [mm/s]
1.72e+05 1.72e+05 1.72e+05
8.64e+04 8.64e+04 l 8.64e+04
0.00e+00 . 0.00e+00 \ 0.00e+00
|'I - | / -
T o

a b o

A)bbildung 4.21: Darstellung Zjer von Mises-Spannung im )Salzkern und der Schmelze-
geschwindigkeit fur drei charakteristischer Zeitpunkte im Fillprozess der Umgussprinzip-
geometrie, a) Umschaltpunkt von erster zur zweiten Phase, b) erstes Auftreffen der Schmelze
auf den Salzkern, c) Nachdruckphase

Die Schmelze hat zu diesem Zeitpunkt eine Geschwindigkeit von etwa 40 % und der

Salzkern bedingt durch den Luftdruck eine homogene Spannungsverteilung von
0,1 MPa. Abbildung b dokumentiert das erste Auftreffen der Schmelze auf den
Salzkern. Die hohe kinetische Energie der Schmelze mit maximalen Geschwindigkeiten
von 72,39 % bewirkt eine Durchbiegung des Kernes um 0,016 mm. Die Verschiebungen

im Kern bewirken an der Zug- bzw. Druckseite Spannungen an der Oberflache in Hohe
von 42,3 MPa. Die Nachdruckphase ist in Abbildungsteil ¢ dargestellt. Die
Geschwindigkeit der Schmelze ist in vielen Bereichen bereits sehr niedrig, wobei an der
Druckseite des Salzkerns maximale von Miseses-Spannungen von 60,9 MPa zu
erkennen sind.



4.3 Charakterisierung und numerische Darstellung der St-Al-
Verbunde

Um die Anbindungsqualitiat zwischen dem Stahleinleger und dem Aluminiumumguss
quantitativ zu bewerten, werden ein Auszugs-, ein Ausdruck-, ein Haftzug- und ein
Scherzugversuch entwickelt. Mit dem Auszug- und Ausdruckversuch werden die kraft-
und teilweise stoffschlissig Uberlagerten Proben mechanisch charakterisiert. Der Haft-
und Scherzugversuch dienen zur Qualifizierung der stoffschliissigen Anbindung. Im
Gegensatz zum Salzkern verbleiben die Stahleinleger im Aluminiumumgussbauteil.
Deshalb muss die entstandene Verbindung und die damit einhergehenden Eigenschaften
des gesamten Gussbauteils in den Nachfolgeprozessen berlicksichtigt und numerisch
abgebildet werden. Im Folgenden wird die VVorgehensweise und die Erstellung eines
Simulationsmodells fiir ausschliellich kraftschliissige Stahl-Aluminiumverbunde
vorgestellt. Darauf aufbauend wird ein Ansatz zur Darstellung von stoffschliissigen
Verbindungen vorgestellt. Fir die Abbildung eines formschlussigen Verhaltens sowie
Schadigungsdarstellung im Crash wird ein triaxialitdtsabhdngiges Schadigungsmodell
ausgearbeitet. Zuletzt wird ein Kriechmodel erstellt, um den Einfluss von
Spannungsabbauphdnomenen wahrend der Erstarrung zu untersuchen.

4.3.1 Mechanische und metallographische Charakterisierung
Das Vorgehen beim Auszugsversuch wird in Abbildung 4.22 beschrieben.

a b c d

A?bbildung 4.22: Vorgghen beim Auszugve)rsuch zur Charakterisierung 3Ier Anbindungsqualitat
zwischen Stahleinleger und Aluminiumumguss, a) ungeprifte Auszugprobe und Priifaufnahme,
b) Versuchsaufbau im CAD-Schnitt und Realbauteil, c) teilgepriifte Probe nach 15 mm
Traversenverfahrweg, d) vollstdndig ausgezogene Probe im CAD-Schnitt und Realbauteil

Dazu wird das in Abschnitt 4.2.1 vorgestellte, geteilte Stahlrohr verwendet, an beiden
Enden mit einem Feingewinde (1) versehen und passende Aufnahmen (2) fur die
Zugprifmaschine gefertigt. Die Aufnahmen werden an dem Gestdnge der
Zugprifmaschine mit zwei Bolzen (3) befestigt. Abbildung 4.22 b zeigt die

66
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Versuchsanordnung im CAD-Geometrieschnitt und als Realbauteil. Exemplarisch stellt
Abbildung 4.22 c¢ den Zustand nach 15 mm Verfahrweg dar. Der bereits
herausgezogene Bereich (4) ist deutlich durch eine hellere Farbgebung zu erkennen.
Abbildung 4.22 d zeigt das herausgezogen Ende (5) nach dem Auszugversuch. Wie zu
erkennen, findet keine relative Verschiebung zwischen dem unteren Stahlrohr und dem
Aluminiumumguss statt.

Um die Probenanzahl zu reduzieren und den Einfluss der Position entlang der
Rohrgeometrie zu untersuchen, wird die in Abbildung 4.23 a vorgestellte
Ausdruckmethode zur Charakterisierung der Anbindung zwischen Einleger und
Umguss angewendet. Dazu wird das durchgangige Stahlrohr als Einleger verwendet und
finf Ringe (siehe Abbildung) aus der Umgussgeometrie herausgetrennt. Fir die
Druckprufmaschine werden ein Stempel (1) und ein Auflager (2) konzipiert, durch die
Stahlringe aus dem Aluminiumumguss (3) herausgedriickt werden.

Abbildung 4.23: a) Ausdruckversuch zur Charakterisierung der Anbindung zwischen Einleger
und Umgussmaterial und Darstellung der Ringbeschriftung, b) Aufbau fir die Haftzugpriifung
an der geteilten Verbundguss-Ringgeometrie, exemplarisch dargestellt fur eine feuerverzinkte
Probe

Der Aluminiumumguss liegt dabei flachig auf dem Auflager auf. Von der Mantelflache
bis zur Innenflache des Auflagers ist ein 1 mm breiter Spalt in radialer Richtung
vorgesehen. Damit sich die Probe nicht verschieben kann und der Stahlring auf dem
Auflager aufliegt, wird die Probe mit drei Druckfederstiftarretierungen, gleichméRig
verteilt Gber den Umfang, positioniert. Wie in der CAD-Schnittansicht zu sehen, kann
das Stahlrohr komplett aus den Umguss herausgedriickt werden.
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Abbildung 4.23 b beschreibt den Haftzugversuch. Zu sehen ist die dafur préparierte
Probe. Das abgetrennte Teilstiick (3) sorgt fir den Abbau der kraftschliissigen
Verbindung, da der verbleibende Halbring (1) durch den Stahleinleger (1) nicht mehr
behindert wird. In der Prufvorrichtung werden die obere (4) und untere Aufnahme (5) in
die bereits vorgestellte Zugmaschine mittels zweier Bolzen (6) befestigt. Im Anschluss
wird die Probe an den zwei Aluminiumschultern angelegt. Ein Bolzen, der durch den
Stahlring und die untere Aufnahme geschoben wird, realisiert die Krafteinleitung in die
Ringgeometrie. Da die Ringe nicht alle exakt die gleiche Hohe aufweisen, wird zur
Vergleichbarkeit die Ausdrucksspannung in Gleichung (4.14) als Bewertungskriterium
ausgewahlt. Dazu wird die maximale Kraft am Ende des linearen Anstiegs F,, der
Aulenradius des Stahlrohrs r, und die Hohe der Ringprobe hp zur Berechnung der
Auszugsspannung o, verwendet.

"~ 2mr4hp

(4.14)

0z

Die Vorgehensweise des Scherzugversuches ist in Abbildung 4.24 a dokumentiert,
wobei die gleiche Probengeometrie (3) wie im Haftzugversuch verwendet wird. Basis
flr die Scherzugprifung sind erneut eine untere (1) und eine obere Aufnahme (2), die
mittels Bolzen am Zugmaschinengestéange befestigt werden.

a) b)

Abbildung 4.24: a) Schwerzugversuch fur die Charakterisierung der Anbindung auf Scherung,
b) exemplarische Darstellung einer gepriften Haftzug- bzw. Scherzugprobe am Beispiel eines
feuerverzinkten Stahleinlegers

Die Probengeometrie wird im ersten Schritt auf die rotationssymmetrische obere
Aufnahme geschoben. Damit die Probe nicht verkippt, ist der Aluminiumguss (7) an
einem Anschlag (4) in der unteren Aufnahme positioniert und wird auf der Gegenseite
mit einer Druckfederstiftarretierung (5 und 6) gegengelagert. Abbildung 4.24 b zeigt
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exemplarisch das Ergebnis aus dem Haftzug- bzw. Scherzugversuch einer
feuerverzinkten Probe. Die Ergebnisse sind aufgrund des sproden Verhaltens der
Verbundschicht in beiden Versuchen &hnlich zu beschreiben. Dargestellt sind der
Aluminiumteilring und der dazugehotrige Stahlring. Deutlich ist der Bereich der
stoffschlissigen Verbindung zu erkennen. Er ist mit ca. 30 %, bezogen auf die
Gesamtflache, zu beziffern.

Die gemessenen Krafte werden mit Gleichung (4.15) in Scher- und Haftzugspannungen
umgerechnet. Dazu wird, falls moglich, bei jeder gepriften Probe der stoffschlissige
Anteil ausgemessen, in eine Flache Ag., s umgerechnet und die gemessen Kraft F; an
der Zugprifmaschine herangezogen.

Fz
Astofs

Oscher/Haft = (4.15)

Da beide verwendeten Aluminiumgusslegierungen eine Warmebehandlung (WBH)
bendtigen, um die gewilnschten Materialkennwerte zu erreichen, wird mit jeder
Beschichtungsvariation eine WBH durchgefiihrt. Abbildung 0.29 im Anhang stellt den
WBH-Prozess fiir beide Legierungen dar. Im Vorfeld werden an wandstérkengleichen
Prinzipproben die Aufheizdauern bis zu den charakteristischen Temperaturen ermittelt
und bei der Gesamtzeit mit berlcksichtigt. Zuerst werden beide Legierungen in einem
Ofen auf Loésungsglihtemperatur aufgeheizt. Die Druckgusslegierung wird bei 480 °C
60 min lang gehalten und im Anschluss an Luft abgeschreckt. Die Sandgusslegierung
wird 360 min bei 535 °C lésungsgegliiht und im Anschluss in Wasser abgeschreckt. Der
Losungsglihvorgang findet bei der AISi9MgMn-Legierung bei 230 °C 180 min lang
und bei der AISi7Mg0,15-Legierung 120 min bei 200 °C statt.

Neben der mechanischen Prufung werden die Stahl-Aluminium-Verbindungen mittels
Licht- und Rastermikroskopie vor und nach der WBH bewertet. Das Lichtmikroskop
(LM) ist ein Axiophot der Firma Zeiss mit einer VergroRerung von 2,5- bis 100-fach.
Die eingesetzte Kamera ist die AxioCamMrc5 mit dem Licht Hal100. Das REM ist in
Abschnitt 4.1.2 beschrieben. Abbildung 4.25 a zeigt eine LM-Aufnahme beispielhaft fur
den stoffschliissigen Bereich der feuerverzinkten Stahlprobe, umgossen mit
AlISi9MgMn. Abbildung 4.25 b zeigt die gleiche Probe, aufgenommen im
Sekundarelektronenbild am REM. In beiden Aufnahmen sind der Stahleinleger und der
Aluminiumumguss deutlich zu erkennen. Zudem l&sst sich durch beide Betrachtungen
eine Aussage Uber eine stoffschliissige Anbindung treffen. Die Auflosung der
intermetallischen Phase zwischen Einleger und Umguss ist im Vergleich zur LM-
Aufnahme in der REM-Aufnahme deutlich besser.
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a) b)
Abbildung 4.25: Stahl-Aluminiumverbundgussbauteil mit Zink-Zwischenschicht, hergestellt
im Druckguss: a) Lichtmikroskop-, b) Rasterelektronenmikroskopaufnahme

Hier sind drei wesentliche Auspragungen der Schicht zu erkennen und in beiden
Abbildungen teilweise durch die unterbrochene Linie angedeutet. Da die
Probenpraparation und der Mikroskopieaufwand beim REM deutlich héher sind, wird
fur eine erste Aussage Uber eine stoffschlissige Anbindung das LM eingesetzt. Fur
genauere Betrachtungen und Quantifizierung der Verbindungsschicht wird das REM
genutzt.

Als zerstorungsfreie Prifmethoden werden die Computertomographie (CT) und die
optische Sichtpriifung angewendet. Die CT-Daten werden mit der Software myVGL22
ausgewertet.

4.3.2 Simulationsmodell fur kraftschlissige Verbindungen

Die Materialmodellierung erfolgt fir den Sandgusswerkstoff AISi7Mg0,15 und den
Druckgusswerkstoff AISi9MgMn. Exemplarisch wird hier die Materialmodellerstellung
fir den Werkstoff AISi9MgMn vorgestellt. Fir die Erstellung eines Materialmodells fur
kraftschlussige Verbindungen werden aus der Plattengeometrie in Abschnitt 4.2.1
Miniflachzugproben (Geometrie in Abbildung 4.27 a dargestellt) entnommen.

Da im Zugversuch nur die Dehnung bis zur GleichmaRdehnung ermittelt und die
Einschniirung nicht erfasst wird, werden die nominellen Spannungen o,,,, und
Dehunungen &,,,,, Nach Gleichungen (4.16) und (4.17) in wahre Spannungen o, und

logarithmische Dehnungen el”n’ umgerechnet.

Otrue = Onom (1 + Enom) (4-16)
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0,
el = (1 + &om) — t;”e (4.17)

Fur eine Abbildung des Werkstoffverhaltens Uber die GleichmaRdehnung hinaus,
mussen die ermittelten Flielkurven extrapoliert werden. Nach Thomas [105], Miilders
[106] und Larour [107] sind verschiedene mathematische FlieRkurvenapproximationen
bekannt. Es wird dabei ein mathematisches Modell iterativ an die originale FlieRkurve
angepasst und tber die Gleichmalidehnung hinaus verlangert. Ein gangiges Modell ist
das nach Gleichung (4.18) beschriebene Ludwik-Modell

o=o0y+Ke", (4.18)

wobei g, die FlieRgrenze, € die wahre Dehnung beschreibt sowie K und n zu
iterarierende Materialkonstanten sind. Das Swift-Krupkowski-Modell ist ahnlich dem
Hollomon-Modell und beinhaltet zusatzlich die Vordehnung &, bei a,.

o=K(g+ )" (4.19)

Von Voce liefert ebenfalls eine Beschreibung der FlieRkurve, die besagt, dass ein
Werkstoff sich nicht beliebig verfestigen kann, sondern eine Sattigungsspannung
o, erreicht. Zusétzlich beihaltet die Gleichung die anzupassende Konstante c.

0 =0, + (0 — 5 )exp(~>) (4.20)

Das Hocket-Sherby-Model beihaltet wie von Voce auch die Sattigungsspannung o, und
wird nach Gleichung (4.21) berechnet. Zuséatzlich beihaltet die Gleichung die
anzupassende Konstante m.

o = a, — (0p — g5) exp(—me™) (4.21)

Die grafische FlieRkurvenapproximation ist in Abbildung 4.26 b dargestellt. Die
Modelle von Ludwik und Swift-Krupkowski zeigen eine gute Ubereinstimmung im
Bereich des FlieRBkurvenbeginns (1), wohingegen die Modelle am Ende der FlieRkurve
die Spannung stark uberschétzen. Grund ist die fehlende S&ttigungsspannung oy, die die
Modelle von Voce und Hocket-Sherby beriicksichtigen. Aus diesem Grund ist mit den
beiden zuletzt gegannten Modellen eine gute Approximation auch gegen Ende der
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FlieRkurve moglich. Da die Ubereinstimmung vom Voce-Model mit der Kurve aus dem
Versuch zu Beginn der Flielkurve unzureichend ist, wird fur die Erstellung der Kurven
das Hocket-Sherby-Model verwendet.
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Abbildung 4.26: a) Technische Zeichnung der Miniflachzugprobe mit einer Wandstérke von
2mm, b) FlieRkurvenapproximation am Beispiel AISI9MgMn-T6

Die FlieBkurven basieren auf den Zugversuchen aus der Plattengeometrie in Abschnitt
4.2.1. Die Darstellung der mechanischen Kennwerte in Abbildung 0.17 im Anhang
legitimiert die Verwendung der Werte, da diese sich bzgl. Zugfestigkeit und
Streckgrenze nicht von den Werten einer Referenzplatte ohne Einleger unterscheidet.
Die Platte weist jedoch im Vergleich zum Umgussbereich (7 mm Wandstarke) mit
3 mm einen geringen Querschnitt und eine miteinhergehende niedrigere Abkihlrate auf.

Nach Demirkol [108], Tabor [109] und Barrie [110] gibt es einen direkten
Zusammenhang zwischen Ergebnissen aus einer Kugeldruck-Harteprifung und dem
FlieBspannungsverhalten von eisen- und nicht-eisenhaltigen Metallen. Eine Korrelation
zwischen der Vickershérte und der Streckgrenze bei Aluminiumlegierungen am Beispiel
einer A356-, AlSi11Mg0,22-, und AISi1,3Mg0,32-Legierung wird in Colley [111]
vorgestellt. Am Beispiel einer 7010-Aluminiumlegierung zeigt Tiryakioglu [112] eine
lineare Korrelation zwischen der Vickersharte und der Streckgrenze sowie
Zugfestigkeit. Aus diesem Grund wird die Harte an der Zugprobe und an Ringproben
aus der Umgussgeometrie gemessen, um indirekt die Abkihlraten- und
Festigkeitsunterschiede zu ermitteln. Als meist angewendetes Messverfahren, eingesetzt
fur weiche bis mittelharte Materialien, wird die Harte nach Brinell mit einem
Kugeldurchmesser von 2,5 mm und einer Belastung von 62,5 kg verwendet. Bei der
Verbundgussgeometrie und den Zugproben werden jeweils funf Proben zur Messung
verwendet, wobei bei der Umgussgeometrie sechs Harteeindriicke in radialer Richtung
und bei der Zugprobengeometrie zwei Harteeindriicke an der Oberflache gesetzt
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werden. Abbildung 4.27 zeigt die ermittelten Werte exemplarisch fur die AISI9MgMn-
F-Legierung. Die Hartewerte nach Brinell streuen bei den Zugproben von 98 HBW bis
107 HBW und bei den Umgussringen von von 81 HBW bis 87 HBW. Daraus ergibt
sich ein Durchschnittswert fur die Zugprobe von 101,32 HBW und fir die Umguss-
Ringgeomtrie 83,6 HBW sowie ein resultierender Umrechnungsfaktor von 0,82.
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Abbildung 4.27: Auswertung der Hartemessung nach Brinell fur die Zugprobe und die
Umgussgeometrie mit einer linearen Ausgleichsgerade, fur beide Hartewertkurven

Abbildung 4.28 stellt exemplarisch fur AISiI9MgMn-F mit der Endung —a die
gemessenen und bis 30 % plastischer Dehnung approximierten FlieBkurven bei
Raumtemperatur, 200 °C, 300°C sowie 400°C dar. Die Kurven mit der Endung —g
stellen die angepassten Fliekurven von Raumtemperatur bis 400 °C dar. Die
Materialparameter flr Dichte p, Elastizitdtsmodul E, Querkontraktion v, thermischen
Ausdehnungskoeffizienten «, thermische Leitfahigkeit A und spezifische
Warmekapazitat cp sind fiir den Aluminiumwerkstoff dem Anhang der Abbildung 0.7,
Abbildung 0.8 sowie der Abbildung 0.9 zu entnehmen. Fir den Stahlwerkstoff sind die
Werte in Abbildung 0.10, Abbildung 0.11 und Abbildung 0.12 dokumentiert, wobei die
FlieRkurven Abbildung 0.13 zu entnehmen sind. Die Abbildungen stellen die Werte flr
den Stahleinleger und den Aluminiumumguss dar und werden mit der
thermophysikalischen Software JmatPro der Firma Metatech errechnet. Die
Temperaturen sind in Kelvin angegeben. Fir den Warmeubergang im Stahl-
Aluminium-Interface wird der nach Bitsche [22] in Abbildung 0.14 (Anhang)
dargestellte Warmeubergang in Abhéngigkeit von der makroskopischen Spaltbildung
und dem Kontaktdruck verwendet.

Die Abkuhlung der Auszugsgeometrie wird (ber einen definierten Warmeiibergang an
der Bauteiloberfliche, den sogegannenten  s-film realisiert. Die verwendeten
Warmelbergangskoeffizienten fir Bauteil-Luft und Bauteil-Wasser sind in dieser
Arbeit in Abbildung 0.15 a und b dargestellt. Weil das Bauteil Uber die AuRenflache des
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kompletten Bauteils an Luft abkdhlt, wird der Warmeubergangskoeffizient fir
Luftabkiihlung angenommen.
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Abbildung 4.28: Darstellung der gemessenen FlieBkurven bis 30 % plastischer Dehnung flr
AISi9MgMn-F mit der Endung —a; Die approximierten Kurven nach dem Hocket-Sherby-Model
sind mit der Endung —g bezeichnet

Ein  Temperaturmapping aus  der  dreidimensionalen  Formfull-  und
Erstarrungssimulation auf die zweidimensionalen verwendeten CAX4RT-Elemente ist
nicht moglich. Aus diesem Grund werden die Temperatur der Schmelze an der
Rohroberflache und im Rohrinneren wahrend des Druckgussversuchs aus Abschnitt
4.2.1 mit Thermoelementen gemessen und in Abbildung 4.29 dargestellt. In Versuch
Nr. 12 und Nr.13 befinden sich die Thermoelemente auf der gegenuberliegenden Seite
des Angusspunktes, wohingegen sich in Versuch Nr. 9 das Thermoelement um 180 °
gedreht direkt im Angusspunkt befindet. Die Abbildung verdeutlicht, dass die
Schmelzetemperatur beim Umstromen der Rohrgeometrie von 570 °C auf 530 °C sinkt
und somit um 40 °C abnimmt. Die Schnittpunkte S1 und S2 kennzeichnen jeweils den
Zeitpunkt, an dem die Temperatur an der RohrauRenflache, also in der Schmelze, gleich
der Temperatur an der Rohrinnenflache ist. In Schussnummer 12 erreicht das Rohr
bereits nach 10 Sekunden das Temperaturniveau der Schmelze und kuihlt ab 400 °C
gleichméfRig mit dem Aluminiumumguss ab. Bei Schussnummer 13 tritt der Zeitpunkt
der homogenen Temperaturverteilung etwas spéter bei 12 Sekunden Prozesszeit und
etwa 370 °C ein. Zudem treten nach Wasmuth [23] gemessenen in-situ-Messungen bis
etwa 350°C keine signifikanten Spannungen beim Abkihlen in Stahl-Aluminium-
Verbunden auf, weshalb fir die numerischen Simulationen die Anfangstemperatur
homogen als 400 °C fur Stahl und Aluminium definiert wird.
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Abbildung 4.29: Temperaturaufzeichnungen der Schmelzetemperaturen an der RohraufRen-
flache und Rohrinnenflache mittig in axialer Richtung aus dem Druckgussumgussversuch fir
Schussnummer 12 und 13

Zur Darstellung und Verifizierung des numerischen Verbundgussmodells flr
kraftschlussige  Stahl-Aluminium-Verbindungen wird das in Abschnitt 4.2.1

eingefuhrte, geteilte Rohr verwendet. Abbildung 4.30 a zeigt das Modell im %—Schnitt

und das verwendete FEM-Modell in ABAQUS. Dazu wird die obere Rohrhalfte, die
untere Rohrhélfte, der Aluminiumumguss sowie der durch das Trennen notwendige
Distanzring zur Einhaltung der Bohrungsabstdande modelliert. Zur Vernetzung werden
CAXA4ART-Elemente mit vier Knoten und einem Integrationspunkt pro Element
verwendet. Diese Elementtypen werden sowohl von ABAQUS implizit, als auch
ABAQUS explizit unterstitzt und erlauben eine Importsimulation zwischen impliziter
und expliziter Berechnungsmethodik. Fur thermische und zeitlich lange Prozesse wird
in der Regel die implizite Zeitintegration verwendet, jedoch kann die Abkihlung
grundsatzlich durch explizite und implizite Zeitintegration erfolgen. Der Kontakt
zwischen zwei Kdrpern kann mit einer Surface-to-Surface- und einem Node-to-Surface-
Formulierung dargestellt werden. Somit ergeben sich bei Importsimulation zwischen
impliziter und expliziter Zeitintegration vier verschiedene Kontaktkombinationen.
Abbildung 4.30 b beschreibt schematisch die mdgliche Vorgehensweise zur
numerischen Darstellung des Abkiihl- und Auszugsversuchs. Die Gesamtdauer der
Abklhlung betrdgt 3000 s, wodurch die Anzahl der Zeitinkremente bei expliziter
Zeitintegration auf iiber 12 Millionen ansteigt und damit selbst bei Ubernahme von vier
Nachkommastellen durch den Befehl ,,double* zu Ungenauigkeiten fiihrt. Aus diesem
Grund wird die Abkuhlung implizit berechnet.
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Abbildung 4.30: a) FEM-Modell fir die Abkuhl- und Auszugsimulation in ABAQUS

dargestellt im % Schnittmodell und im 2D-Model, b) Schematische Darstellung der theoretischen
Berechnungsvorgehensweise zur Abkihl- und Auszugsimulation in ABAQUS

Der Auszugs- bzw. Ausdruck-Kraft-Weg-Verlauf (siehe Abbildung 0.2) weist einen
charakteristischen Abfall des Kraftniveaus nach dem Erreichen der Maximalkraft auf.
Dies spricht fur einen Wechsel des statischen Reibkoeffizienten auf den dynamischen
Reibkoeffizienten. In den durchgefiihrten numerischen Berechnungen kann trotz
numerischen  StabilisierungsmaBnahmen keine Konvergenz mit der impliziten
Zeitintegration  bei  Implementierung eines  statischen und  dynamischen
Reibkoeffizienten erreicht werden. Eine Mdglichkeit dieses Problem zu umgehen ist
eine Importberechnung. Dazu werden der Abkihlvorgang implizit und der
Auszugversuch explizit durchgefuhrt. Das verformte Netz wird dabei am Ende des
implizit berechneten Abkiihlvorgangs in die explizite Berechnung importiert und als
Ausgangsbasis genutzt. Die Nutzung von Implizit-Explizit-lmportsimulationen erfordert
die genaue Definition der Kontakte, da es sonst zu einem starken Spannungsabbau
durch den Transfer kommen kann. Nicht méglich sind Surface-to-Surface-Definitionen,
da diese zu Spannungsverlusten in der Kontaktzone von bis zu 50 % flhren.

Node-to-Surface Kontakte funktionieren, wobei es hierbei verschiedene Kombinationen
gibt. Abbildung 4.31 a stellt die verschiedenen Kombinationen in Bezug auf die
maximale Auszugskraft gegeniuber. Der erste Datenpunkt ist die Maximalkraft aus dem
Experiment, bei den drei nachfolgenden Datenpunkten wird die Kontaktdefinition
ndirect® als Basis verwendet und bei den letzten drei Datenpunkten die
Kontaktdefinition ,,penalty*.
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Abbildung 4.31: a) Darstellung der maximalen Auszugskraft in Abhdngigkeit verschiedener
Kontaktdefinitionen einer Importberechnung in Abaqus, b) Einfluss des Penalty Scale Faktors
auf die maximale Auszugskraft

Die Grafik zeigt, dass alle Kombinationen auf einem &hnlichen Niveau liegen. Lediglich
die Kombinationen Direct-Penalty und Penalty-Penalty fiihren zu einem leichten Abfall
der Maximalkraft. Gemeinsamer Faktor ist die Penalty-Definition der expliziten
Ausdruckberechnung. Da sowohl im Impliziten, als auch im Expliziten, fir den
General-Kontakt nur eine Penalty-Formulierung moglich ist, wird die Penalty-Penalty-
Kombination trotz Kraftabfall favorisiert. Um diesem Abfall entgegenzuwirken, wird
ein Penalty Scale Faktor verwendet, der den Kontakt etwas versteift. Abbildung 4.31 b
zeigt die Auswirkung des Penalty-Scale-Faktors auf die Maximalkraft in der
Auszugsberechnung. Die Erhohung des Scale-Faktors von 1 auf 2 bewirkt einen
Maximalkraftanstieg von 34500 N auf 35100 N. Bei einem Scale-Faktor von 4 ist eine
Sattigung des Kraftanstiegs erreicht. Mit dieser MaRnahme kann die maximale
Auszugskraft auf 35400 N gesteigert werden und weist somit eine Abweichung von 300
N zum Experiment auf, was einer prozentualen Abweichung von 0,84 % entspricht.

4.3.3 Ansatz zur Darstellung von stoffschlissigen Verbindungen

Zur numerischen Abbildung von stoffschliissigen Verbindungen wird der
Versuchsaufbau des Ausdruckversuchs aus Abschnitt 4.2.2 nachmodelliert. Dazu wird
zuerst ein Modell ohne Stoffschluss verwendet. Wie in Abbildung 4.32 a aufgezeigt,
werden die Ringe, die im Experiment herausgetrennt werden, im Vorfeld einzeln
modelliert und mit Festkontakten (Tie-Kontakt) an den Ubergangen verbunden. Die
Elementauswahl und weitere Randbedingungen sind gleich dem Modell aus dem
vorangegangenem Unterkapitel. Nach der impliziten Abkihlberechnung findet erneut
eine  explizite  Importberechnung  statt, wobei aufgrund der massiven
Randbedingungsénderung ein Kontaktfindungsschritt eingefugt wird. Im Gegensatz zur
Vorgehensweise aus dem vorherigen Abschnitt, wird nur der mittlere oder obere Ring
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importiert und mit dem Halter und Stempel ergénzt. Zur besseren Veranschaulichung ist
das explizite Ausdruckmodell in Abbildung 4.32 b im z-Schnitt dargestellt.

Stahlrohr

Stempel

Oberer Stempel
Auspressring

Mittlerer

Auspressring

Aluminium Halter

a) b) c)
Abbildung 4.32: a) Darstellung des Abkiihimodells im %—Schnitt far die Ausdruck-simulation,

b) Ausdruckmodell im %—Schnitt mit Halter und Stempel, ¢) 2D-Darstellung des Ausdruck-

modells, d) Vernetzung und Spalte an den Kontaktflachen zwischen Stahlring und Stempel
sowie Aluminium und Halter

Die Vernetzung, insbesondere an den Kontaktflachen, und die Spalte zwischen der
Aluminiummantelflache und Halter sowie zwischen Stempel und Stahlinnenflache sind
in Abbildung 4.32 ¢ und d visualisiert und werden dem experimentellen Aufbau
nachempfunden. Die FEM-Software ABAQUS in der Version 6.13 bietet bereits
implementierte Maoglichkeiten in Form von kohé&siven Elementen und kohéasiven
Oberfléachen die Schadigung von Kontakten darzustellen. Beide Verfahren kénenn in
2D und 3D sowie bei impliziter und expliziter Zeitintegration verwendet werden.
Lediglich bei zweidimensionalen expliziten Berechnungen werden keine kohasiven
Elemente unterstitzt. Eine schematische Darstellung der Unterschiede zwischen den
zwei Arten der Modellierung zeigt Abbildung 4.33 a. Bei kohésiven Elementen muss
die Verbindungsschicht zwischen zwei Bauteilen modelliert werden. Sie eignet sich
grundsatzlich fur dickere Schichten wie z. B. Kleber, kann jedoch auch mit der
nominellen Schichtdicke von 0 versehen werden. Im Gegensatz dazu wird bei
kohasiven Flachen die Verbindung durch die Kontaktformulierung realisiert. Beide
Verfahren haben die Vergabe der Schichteigenschaften gemeinsam, die durch das in
Abbildung 4.33 b gezeigte Steifigkeitsdreieck beschrieben werden. Die
Verbindungsschicht kann nur durch ein elastisches Verhalten definiert werden wobei
Gleichung (4.22) den formalen Zusammenhang zwischen den Grofen beschreibt.

N =Epe = K,8 (4.22)
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Hierbei ist E, der Elastizititsmodul, € die Dehnung und K,, das kohasive Modul. Die
Zuspannung N wird Uber die Verschiebung & zwischen Bauteil 1 und Bauteil 2
definiert. Ab Np,, beginnt die Kontaktzone, in diesem Fall die stoffschlissige
Verbindung, zu versagen und die Spannung, die aufgenommen werden kann, nimmt ab.
Der Zeitpunkt des Versagens wird mit &;,,;; bezeichnet. Bei 6y, ist die Zone komplett
geschadigt und kann keine Spannung mehr aufnehmen. Zur vollstdndigen numerischen
Darstellung der Verbundgussschicht mit dem kohé&siven Kontaktmodell werden die
kohasiven Moduln in Zug (K,,,)- und Scherrichtung (Ks) sowie das Torsionsmodul
(K;:) benétigt. Zudem sind die drei dazugehdrigen Versagensspannungen t,, tg und t;
zu bestimmen, die das Versagen der Schicht initiieren. Der Schéadingsfortschritt wird
mit einem Wert fir alle drei Richtungen angegeben. Aufgrund des Entfalls der
zusétzlichen Schichtmodellierung eignen sich kohasive Flachen fiir komplexe Bauteile
besser und werden deshalb in dieser Arbeit als Ansatz gewahlt. Um die notwendigen
Daten zu ermitteln werden der Scherzug-, der Haftzug- und Ausdruckversuch
nachmodelliert und die erforderlichen Werte iterativ ermittelt und an die
experimentellen Ergebnisse angepasst.

Kohésive Elemente Kohdsive Oberflachen
t Zugkraft F t
Bauteil 1 Bauteil 1 N
Zugspannung N A

Schadigungs-
\ Nyax -7~ initialisierung
Stoffschluss
}Schédigungszone{ Ts Schidigungs.

kohasive Zone .
Elastisches entwicklung

Verhalten

Bauteil 2 Bauteil 2 > 5

6Init 6Max

a) b)

Abbildung 4.33: a) Schematische Darstellung der Funktionsweise von kohésiven Elementen
und kohasiven Kontaktflachen, b) Schadigungstheorie zur Beschreibung von kohésiven
Elementen und kohésiven Flachen in Abaqus 6.13 [113]

Da in den experimentellen Versuchen keine Garantie fiir eine durchgangige
stoffschlussige Verbindung gegeben werden kann und keine kohasiven Oberflachen im
2D unterstltzt werden, wird das 2D-Ausdruckmodell in ein 3D-Modell (bertragen,
jedoch die Symmetrie genutzt und ein Viertelmodell verwendet. Die weiteren
Randbedingungen im 3D-Ausdruckmodell sind inkl. vorangegangener Abkinhl-
simulation gleich dem 2D-Ausdruckmodell. Beispielhaft wird die Darstellung von
stoffschliissigen Verbindungen an der feuerverzinkten Probe vorgestellt. Die
Modellierung erfolgt flr die anderen Schichten exakt gleich. Fir die Darstellung des
Ausdruckversuchs wird zuerst nach dem experimentellen Versuch, wie in
Abbildung 4.34 a aufgezeigt, die intermetallische Zone vermessen.
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Geschadigte
Intermetallische Phase Kraftschluss: ~ Stoffschluss:

a) b)

Abbildung 4.34: a) Darstellung eines feuerverzinkten Stahlrings nach dem Ausdruckversuch
mit geschadigter intermetallischer Phase, b) Kraft- und Stoffschlussbereich im 3D-Ausdruck-
modell aufgezeigt am Aluminiumumgussbereich

Aufgrund der Symmetrie werden die Bereiche angepasst und auf das FEM-Modell
Ubertragen. Abbildung b zeigt die Definition des kraft- und stoffschliissigen Bereichs im
3D-Ausdruckversuch. Dargestellt ist der Aluminiumumguss. Das Modell fur den
Haftzugversuch ist in Abbildung 4.35 b dargestellt. Zuerst wird wie im
Ausdruckversuch die intermetallische Phase vermessen — siehe Abbildung 4.35 a. Im
Anschluss werden eine Abkihlsimulation mit stoffschlussigem Anteil und eine
Importsimulation durchgefiihrt. Die Trennung des Aluminiums vom Stahlring erfolgt
uber eine definierte Verschiebung der Knoten an den Stirnflachen des halbierten
Aluminiumrings. Der Stahlring wird an der kompletten Innenmantelflache fest gelagert.
Die gleichen Knoten werden zur Auswertung der erbrachten Gegenkraft verwendet. Das
Modell mit den beschriebenen Randbedinungen ist in Abbildung 4.35 b dokumentiert.
Gerechnet wird aufgrund der fehlenden Symmetrie mit einem Vollmodell. Wie beim
Ausdruckversuch wird der stoff- und kraftschlissige Anteil definiert.

Modell Kraftschluss Lagerung Innenring
s /’/’“\\\
Geschadigte o y N
Intermetallische Phase ( \\
Druckflachen Stoffschluss Endzustand

a) b)

Abbildung 4.35: a) Darstellung eines feuerverzinkten Stahlrings nach dem Haftzugversuch mit
eingezeichneter geschédigter intermetallischer Phase, b) Darstellung des numerischen Modells
zur Abbildung des Haftzugversuchs inkl. Rand-bedingungen und getrenntem Zustand
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Die Modellierung des Scherzugversuchs entspricht dem Haftzugversuch. Einziger
Unterschied ist die Verschiebungsrandbedingung in der expliziten Simulation und die
Richtung bei der Auswertung der Gegenkraft.

4.3.4 Triaxialitatsabhangiges Schadigungsmodell

Neben der kraft- und stoffschlissigen Verbindung ist die formschlissige Verbindung
ein geeignetes Mittel um Stahl-Aluminiumverbindungen herzustellen. Das Versagen im
Lastfall entsteht dabei aufgrund der Uberschreitung der elastischen und plastischen
Kennwerte des Aluminiumwerkstoffes. Deshalb muss flr eine vollstdndige Abbildung
von Verbundgussbauteilen diese Art der Schadigung zusatzlich betrachtet werden. Dazu
wird ein triaxialitatsbasierendes Schadigungsmodell nach Basaran [114], Sun [115] und
Efelsberg [116] fir die verwendeteten Aluminiumlegierungen aufgebaut.

Die FEM-Software ABAQUS bietet die Mdoglichkeit, progressive Schédigung und
Versagen bei duktilen Materialien darzustellen. Duktile Briiche werden z. B. durch
Poren oder lokale Scherbander ausgeldst. Diese Schadigungsfunktion kann im
Zusammenhang mit plastischen VVon-Mises-, Johnson-Cook-, Hill- und Drucker-Prager-
Materialmodellen  verwendet werden. Dabei kdnnen ein oder mehrere
Schadensmechanismen gleichzeitig auf ein Material wirken. Das Materialversagen
bezieht sich dabei auf den vollstdndigen Verlust der Spannungsbelastbarkeit, der durch
die Steifigkeitsabnahme des Materials verursacht wird. Mdgliche Schadenskriterien sind
u. a. Dehngrenzen, maximale Scherspannungen, maximale Hauptspannungen, maximale
Hauptdehnungen und  Hystereseenergie. Jedes  Schadenskriterium  bendtigt
unterschiedliche Angaben und kann nicht mit jedem Elementtyp kombiniert werden.

Der Schadensfortschritt beschreibt die Abbaugeschwindigkeit der Materialsteifigkeit
nach der Initilerung des Schadenskriteriums. Der Schaden &ufert sich durch das
Herabsetzen der Streckgrenze und der Verringerung der Elastizitat. Die durchgezogene
Linie in Abbildung 4.36 a beschreibt einen Spannungs-Dehnungsverlauf mit
Schadigung, wéhrend die durchbrochene Linie das Verhalten ohne Schéadigung
beschreibt. Zu jedem Zeitpunkt der numerischen Berechnung kann der Spannungstensor
mittels der Schadigungsgleichung aus Gleichung (4.23) angegeben werden.

G=(-D)a, (4.23)

Hierbei ist D die Schadensvariable und &, der effektive bzw. ungeschadigte
Spannungstensor. Das Material verliert jegliche Lastaufnahmekapazitat sobald D = 1 ist
und kann daraufhin im Postprocessing aus dem Netz entfernt werden. In

Abbildung 4.36 a ist o,, die Zugfestigkeit, s‘(’)’l die aquivalente plastische Dehnung zu
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Beginn der Schéadigung und s‘}”l die &quivalente plastische Dehnung am Bruch, wenn

D = 1 ist. Dabei héngt s_lf’l von der charakteristischen Lange des Elements ab und kann
nicht als Materialparameter definiert werden.

5’_\f-‘ zweiachsiger einachsiger reine einachsiger  zweiachsiger
o4 __O——‘_ Druckl Druck Scherung Zug Zug 1
(D= O)’,_—-‘ —_
O - - CF [ -[ -
-D&F —
; e t 4
Elastizitéts- Ent- i : t—O0—1—0 1N
O, 1 ; «| festigung -0,666 -0,333 0 0,333 0,666
verringerung
;s
_:pj =pl >
& 8], £
a) b)

Abbildung 4.36: a) Darstellung eines Spannungs-Dehnungs-Diagramms mit der Beschreibung
eines Schadenfortschrittes und Verringerung der Elastizitat ab Initiierung; Abbildung einer
Kurve mit und ohne Schadigung [113], b) Abbildung der flinf verschiedenen Spannungs-
zustande mit beispielhaften Probengeometrien fur die Ermittlung der Triaxialitats-zustande n
von -0,666 bis + 0,666

Madgliche Schadigungsfortschritte kénnen Verschiebung, Energie und Hystereseenergie
sein. Das Schadigungskriterium ,,ductile” und der Schadensfortschritt ,,displacement*
werden in dieser Arbeit verwendet und sollen im Folgenden néher erléutert werden. Das
Kriterium ,,ductile” ist ein phidnomenologisches Modell fiir die Vorhersage von
Schédigung aufgrund von Keimbildung, Wachstum und Zusammenwachsen von
Fehlstellen. Durch das Modell wird angenommen, dass die &dquivalente plastische
Dehnung zu Beginn der Schadigung eine Funktion der Spannungstriaxialitdt und der
Dehnrate ist.

0l (n, &) (4.24)

Dabei ist n die Spannungstriaxialitat, o, der hydrostatische Druck, g, die dquivalente
Von-Mises-Spannung sowie £P! die plastische Dehnrate. Sie werden nach den
Gleichungen (4.25), (4.26) und (4.27) berechnet.

o
n=— (4.25)
oy

1
On =73 (axx + oy, + O'ZZ) (4.26)
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1
Oy = \/E [(Uxx - Uyy)z + (0yy — O'ZZ)Z + (Opy — O'ZZ)Z] +3(td, + 13, + 12,) (4.27)

Das Kriterium der Schadensinitiierung ist erfiillt, wenn folgende Bedingung erfillt ist:

deP!
Wp = fﬁ =1 (428)
&p (&%)

Die GroRe wp, ist eine Zustandsvariable, die mit zunehmender plastischer Deformation
monoton ansteigt. Der Schiadigungsfortschritt ,,displacement basiert auf der effektiven
plastischen Verschiebung und wird mit Erreichen des Schéadigungskriteriums wie folgt
definiert:

Pl = LéP! (4.29)

Hierbei ist L die charakteristische Lénge des Elements und uP! die effektive plastische
Verschiebung. Das Fortschreiten der Schadigung kann linear, tabular oder exponentiell
erfolgen und muss in dem Inputfile definiert werden.

Die Faktoren Dehnrate und Temperatur werden in dieser Arbeit nicht berlicksichtigt.
Die Betrachtung der Triaxialitat fir den einachsigen Spannungszustand zeigt, dass die
Schubspannung t entféllt und infolgedessen nur eine Normalspannungskomponente o

erhalten bleibt. Damit ergibt sich fur den Zugversuch eine Triaxialitdt von %

Abbildung 4.36 b stellt die Triaxialitat fur verschiedene Belastungsfélle dar. Es ist zu
erkennen, dass bei Schubspannungen eine Triaxialitdt von 0 und im Fall einer

. . . T 2 2 . . .
zweiachsigen Belastung eine Triaxialitit von - 3 bzw. 3 vorliegt. Die reine

Druckbelastung beschreibt eine Triaxialitat von - § Um die dazugehdrige plastische

Spannung zu ermitteln und das Schéadigungsmodell genauer abzubilden, werden
Scherzug-, Flachkerb-, und Druckversuche durchgefiinrt. Die Geometrien der
Probekorper sind in Abbildung 4.37 dargestellt.

Die Erstellung des triaxialitdtsabhédngigen Materialmodells wird im Folgenden
exemplarisch fir die Prototypensandgusslegierung AlSi7Mg0,15 vorgestellt, da sie in
Kapitel 6.1 fir das Anwendungsbeispiel verwendet wird.
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Abbildung 4.37: Proben zur Ermittlung des Verhaltes unter verschiedenen Spannungs-
zustanden a) Druckprobe, b) Kerbzug R4, ¢) Scherzug 0°, d) Scherzug 45°

Fur die Materialmodellerstellung wird aus den Einzelversuchen jeweils eine
charakteristische Kurve ausgewdéhlt. Die ausgewdhlten Zuggeometrien werden im
néachsten Schritt in ein FEM-Model Gberfihrt. Fur die Fliekurvenerweiterung wird das
bereits vorgestellte Hocket-Sherby-Modell aus Abschnitt 4.3.2  verwendet.
Exemplarisch  sind die Ergebnisse der Iterationsberechnungen  fur die
Aluminiumlegierung AISi7Mg0,15-F in  Abbildung 4.38 dokumentiert. Die
Anpassungen fur die Flach-, Kerb-, und Scherzugprobe 45° zeigen sehr gute
Ubereinstimmungen zwischen numerischer Simulation und experimentellem Verhalten.
Lediglich der Kraft-Weg-Verlauf der Scherzug-0°-Geometrie wird im maximalen
Kraftniveau und Weg durch die numerische Abbildung leicht Uberschatzt. Zur
Verifizierung der Ergebnisse wird das optische Messsystem ARAMIS verwendet. Mit
dem in Abbildung 0.16 a (Anhang) gezeigten Messaufbau werden Dehnungen auf der
Oberflache der Probe aufgezeichnet. Die Abbildung zeigt die Gegenuberstellung der
optischen Aufnahmen und numerischen Ergebnisse. Als Bewertungsskala wird die
logarithmische Vergleichsdehnung nach von Mises zugrunde gelegt. Bei dem
einachsigen Spannungszustand der Zugprobe zeigt die FEM-Berechnung ein Scherband
unter 45°. Im Experiment ist dieses Scherband aufgrund des sproden Gusszustandes nur
im Ansatz im unteren Drittel der Probe zu erkennen. Beide Darstellungen zeigen den
Zeitpunkt vor dem vollstandigen Bruch. Die Dehnungsverteilung und das
Dehnungsmaximum von 12,5 % der Berechnung stimmen sehr gut mit dem Experiment
uberein. Die Kerbzugprobe - abgebildet ist der Zeitpunkt vor dem Bruch - zeigt in der
numerischen und experimentellen Betrachtung ein lokales Dehnungsmaximum in der
Radiusmitte von ca. 5,3 % und eine mittlere Dehnungsverteilung von ca. 3 %. Da es bei
den Scherzugproben beim Kraftabfall zu keinem Durchriss der Probe kommt,
reprasentiert die Abbildung jeweils den Zeitpunkt der maximalen Kraftaufnahme.
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Abbildung 4.38: lIterativ ermittelte Kraft-Weg-Kurven in ABAQUS fiir die Legierung
AlSi7Mg0,15-F am Beispiel des Zug- und Kerbzugversuchs sowie der beiden Scherzugversuche
bei 0° und 45. Zudem ist der jeweilige Vergleich zwischen der optischen Aramis-Messung
(links) und der numerischen Simulation (rechts) dargestellt. Als Skala wird die Vergleichs-
dehnung nach von Mises verwendet

Die Ausfuhrung mit 0° zeigt in Simulation und optischer Aufnahme uber den gesamten
Prifbereich eine maximale Dehnung nach von Mises von ca. 15 %, was auch der
maximalen lokalen Dehnung entspricht. Die 45°-Ausfiihrung zeigt lediglich einen sehr
kleinen Bereich im Radius mit einer maximalen Dehnung von ca. 10 % und eine
homogene Dehnungsverteilung im Prifbereich von ca. 6 %. Aufgrund der
Versuchsrandbedingungen, dargestellt in Abbildung 4.39 und der geringen Flache der
Probenmantelflache ist eine optische Vermessung der 20 mm hohen Druckprobe nicht
mdoglich. Die Probe im Gusszustand (F) zeigt deutliche Risse in der Mantelflache, die
sich ca. 5 mm in radialer Richtung zur Probenmitte ausbreiten.
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Abbildung 4.39: a) Versuchsaufbau fiir die Druckprifung inkl. Darstellung der Druckprobe im
Ausgangszustand und nach Ende der Verfahrweges fur die AlSi7Mg0,15-Legierung im F- und
T7-Zustand; b) Vergleich der numerischen Simulation und des experimentellen Kraft-Weg-
Verlaufs im Druckversuch exemplarisch fur AISi7Mg0,15-T7

Die warmebehandelte (T7) Druckprobe zeigt am Ende des Verfahrweges nur leichte
Risse in der AulRenhaut. Es ist kein weiteres Eindringen der Risse zur Bauteilmitte zu
erkennen. Der Versuchsabbruch erfolgt bei allen Druckprifungen bei 110 kN da bei
diesem Wert die Maximalkraft der Kraftmessdose erreicht ist. Die Betrachtung der
experimentellen Kraft-Weg-Kurve zeigt fur den F- und T7-Zustand den nahezu
identischen Kraft-Weg-Verlauf bis 80 kN. Danach ist ein leichter Kraftabfall bei den
Proben im Gusszustand zu erkennen. Die ermittelte und durch das Hocket-Sherby-
Modell erweiterte FlieBkurve zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen
numerischem und experimentellem Kraft-Weg-Verlauf, wie in Abbildung 4.39 b zu
sehen ist. Der Beginn des Versagens in der numerischen Simulation wird mit dem
Beginn der ersten Anrisse im Experiment gleichgesetzt. Fir die Ermittlung der
plastischen Dehnung e‘}’l und der Triaxialitat n bei Bruch wird in der FEM-Simulation
flr jeden Zugversuch das Element, welches als erstes versagt, identifiziert. Da sich die
Triaxialitait im Element wéhrend der numerischen Berechnung andert, wird der
Mittelwert Uber die Berechnungsdauer gebildet. Die ermittelten Daten dienen als
Stltzpunkte fir die in Abbildung 4.40 dargestellte charakteristische Schadigungskurve.
Somit wird fir die Scherzug 0° Probe ein s‘}’l = 0,178 und n = 0,052, fur die Scherzug
45° Probe eine s‘}’l =0,1 und n = 0,276, fiir die Zugprobe eine e‘}f’l =0,096 und n = 0,33
und fir Kerbzuggeometrie ein 5}’1 = 0,102 und n = 0,355 ermittelt. Fur die

Identifizierung von é}’l fur die Druckprobe wird aus dem experimentellen Versuch fir
die Legierung AISi7Mg0,15 der Wert 0,33 identifiziert.
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Uber der Triaxialitdt n inklusive Triaxialitatsverlauf und Mittelwert bis zum Versagen im
kritischen Element fiir die Legierung AISi7Mg0,15-F

Da die Prinzipproben keine Verifizierung des Schadigungsmodells erlauben, wird das
Modell an dem Anwendungsbeispiel in Kapitel 6.1 verifiziert.

4.3.5 Kriechmodell zur Darstellung von Spannungsrelaxationen

Nach Wasmuth [23] konnen wahrend des Abkuhlens der Verbundgussverbindungen
Kriecheffekte zu Spannungsabbau fuhren und die kraftschlissige Verbindung
beeinflussen. Das Kriechverhalten von metallischen Werkstoffen l&sst sich, wie in
Abbildung 4.41 dargestellt, in drei Bereiche einteilen, das primare, sekundére und
tertidre technische Kriechen. Fur den priméren Kriechbereich ist eine anfangs hohe, mit
einer kontinuierlichen bis zu einem konstanten Wert abnehmende Kriechrate
charakteristisch. Der darauffolgende Bereich mit einer konstanten Kriechrate wird als
sekundares Kriechen bezeichnet. Im dritten Bereich, dem tertidren Kriechen steigt die
Kriechrate erneut stark an, bis es zum Bruch der Probe kommt. Flr die meisten
technischen Anwendungen sind nur die ersten beiden Bereiche relevant. Nach
Thoma [117] lasst sich die Kriechkurve durch folgende Funktion (4.30) beschreiben:

e = f(t, 0, T, Geflige) (4.30)

Dabei sind neben der Zeit die Temperatur, die Spannung und das vorliegende Geflige
als weitere wesentliche Einflussfaktoren fir das Kriechen zu nennen. Fur
weiterfuhrende Literatur bzgl. Kriechvorgdngen bei metallischen Werkstoffen,
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insbesondere Aluminiumsiliziumlegierungen, sowie die numerische Modellierung wird
neben Wasmuth [23] und Thoma [117] auf Michelfeit [118], Schemmel [119],
Kliemt [120] und Kojic [121] verwiesen.

£ T Bruch g'T Bruch
1 2 3
&,=const.
=0 \
— —
t t

a) b)

Abbildung 4.41: Schematische Darstellung des zeitlichen Verlaufs der Dehnung & und der
Dehnrate &, verursacht durch priméres (1), sekundéres (2) und tertidres (3) Kriechen bei
metallischen Werkstoffen bis zum Bruch [117]

Fur die experimentelle Datenerhebung und die Durchfihrung der Zeitstandversuche
wird die Geometrie in Abbildung 4.42 verwendet. Es handelt sich um eine
Flachzugprobe mit den AbmaRen 3 mm x 8 mm x 30 mm. Eingespannt wird die Probe
mit einer in der Geometrie vorgesehenen Bohrung (1). Der gesamte Aufbau befindet
sich in einem Ofen. Die Messspitzen (2) werden auf eine Messlange von 20 mm
eingestellt. Die Temperatur wird mit einem Thermoelement (ber die gesamte
Versuchsdauer dokumentiert.
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A-A
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a) b)
Abbildung 4.42: a) Technische Zeichnung der Zeitstandprobe fir die Untersuchung des
Kriechverhaltens der verwendeten Aluminiumlegierungen, b) Versuchs-aufbau fir die
Zeitstandversuche
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Nach Wasmuth [23] sind Kriechprozesse abhéngig von der Schmelzetemperatur Ty,
wobei Temperaturen von T > 0,3-Ts ausschlaggebend fur die Aktivierung von
Kriechprozessen sind. Zudem zeigen die ermittelten Streckgrenzen und Zugfestigkeiten,
dargestellt in Abbildung 4.43, dass Zeitstandversuche uber 400 °C kritisch zu betrachten
sind. Die Streckgrenze bleibt fir AISiMg0,15 F bis ca. 200°C nahezu konstant und fallt
anschlieRend bis 400°C linear ab. Fir AlSi7Mg0,15 T7 fallt die Streckgrenze bis 200°C
auf das Niveau des Gusszustands ab und nimmt anschlieRend stérker ab.
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Abbildung 4.43: Darstellung der Zugfestigkeit (a) und Streckgrenze (b) fiir die Aluminium-
legierung AISi7Mg0,15 tber Temperatur

Ab 400°C sind fir beide Zustande nahezu keine Zugfestigkeiten mehr vorhanden, was
das Messen von Kriechvorgangen nahezu unmdéglich macht. Die Zugfestigkeit nimmt
flr beide Werkstoffzustande n&herungsweise linear Uber die Temperatur ab. Aus den
oben beschriebenen Grinden werden die Temperaturen 250 °C, 300 °C, 350 °C und 400
°C fiur beide verwendete Legierungen betrachtet. Exemplarisch sind die
Versuchsergebnisse fur die Temperaturen 350 °C und 400 °C fir die Legierung
AlSi7Mg0,15 in Abbildung 4.44 dokumentiert.
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Abbildung 4.44: Darstellung der Stufenzeitstandversuche fur die Legierung AlSi7Mg0,15-F fur
a) bei der Temperatur 350 °C und b) bei der Temperatur 400 °C

Dazu wird aus den durchgefuhrten Temperaturzugversuchen die Startspannung fir die
Zeitstandversuche ermittelt und fir jede Probe die Stufen separat angepasst. Fir die
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Prifung bei 350 °C beginnt der Versuch bei einer Vorspannung von 10 MPa. Jede
Spannungsstufe wird, sofern es nicht zum Versagen der Probe kommt, 1h
aufrechterhalten und im Anschluss die ndchste Spannungsstufe angefahren. Wie zu
erkennen ist, kommt es bei der Probe in Abbildung a erst ab der vierten Stufe, bei 19
MPa, zu einer Dehnung. Bei der letzten Spannungsstufe, bei 25 MPa, versagt die Probe.
Im Vergleich dazu sind die Spannungsniveaus, bedingt durch die héhere Temperatur,
bei dem 400 °C Versuch deutlich niedriger. Bereits bei 14 MPa kommt es zum
Probenbruch.

Fur die numerische Modellierung wird der Norton-Ansatz verwendet. Dabei wird die
Dehnrate € nach Gleichung (4.31) berechnet:

éer = A(T)™T) (4.31)

Fur eine spezifische Temperatur wird die Dehnrate als eine Potenzfunktion der
Spannung betrachtet. Die Parameter A und n sind Materialkonstanten und mussen flr
jedes Material bestimmt werden.

Die Betrachtung der Dehnrate fir die zuvor beschriebenen Zeitstandversuche ist in
Abbildung 4.45 verdeutlicht. Dafur werden ab dem Zeitpunkt der ersten Dehnung
mindestens drei Bereiche mit konstanten Dehnraten gewéhlt und eine Ausgleichsgerade
sowie das Bestimmtheitsmall gebildet. Die Abbildung veranschaulicht erneut die
unterschiedlichen benétigten Spannungen fur das Hervorrufen der gleichen Dehnung
bei den unterschiedlichen Temperaturen von 350 °C und 400 °C.
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Abbildung 4.45: Ermittlung der Dehnrate £, fur die Stufenzeitstandversuche der Aluminium-
legierung AlISi7Mg0,15-F a) bei der Temperatur 350 °C und b) bei der Temperatur 400 °C

Abbildung 4.46 zeigt die ermittelten Dehnraten flr die Legierung AIlSi7Mg0,15
F-Zustand fur die Temperaturen 300 °C, 350 °C und 400 °C. Die Datenpunkte
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représentieren die Ergebnisse aus dem experimentellen Versuch, die durchgezogenen
Linien das erstellte Norten-Modell.
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Abbildung 4.46: Parameterermittlung fir das Kriechmodel nach Norton fir AlSi7Mg0,15-F

Die Modelle beschreiben die experimentellen Versuche fiir 300 °C sehr gut. Fur 350 °C
und 400 °C werden nicht alle Datenpunkte exakt abgebildet. Aus diesem Grund werden
die experimentell ermittelten Norton-Modelle iterativ angepasst. Dazu werden die
Zeitstandversuche nachmodelliert und flr jede Temperatur berechnet. Die angepassten
Kriechmodelle sind in der Abbildung als durchbrochene Linien dargestellt.
Exemplarisch ist der Vergleich zwischen den numerischen Ergebnissen und dem
Experiment fur die AISi7Mg0,15 Legierung F-Zustand bei 350 °C und fir 400 °C in
Abbildung 4.47 gezeigt. Fir beide Temperaturen zeigt die Simulation ein etwas trageres
Verhalten, so dass die Dehnung zu einem etwas spateren Zeitpunkt eintritt.
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Abbildung 4.47: Vergleich zwischen der numerischen Simulation und den experimentellen
Versuchen fiir die Stufenzeitstandversuche der Aluminiumlegierung AlSi7Mg0,15-F fur a) bei
der Temperatur 350 °C und b) bei der Temperatur 400 °C

Dennoch zeigen die numerischen und experimentellen Ergebnisse eine gute
Ubereinstimmung und werden den Spannungsabbaubetrachtungen fiir  die
Verbundgussprinzipproben zugrunde gelegt.
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Da die Eigenschaften der Salzkerne sehr stark von der Zusammensetzung und den
GielRprozessparametern abhéngen, werden die Einfllsse dieser Faktoren auf die Qualitat
bewertet und Mallnahmen abgeleitet. Des Weiteren wird der Herstellungsprozess
numerisch abgebildet und das erstellte Modell mit dem Experiment verifiziert sowie die
Abbildungsgenauigkeit der numerischen Darstellung diskutiert.

Fur die Darstellung von Hohlguss- und Verbundgussstrukturen werden relevante
experimentelle Einflusse identifiziert und eine numerische Abbildung fur die Bauteile
gegeben sowie die Qualitat der Simulation diskutiert.

5.1 Experimentelle und numerische Betrachtung von
Salzkernen

Fur die Auswahl eines zielfuhrenden Salzkernsystems werden zuerst verschiedene
Zusammensetzungen in einem NaCl-Na>,COz-System untersucht und bewertet. Mit der
Zielzusammensetzung werden anschlielend GieRparamter wie die Schmelzetemperatur
Ts, die Kokillentemperatur T, und die Ausformzeit t, systematisch variiert und die
Einflusse auf die Salzkernqualitat bewertet. Anhand einer Prinzipprobe mit
Schwindungsbehinderung wird die Entstehung von Warmrissen bei der Erstarrung von
gegossenen Salzkernen untersucht und bewertet. Da diese Ergebnisse keine zentrale
Rolle fiir die numerische Auslegung einnehmen, jedoch die Basis fir die Auswahl des
Salzkernsystems darstellen, sind die Erkenntnisse teilweise dem Anhang zu entnehmen.

Fur die Herstellung von Hohlgussstrukturen im Druck- und Niederdrucksandguss und
die dadurch erhohten thermischen und mechanischen Beanspruchungen wird das
Verhalten der ausgewéhlten Salzkernzusammensetzung bei thermischer Beanspruchung
sowie bei unterschiedlichen Spannungszustanden betrachtet. Um die Herstellung von
Salzkernen im Vorfeld numerisch abzubilden, werden das erstellte Materialmodell und
die Einflusse der verschiedenen thermophysikalischen sowie numerischen Stellhebel
analysiert und die Aussagekraft der Simulation mit Hilfe der experimentellen
Ergebnisse bewertet.

5.1.1 Einfluss der Zusammensetzung und Giel3parameter

Die Eigenschaften von Salzkernen aus NaCl-Na>,COs-Mischungen sind wie in Abschnitt
4.1.2 angedeutet, stark abhdngig von der Zusammensetzung [56]. Um ein geeignetes

92
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Mischungsverhéltnis zu finden und den Einfluss der Zusammensetzung auf die
Bauteilfestigkeit zu identifizieren, werden Biege- und Warmrissproben mit sieben
verschiedenen Mischungsverhaltnissen im Schwerkraftgussverfahren hergestellt. Fir
die Verwendung und den spateren Aluminiumumguss sind bis auf die stark
untereutektische Variante alle Zusammensetzungen einsetzbar, da immer eine kompakte
AuRenhaut ausgebildet wird. Die Qualitdt der Oberflache ist bei allen hergestellten
Proben als ausreichend einzustufen. Detailierte Ergebnisse sind dem Anhang zu
entnehmen.

Die Salzkernzusammensetzung hat einen entscheidenden Einfluss auf die Festigkeit und
das Warmrissverhalten der Kerne. Zum einen werden alle Proben im 3-Punkt-
Biegeversuch geprift und zum anderen jede Zusammensetzung in der Kavitat mit
Schwindungsbehinderung abgegossen und der Zeitpunkt des Bruches dokumentiert.
Abbildung 5.1 a stellt die Biegefestigkeit der sieben untersuchten Zusammensetzungen
gegenuber.
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A)bbildung 5.1: a) Darstellung der ermittelten 3—P31nkt—Biegefestigkeiten in Abhéngigkeit der
Zusammensetzung; Zudem die Darstellung der ermittelten Festigkeiten nach Yaokawa [56],
b) Darstellung des Bruchzeitpunkts bei der Warmrissprobe und der Randfaserdehnung in der
Drei-Punkt-Biege-Prifung in Abhénigkeit der Salzkernzusammensetzung
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Die Biegefestigkeit der stark tbereutektischen Legierung Nr. 1 wird mit 2,7 MPa
beziffert. Die hochste Biegefestigkeit besitzt die Variante Nr. 2 mit 31,8 mol%
Natriumcarbonat. Zugleich ist bei diesem System die geringste Streuung der Ergebnisse
zu beobachten. Nur geringftigig niedriger sind die Festigkeiten der leicht unter- und
eutektischen Variante mit 30,7 MPa und 29,9 MPa. Die Streuung ist jedoch bei beiden
Varianten deutlich héher. Rechts vom Eutektikum gibt es einen deutlichen Abfall der
Biegefestigkeit. Die leicht lbereutektische Legierung mit 49,7 mol% Na.COs-Anteil
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zeigt im arithmetischen Mittel eine Biegefestigkeit von 24,4 MPa. Auf einem &hnlichen
Niveau sind mit 24,06 und 24,28 MPa die Variante Nr. 6 und Nr. 7. Nach Yaokawa [56]
(Arbeit n&her erlautert in Abschnitt 2.3.2) sind die hochsten Festigkeiten (siehe
Abbildung 5.1 a) mit 70 mol% Na>COz-Anteil bei 32 MPa zu erwarten. Diese Werte
werden mit diesem System in der vorliegenden Arbeit nicht erreicht, jedoch mit der 30
mol% Natriumcarbonatzusammensetzung. Die Variante Nr. 5 und Nr. 6 zeigen eine
sehr gute Ubereinstimmung mit den erzielten Werten aus [56]. Die Griinde fir die
Unterschiede werden auf die unterschiedlichen Prozessrandbedingungen zuriickgefiihrt.
Die Proben in Yaokawa [56] werden mit 10 K uber Liquidustemperatur vergossen, was
einem Temperaturunterschied zur vorliegenden Arbeit von AT = 20 K entspricht.
Zudem wird in Yaokawa [56] liegend und in der vorliegenden Arbeit stehend gegossen.
Die unterschiedlichen Ergebnisse untermauern eine sehr starke Prozessparamter-
abhangikeit des Salzkernsystems.

Das Warmrissverhalten in Abhdngigkeit der Zusammensetzung ist in Abbildung 5.1 b
dargestellt. Variante Nr. 1 wird hierbei nicht berucksichtigt, da bereits in der
Biegeprobenkavitat kaum intakte Proben hergestellt werden kénnen. Eine wesentliche
Erkenntnis ist das Steigen der Ausformzeit mit steigendem Na,COs-Gehalt. Der spéateste
Ausformzeitpunkt bei der untereutektischen Probe betrégt 60 s. Im Vergleich dazu sind
mit natriumcarbonathaltigeren Salzzusammensetzungen Ausformzeiten bis zu 120 s
moglich. Die Betrachtung der Randfaserdehnungen, gemessen mit dem
Dehnungsaufnehmer im 3-Punkt-Biegeversuch, zeigt keine Erklarung fir dieses
Phanomen. Die Legierungen Nr. 2 bis Nr. 7 liegen auf einem Niveau von ca. 0,25 %
Randfaserdehnung.

Eine mogliche Erklarung fir die unterschiedlichen Warmrisseigenschaften ist in dem
Abkulhlverhalten der Salzkernlegierungen zu finden. Abbildung 5.2 a stellt flr die
Mischungen Nr. 2 bis Nr.7 die Temperatur zum Bruchzeitpunkt und die Dauer bis zum
Erreichen der 400 °C Grenze dar. Da alle Proben bis 400 °C in der Kokille verbleiben,
ist somit ein direkter Vergleich mdglich. Die leicht untereutektische Legierung Nr. 3
und eutektische Legierung Nr. 4 missen bei dieser Betrachtung aufler Acht gelassen
werden, da die GieRtemperatur aufgrund von Schollenbildung von 730 °C auf 735 °C
bzw. von 665 °C auf 730 °C erhoht werden muss. Die Betrachtung der Temperaturen
zeigt, dass die stark Ubereutektische Legierung Nr. 7 mit 307 °C die geringste
Temperatur im Kerninneren besitzt. Mit 387 °C bricht die Mischung Nr. 2 bei der
hochsten Temperatur. Die langsamere Abkihlung ist eine Erklarung fir die langen
Ausformzeiten und zeigt ein lineares Verhalten der Ausformzeit in Abhéngigkeit des
Na>COs-Gehalts im untersuchten Bereich.
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Abbildung 5.2: a) Darstellung der Temperatur bei Bruch und der Zeit bis zum Erreichen der
400 °C Grenze fir die untersuchten Legierungen Nr. 2 bis Nr. 7, b) Darstellung der Abkihl-
raten flr die Salzmischung Nr. 2, Nr. 5, Nr. 6 und Nr. 7 fir den Bereich 1. Messpunkt 1 —
Liquidus, Bereich 2: Liquidus — Solidus und Solidus — 400 °C

Abbildung 5.2 b zeigt die Abkuhlraten fiir die Legierungen Nr. 2, Nr. 5, Nr. 6 und Nr. 7
fur jeweils drei Bereiche. Bereich 1 definiert die Zeit vom ersten Messpunkt, also die
Gielstemperatur minus den Temperaturverlust bis zum Erreichen des Thermoelements,
bis zur Liquiduslinie. Der Semisolid-Zustand zwischen Liquidus- und Soliduslinie wird
mit Bereich 2 bezeichnet. Die Erstarrung im festen Bereich bis 400 °C ist mit Bereich 3
bezeichnet. Im flussigen Bereich bendtigen alle vier Legierungen etwa die gleiche Zeit
bis zum Erreichen der Liquiduslinie. Die Abkihlraten im Kerninneren liegen in diesem

Bereich im Intervall von 2,5 g bis 3 g Im Bereich 2 besitzt die Legierung Nr. 2 links

vom Eutektikum eine Abkihlrate von 2,4 § wohingegen beim Uberschreiten des

Eutektikums die Abkuhlrate in diesem Bereich zun&chst stark abfallt und mit
steigendem Carbonatgehalt wieder ansteigt. Ebenso zeigen die Versuche einen starken
Abfall der Abkihlrate mit steigendem Carbonatgehalt im festen Bereich. Die
untereutektischen Legierungen scheiden NaCl und die Ubereutektischen Legierung
Na.COz als Primérphase aus, wobei der Rest jeweils als eutektische Zusammensetzung
vorliegt [56]. Das heil’t, dass bei den Ubereutektischen Legierungen in der Randschale
vermehrt Na>COz vorliegt und dies einen niedrigeren Warmelibergangskoeffizienten
zwischen erstarrtem Salz und Stahlkokille bewirkt und somit auch die Ausformzeiten
beinflusst.

Abgeleitet aus den vorliegenden Ergebnissen wird aufgrund der hochsten Festigkeit und
der geringsten Streuung die untereutektische Legierung Nr. 2 fur weiterfiihrende
Versuche ausgewdhlt. Als weitere zielfihrende Legierung wird auch die stark
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Ubereutektische Legierung ausgewdhlt, jedoch in der vorliegenden Arbeit nicht weiter
untersucht. Durch die langen Ausformzeiten konnen Vorteile fiir groRvolumigere Kerne
entstenen, wobei die um 6 MPa geringere Biegefestigkeit fur erfolgreiche
Druckgussumgussversuche als ausreichend zu bewerten ist (siehe Abschnitt 5.2), jedoch
in Folgeuntersuchungen verifiziert werden misste.

Einfluss der Prozessparamter auf die Salzkernfestigkeit Nr. 2

Fur die weiterfuhrenden Untersuchungen an Legierung Nr. 2 wird ein teilfaktorieller
DoE-Plan erstellt. Die Ubersicht der Ergebnisse der Biege- und Hartepriifung der
Biegeproben sind in Abbildung 0.20 (Anhang) dargestellt.

Ein direkter Zusammenhang zwischen der Ausformzeit und Biegefestigkeit kann nicht
festgestellt werden. Vielmehr bestehen Wechselwirkungen zwischen der Ausformzeit
und der Kokillen- bzw. Schmelzetemperatur die im Folgenden gesondert ausgewertet
werden. Fir die DoE werden zunéchst die Regressionskoeffizienten flr die Festigkeit,
abhangig von der Schmelze- , der Kokillentemperatur und der Ausformzeit, ermittelt. In
der ersten Varianzanalyse wird kein bedeutender Einfluss der Ausformzeit und
Gielstemperatur ermittelt, weshalb der quadratische Anteil der Ausformzeit und der
Gielstemperatur in den weiteren Varianzanalysen nicht berticksichtigt wird. Dadurch
steigt das BestimmtheitsmaR von 78,18 % auf 80,06 % und der p-Wert verringert sich
von 0,329 auf 0,12. Das Bestimmtheitsmal beschreibt die Abbildungs-
wahrscheinlichkeit der Versuchsergebnisse und der p-Wert die Glite der VVorhersage des
aufgestellten Koeffizienten-Modells.

Aus den ermittelten Koeffizienten der Varianzanalyse ergibt sich die Gleichung (5.1)
mit den Koeffizienten der GieRtemperatur xi, der Kokillentemperatur x> und der
Ausformzeit x3 sowie der quadratischen Anteile der Faktoren. Die Prifung des
aufgestellten Ausdruckes, beispielhaft fir den GieBparametersatz DoE09, der eine
mittlere Biegefestigkeit von 30,90 MPa aufweist (Ts; = 680°C, Tx = 200 °C und
t, = 90 s) ergibt das Ergebnis in Gleichung (5.1).

y = 148,33 — 0,19x; + 1,31x, — 3,8x3 — 0,0006x% — 0,002x;x,
+ 0,005x,x3 + 0,0012x,x3 = 29,27 MPa (5.1)

Zwischen der errechneten Festigkeit und der gepriften mittleren Festigkeit der
Biegeproben besteht damit eine Abweichung von 5,28 %. Die ZielgroRenoptimierung
mit den ermittelten Daten der DoE ergibt eine Festigkeit von 30,89 MPa bei Ty =
231,31 °C und Ts = 680°C. Aufgrund der konservativen Abweichung der DoE-



5 Ergebnisse und Diskussion 97

Berechnung und den experimentellen Werten ist die maximal erreichbare Festigkeit
geringfugig hoher einzuschéatzen.

Die abschlieBend differenzierte Zusammenfassung der ermittelten Festigkeiten in
Abhangigkeit der GieBparameter und das Residuendiagramm zur dritten Varianzanalyse
ist in Abbildung 0.22 (Anhang) dargestellt. Im ersten Wirkungsflachendiagramm ist die
Festigkeit Uber die Ausformzeit und die GieBtemperatur bei konstanter
Kokillentemperatur aufgetragen. Die Festigkeit sinkt um 30% mit steigenden
Ausformzeiten bei niedrigen GieStemperaturen. Aullerdem sinkt die Festigkeit bei
hohen Gielstemperaturen und kirzeren Ausformzeiten. Die hochsten Festigkeiten
werden mit niedriger Ausformzeit und GieStemperatur erreicht. Das zweite
Wirkungsflachendiagramm stellt den Einfluss der Kokillentemperatur in Kombination
mit der Ausformzeit bei konstanter GielRtemperatur dar. Ein Maximum der Festigkeit
wird bei einer hohen Ausformzeit und einer Kokillentemperatur zwischen 200 °C und
300 °C erreicht. Mit fallenden Kokillentemperaturen sinken die Festigkeiten unter
20 MPa. Mit hoéheren Kokillentemperaturen verlieren die Kerne nur geringfigig an
Festigkeit. Im mittleren Kokillentemperaturbereich besitzt die Ausformzeit nahezu
keinen Einfluss auf die erreichte Festigkeit der Kerne. Im dritten
Wirkungsflachendiagramm ist die Festigkeit der Biegeproben Uber Tx und Tg bei
konstanter Ausformzeit aufgetragen. Das Wirkungsflachendiagramm zeigt, wie bereits
zuvor in  Abbildung 0.20 festgestellt, den Festigkeitsabfall bei steigenden
Gieltemperaturen und fallenden Kokillentemperaturen. Der hohe Einfluss der
Kokillentemperatur auf die Kernfestigkeit ist hier besonders deutlich.

Zusammenhang zwischen der Biegefestigekit, dem Gefuige und den Abkduhlraten

Da die Temperaturprofile stark von der Bauteilgeometrie und den
Prozessrandbedingungen abhangen, soll mit der Hilfe der Abkuhlraten und der
numerischen Simulation eine Aussage Uber die Bauteilqualitdit zukinftiger
Kernkonzepte getroffen werden. Dazu werden die im Mehrfachkokillen-Experiment
aufgezeichneten Abklhlkurven ausgewahlter DoE-Giellserien hinsichtlich ihrer
Abkuhlraten in der Erstarrungsphase untersucht. Zudem werden die ermittelten
Abkuhlraten mit der Erstarrungsmorphologie der Biegestabchen verglichen und
diskutiert. AbschlieBend wird die Abhdangigkeit der Biegefestigkeit vom
Erstarrungsgefuge untersucht. Zur Untersuchung der Abkuhlraten und des Gefliges
werden die DoE-Giellversuche verwendet, die fur die drei Kokillentemperaturen
100 °C, 200 °C und 300 °C die hochsten Biegefestigkeiten und gleichzeitig hohe bzw.
niedrige Abkuhlgeschwindigkeit besitzen.
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Fur den in Kapitel 4.1.1 vorgestellten GielRversuch mit der Biegestabkokille sind die
Abkuhlkurven und die ermittelten Abkuhlraten der ausgewéhlten DoE Giel3serien in
Tabelle 5.1 dargestellt. Zum Vergleich der Abkuhlraten werden zwei Temperatur-
bereiche definiert. Im ersten Bereich A wird die maximale Abkihlrate der flissigen
Schmelze bis zur Liquidustemperatur untersucht. Im zweiten Bereich B wird die
Abkuhlrate von der Liquidustemperatur bis 630 °C im oberen fest-flissigen Bereich der
Salzschmelze ermittelt. Dadurch ist im Anschluss der Vergleich der Abkuhlrate und der
Erstarrungsmorphologie maglich. Die Abkuhlraten werden durch Anlegen von
Tangenten an die Temperaturverldufe ermittelt. Die maximale Steigung der Tangenten

% stellt dabei die charakteristische Abkiihlrate der DoE Serie in diesem Bereich dar.

Tabelle 5.1: Gegegenlberstellung der Abkihlraten fiir finf charakteristische Prozessparameter-
kombinationen aus dem DoE-Versuchsplan flr den Bereich A (fllissige Schmelze —
Liquidus-temperatur) und Bereich B (Liquidus — Solidus)

Abkihlrate Abkihlrate
Bereich A in K/s Bereich B in K/s
Ts =680 °C/ Ty =100 °C -1,081 Ts =680 °C/ Ty =100 °C -2,323
T¢ =680 °C/ Ty =200 °C -1,875 T¢ =680 °C/ Ty =200 °C -2,027
Tg =720 °C/ Ty =200 °C -3,913 Ts =720 °C/ Ty =200 °C -2,682
Tg =720 °C/ Ty =300 °C -2,550 Tg¢ =720 °C/ Ty =300 °C -2,495
Ts =680 °C/ Ty =300 °C -0,770 Ts =680 °C/ Tx =300 °C -1,713

Im Bereich A liegt die hochste Abkiihlrate von Z—z = -39 § bei dem Parametersatz
Ts = 720 °C/ Ty = 200 °C. Die niedrigste Abkuhlrate entsteht beim Parametersatz
Ts = 680 °C/ Ty = 300 °C mit == = -0,8 <.

Im Bereich B beginnt die Abkthlung und Erstarrung der Schmelzen von einem gleichen
bzw. &hnlichen Temperaturniveau um den Liquiduspunkt. Die maximale Abkuhlrate

von -2,7 g wird erneut von dem Parametersatz Ts = 720 °C/ Ty = 200 °C erreicht. Der
Wertebereich der Abkuhlraten ist jedoch im Vergleich zu Bereich A kleiner. Die
niedrigste Abkihlrate besitzt der Parametersatz Tg = 680 °C/ Ty = 300 °C mit -1,7 g

Die Untersuchung ergibt keinen proportionalen Zusammenhang zwischen
Kokillentemperatur und Abkdihlrate. Dieser Sachverhalt widerspricht der Annahme,
dass niedrige Kokillentemperaturen hohe Abkilhlraten im Bauteil im Bereich der
Erstarrungstemperaturen hervorrufen. Das Abkuhlverhalten spricht deshalb fiir eine
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inhomogene Abkuhlung, die durch unterschiedliche wéarmeleitende Schichten im
Bauteil hervorgerufen wird.

Zur Darstellung der GroRenunterschiede der Dendriten im Kerninneren und in den
Randbereichen werden Bilder mit 300-facher VergrolRerung erstellt. In Abbildung 5.3
ist exemplarisch das Geflige im Randbereich und in der Mitte der DoEO5-Probe
dargestellt. Der Randbereich kann in vier verschiedene Erstarrungsbereiche eingeteilt
werden. In Bereich 1 ist die Randschale mit einer Starke von ca. 60 pum zu erkennen.
Die Randschale bildet sich bei Kontakt der Schmelze mit der Kokillenwand. Im
Randbereich erstarrt das NaCOs der Salzschmelze schlagartig.

15.0kV BED-C

Abbildung 5.3: Geflige der DoE5 mittig und im Randbereich mit x300 Vergrofierung

In Bereich 2 findet eine gerichtete dendritische Erstarrung des NaCl statt. Diese entsteht
durch den Kontakt der Randschale zur kalten Kokillenwand und die damit verbundene
Warmeabfuhr. In Bereich 4 tritt ebenfalls eine dendritische Erstarrung des NaCl auf.
Durch aufsteigende Warme im Kerninneren, die sich bei Erstarren dynamisch vertikal
zum Speiser bewegt, entstehen im Kerninneren Bereiche, die kihler sind als die
Bereiche der Randschale. Dadurch entsteht ein Warmestrom von Bereich 4 in Richtung
der Mitte des Salzstabchens. Bereich 3 befindet sich zwischen den beiden
Warmegebieten und besitzt keine eindeutige Warmeabfuhrrichtung. Dadurch findet ein
nahezu ungerichtetes dendritisches Erstarren der NaCl-Anteile der Salzschmelze statt.
In der Mitte der Salzprobe findet eine vollkommen ungerichtete Erstarrung der
Salzschmelze statt. Die Dendriten bilden keine Arme aus, sondern erstarren
kugelférmig. Durch die hohe isolierte Schwindung inmitten des Salzstabchens finden
sich Warmrisse verteilt Gber der Probenmitte. Diese Warmrisse sind ein Zeichen fur die
nicht konstant erstarrende Schmelze, die Erstarrungsspannungen hervorruft. [122]

Fur den Vergleich der Abkuhlraten mit dem Geflige werden Probenstiicke der gepriiften
Biegestabchen kalt eingebettet und fiir die Untersuchungen mit dem REM prapariert.
Der Vergleich der Erstarrungsmorphologie mit den aufgetretenen Abkihlraten im
Experiment erfolgt mit den Gefligeaufnahmen der Parameter Tg = 680 °C/ Ty = 100 °C
(DoEQ1), Tg = 680 °C/ Tx = 300 °C (DoEQ7), und Ts = 720 °C/ Ty = 200 (DoE10), die
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in Abbildung 5.4 gegenlbergestellt sind. Diese Giel3serien spiegeln das Gieliexperiment
mit den minimalen, mittleren und maximalen Abkuhlraten wider. Das Geflige der
Aufnahmen lasst sich im Vorfeld in vier Bereiche gliedern. Der erste Bereich zeigt die
wenige Mikrometer dicke Randschale des Biegestdbchens. Bereich 2 bildet das Geflige
ab, das sich direkt nach dem ersten Kontakt der Schmelze mit der Kokillenwand
aufgrund des hohen Warmeentzugs aus der Schmelze einstellt. Bereich 3 zeigt den
Bereich zwischen dem Randbereich und der Bauteilmitte. In diesem Bereich wird die
Erstarrung durch die Warmeabfuhr an die Kokillenwand und durch die Dynamik der
aufgrund von Konvektion aufsteigenden Schmelze im Inneren beeinflusst. Der Bereich
3 bildet damit einen Gleichgewichtszustand der Warmestrome ab. In der Mitte des
Stabchens ist der Bereich 4 definiert. Hier findet eine homogene Erstarrung aufgrund
der homogenen Temperaturverteilung der Schmelze statt. Zunachst werden die Bereiche
1 und 2 hinsichtlich ihrer Abkihlraten verglichen. Die hohe Abkuhlrate der DoE10 mit

-3,9 g im Bereich A und -2,7 g im Bereich B wirken sich direkt auf die Gefiigebildung

in Bereich 1 und 2 aus. Die Randschale des Biegestabchens weist ein gerichtetes
dendritisches Geflige, mit langgezogenen Dendritenarmen auf. Mit einer L&nge von
2,522 mm sind diese Bereiche 5- bzw. 2,5-mal so lang wie die Randbereiche der DoEO1
und der DoEO7. Die Randbereiche der DoEO1 und DoEO7 &hneln sich in der
Erstarrungsmorphologie. Im Gegensatz zur DoE10 sind die Dendriten kleiner und die
Dendritenarme kirzer. Die Warmeabfuhr bei der Erstarrung an die Kokillenwand ist
jedoch in beiden Bereichen sichtbar. Die Randschalen der drei Proben weisen keine
groRen Unterschiede bezogen auf die unterschiedlichen Abkihlraten auf. Die
Randschale misst bei der DoE10 und der DoE7 jeweils in etwa 10 pm und bei der DoE1
28,5 um. FEin direkter Zusammenhang zwischen der Abkiihlrate und der
Randschalendicke ist somit nicht gegeben. Bei der DoE10 ist der Bereich 3 1,55 mm
lang und weist ausgepragtes gerichtetes dendritisches Erstarren auf. Der Bereich 3 der
DoEOQ7 zeigt ahnliches dendritisches Gefiuige auf einer Lange von 2,05 mm. Den groten
Bereich 3 mit einer Lange von 2,41 mm besitzt die GieRserie der DoEOL. Entgegen des
gerichteten dendritischen Erstarrens der DoE10 und DoEQ7 findet kein ausgepragtes
gerichtetes Dendritenwachstum der NaCl- Bestandteile statt.

Die Langen des Bereichs 4 errechnen sich aus den L&ngen der Bereiche 1, 2 und 3 und
der Dicke der Biegestdbchenhalfte von 5,5 mm. Den grofiten Bereich 4 weist die Probe
der DoEO1 mit 2,62 mm auf. Der grolRe Bereich mit homogen erstarrter Schmelze
spiegelt sich in der Abkuhlrate und in der Erstarrung wieder. Das Gefuige besteht aus
kugelformigen Dendriten des NaCl, das ungerichtet erstarrt. Die Erstarrung erfolgt
gleichmaRig und im Vergleich zur DoE10 langsamer. Der Parametersatz DoEQ7 zeigt
eine &hnliche Erstarrung in Bereich 4 auf. Mit der geringsten Abkuhlrate der drei
Parametersatze entsteht ebenfalls ein ungerichtetes Erstarren der Schmelze auf einer
Lange von 2,53 mm. Die hohe Abkuhlrate der DoOE10 zeigt sich letztlich in dem kurzen
Bereich 4.
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Mitte-Kern 5,5mm Kokillenwand

2,522mm -

Abbildung 5.4: Vergleich der Abkuhlraten mit der Erstarrungsmorphologie der DoE-
GielRserien. Dargestellt sind drei charakteristische Proben mit den minimalen, mittleren sowie
maximalen errechneten Abkuhlraten.
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Da die Wérme zu groRen Teilen tber die Kokillenwand in Bereich 1 und 2 abgefihrt
werden kann und zusatzlich die Schmelze im Inneren schnell nach oben aufsteigt, findet
kein ungerichtetes Erstarren in der Mitte des Stabchens statt. Im Bereich 4 der DoE10
stellt sich deshalb ein ausgeprégtes Dendritenwachstum ein.

Die Gefluge der untersuchten DoE-Giellserien werden mit den ermittelten
Biegefestigkeiten verglichen, um einen Zusammenhang aufzuzeigen. Die untersuchten
DoE-GieRserien zeigen in der REM-Untersuchung keine Warmrisse oder Fehlstellen im
Geflige auf. Trotz der unterschiedlichen Erstarrungsmorphologie der Geflige besitzen
die Biegestdbchen Biegefestigkeiten von tiber 20 MPa. Die hdchste Festigkeit der drei
Proben mit 29,47 MPa erreicht der Parametersatz der DoEQ7. Das Geflige weist in allen
Erstarrungsbereichen dendritisches Wachstum auf. Im Vergleich zu den Giel3serien
DoE10 und DoEO1 sind die Dendritenarme kirzer und gerichteter ausgebildet.

Bei der Biegeprifung werden besonders die Bereiche 1 und 2 in Zugrichtung
beansprucht. Im Geflige der DoE10 sind die Dendritenarme orthogonal zur
Zugbelastung ausgerichtet. Damit wird die Hauptlast vom Eutektikum der NaCl-
Na,COs-Mischung aufgenommen. Bei der DoEOl1 finden sich zwar keine langen
Dendritenarme, jedoch tragt auch hier das Eutektikum die Hauptlast bei der
Biegepriifung. Die NaCl-Dendriten sind sehr klein ausgebildet und verstarken das
Eutektikum in der Zugrichtung nur gering. Damit stellt sich eine geringfugig héhere
Biegefestigkeit gegenliber der DoE10 ein. Die hohe Festigkeit der DoEO7 lasst sich
deshalb durch die verzweigteren Dendritenarme erklaren, die bei der Zugbelastung das
Eutektikum bei der Spannungsaufnahme unterstiitzen. Das deckt sich mit der
Beschreibung von Yaokawa [56], da somit mehr Dendriten zur Verfligung die den
Risswiederstand erhéhen (s. Abbildung 2.13).

5.1.2 Verhalten bei mechanischer und thermischer Beanspruchung

Fur eine umfassendere Qualifizierung des Kernwerkstoffes werden die Kerne,
zusatzlich zur 3-Punkt-Biegeprufung, im Druck- und Zugversuch gepruft sowie der E-
Modul mittels Impulserregungstechnik ermittelt. Die Prifverfahren werden von
Raumtemperatur bis 400 °C durchgefiihrt und in Abbildung 5.5 gegenubergestellt.
Abgebbildet sind mittlere Biege-, Zug-, Druckfestigkeit und der E-Modul Uber die
Priftemperatur. Die Betrachtung der Dehnungen, dokumentiert fur den Zug- und
Biegeversuch in Abbildung 0.23 b, zeigt wie bei anderen Materialien einen Anstieg der
Dehnung mit steigender Temperatur. Der Druckversuch wird hierbei nicht betrachtet, da
die Verschiebung mit dem Traversenweg gemessen wird und somit keine exakte
Aussage Uber den Dehnungsverlauf mdglich ist. Festzuhalten ist, dass die maximale
Dehnung bei 400°C beim 3-Punkt-Biegeversuch mit 1,4 % im Mittel, im Vergleich zum
Zugversuch mit 0,3 % deutlich hoéher ausfallt. Zwar ist ein Anstieg der Dehnungen zu
beobachten, dennoch sind die erreichten Werte generell auf einem sehr niedrigen
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Niveau, was auch bei erhéhten Temperaturen auf ein sprodes Materialverhalten
schliel3en l&sst.
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Abbildung 5.5: a) Gegeniiberstellung der 3-Punkt-Biege-, Zug- und Druckfestigkeiten sowie
des E-Moduls der ausgewdéhlten Salzkernlegierung bei Raumtemperatur bis 400 °C,
b) Darstellung der gemessenen Dehnung im 3-Punkt-Biegeversuch und Zugversuch in
Abhénigkeit der Temperatur

Die Betrachtung der mechanischen Werte zeigt einen deutlichen Einfluss der
Temperatur auf alle gemessenen mechanischen Eigenschaften. Die hochsten Werte
werden jeweils bei Raumtemperatur erreicht. Bei der Zug- und Druckfestigkeit kommt
es nach einem Abfall der Festigkeit bei 100 °C zu einem erneuten Anstieg der
Festigkeitswerte. Das gleiche Phdnomen ist bei den Druckfestigkeiten von 50 °C auf
100°C zu beobachten. Ein Grund daflir konnte der Masseverlust (s. Abbildung 0.23 im
Anhang) von 2% bis 3%, bedingt durch verdampfendes Wasser bei 100°C, sein. Die
Untersuchungen zeigen, dass beim ersten Aufheizen der Probe 2,5 % der Masse
verloren gehen, wohingegen das erneute Aufheizen derselben Probe zu keinem weiteren
Masseverlust fihrt.

Der Unterschied zwischen Biege- und Zugfestigkeiten spricht fur ein deutlich
ausgepragtes Randfaserverhalten der gegossenen Salzkerne, bedingt durch den
Giellprozess. Die Betrachtung des Gefliges im vorangegangenen Anschnitt zeigt, dass
die Kerne, je nach Abkihlverhalten, im &ulReren Bereich ein gerichtet erstarrtes Gefiige
und im Inneren ein homogen eutektisches Geflige besitzen. Die Betrachtung der
mechanischen Prifverfahren zeigt, dass im 3-Punkt-Biegeversuch die héchste Spannung
in der Randfaser wirkt. In diesem Fall wird demnach das gerichtet erstarrte Geflige
belastet. Es beeinflusst maligeblich die gemessenen Spannungswerte. Im Zugversuch
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herrscht im Idealfall ein homogen einachsiger Spannungszustand, &hnlich wie im
Druckversuch. Somit wird der AufRenbereich gleich dem eutektischen Kerninneren
belastet. Um den Einfluss des Gefiiges auf die Festigkeit zu verdeutlichen, werden die
Biegestébe schrittweise mechanisch bearbeitet und im 3-Punkt-Biegeversuch gepruft.
Abbildung 5.6 zeigt die mittlere Festigkeit in Abhédngigkeit der mechanischen
Bearbeitung sowie die genaue Auflageposition im 3-Punkt-Biegeversuch.
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Abbildung 5.6: Mittlere 3-Punkt-Biegefestigkeit der mechanisch bearbeiteten Salzproben inkl.
Standardabweichung und Auflageposition im Biegeversuch. Schematisch sind in der
Biegeprobe im Langsquerschnitt der Ursprungsquerschnitt, die Trennebene und der durch
Bearbeitung erzeugten Prifquerschnitt eingezeichnet.

Die Auflageposition ist schematisch mit Biegestempel und den beiden Auflagern
dargestellt. AuRerdem sind in der Biegeprobe im Langsquerschnitt der
Ursprungsquerschnitt, die Trennebene und der Dbearbeitete Prifquerschnitt
eingezeichnet. Die Ergebnisse legen dar, dass das Gefuige im Kerninneren im Vergleich
zu der AuBenhaut eine geringere Festigkeit aufweist. Wird die Auflenhaut lediglich
geringfligig abgetragen, kommt es bereits zu einem Festigkeitsabfall. Das deutet darauf
hin, dass die AuRenhaut, insbesondere das gerichtet dendritisch erstarrte NaCl, die
hochsten Festigkeiten besitzt. Der Unterschied von BV2-1 zu BV2-2 untermauert diese
Aussage. Zudem ist festzuhalten, dass Variante BV2-1 trotz einer intakten Aufenhaut
auf der Zugseite 25 % geringere Festigkeiten im Vergleich zur unbearbeiteten Probe
aufweist. Das spricht fir den Einfluss und Uberlagerung der Druckspannungen auf der
Druckseite, die ein friheres Versagen herbeifiihren kdnnten.
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Bei Betrachtung der mechanischen, temperaturabhéngigen Kennwerte zeigt sich, dass
die EinflussgroRe Temperatur entscheidend bei der Salzkernauslegung ist. Bereits ab
100 °C sinken die Festigkeitswerte stark ab, bleiben bis 200 °C relativ konstant und
fallen bei 300°C leicht und bei 400°C stark ab. Diese Festigkeitsverluste miissen beim
Umguss und bei eventuell vorgwarmten Kernen beachtet werden. Durch die kurze
Prozesszeit des Aluminiumdruckgussverfahrens beim Kernumguss und der schlechten
Warmeleitfahigkeit von Salz ist davon auszugehen, dass sich die Salzkerne nur
geringfugig erwarmen (siehe Abschnitt 5.2). Missen die Kerne jedoch vorgewarmt
werden, um l&ngere FlieBwege beim Umguss zu erreichen oder Spannungen im
Lagerbereich zu minimieren, muss damit gerechnet werden, dass die Kerne eventuell
nicht mehr druckgussstabil sind. Zudem nimmt die Randfaserdennung mit der
Temperatur kontinuierlich zu, wodurch sich bei hohen Vorwérmtemperaturen die Kerne
verbiegen und die MaRhaltigkeit nicht mehr gewahrleistet wird.

5.1.3 Abbildungsgenauigkeit des Salzmaterialmodells

Fur die Erstellung eines Materialmodells werden im ersten Schritt extern gemessene
thermophysikalische Daten in die Simulation implementiert. Im Anschluss wird
aufbauend auf den experimentellen Versuchen aus Kapitel 4.1 ein Simulationsmodel der
Biegestab- und GieRspiralenkokille erstellt. Nicht gemessene WerkstoffkenngroRen, die
das Erstarrungs- und FlieBverhalten der Schmelze definieren, werden iterativ ermittelt.
Abschlielend wird das erstellte Materialmodell zur Verifizierung fir weitere
GielRparametersatze angewendet und die Ergebnisse miteinander verglichen. Die finalen
Parameter des Materialmodells sind im Folgenden aufgelistet:

*  HTCryfekokitle = 40500

o HTCryfesaz = 40500

*  HTCiuquia,salz =5-10°

*  HTCsotiakokille =3,15-10°
o SFcritical =0,73

s SFCoherent =0,12

e Drag Coefficient = 1650

Unter Beriicksichtigung der Einflisse der thermischen Parameter wird das finale
Materialmodell zur Beschreibung des Erstarrungsverhaltens von Salzschmelzen iterativ
ermittelt. Das Materialmodell bildet das Erstarrungsverhalten der Salzschmelze im
Zentralpunkt der DoE mit einer T = 700 °C und Tx = 200 °C sehr gut ab. Die
Ergebnisse der Aufheiz- und Fullsimulationen werden in Abbildung 5.7 exemplarisch
fir die GieBparameter des Zentralpunktes mit der Ty = 200 °C und Tg¢ = 700 °C
vorgestellt.
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Abbildung 5.7: Simulationsergebnis aus der Formfiill- und Erstarrungssimulation in Flow3D;
dargestellt wird die Temperaturverteilung der Kokille vor dem Giellvorgang bis hin zum
Zeitpunkt der Entformung des Biegestébchens nach 90 s

Zunéchst werden die Wandtemperaturen der Mehrfachkokille in der Simulation
untersucht und anschlieBend mit den gemessenen Wandtemperaturen aus dem
GielRexperiment verglichen. Die Temperaturverteilung, die durch die die Warmezufuhr
der Heizpatronen und der Warmeabfuhr an die Umgebung entsteht, wird nach 1200 s
dargestellt. Die Wandtemperaturen der Kokille liegen insgesamt in einem Bereich von
195 °C bis 205 °C. Die homogene Kokillentemperatur von etwa 200 °C kann nur flr
das mittlere Biegestdbchen eingehalten werden. In der y-x-Ebene, auf Hohe der
Thermoelemente im GieBexperiment, herrschen in der Simulation homogene
Temperaturen um 200 °C. Die Erstarrung am Umfang des Biegestabchens wird somit
nicht durch Temperaturbereiche in der Kavitét beeinflusst.

In Abbildung 5.8 ist zu erkennen, dass sich die Kokille im GielRexperiment aufgrund der
Temperatureinwirkung der Salzschmelze auf maximal 227 °C erwéarmt. In der
Simulation wird die Warme der Kokille direkt auf das eingeschlossene Thermoelement
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Ubertragen. Dadurch wird eine etwas hohere Temperatur an der History Probe
aufgezeichnet.
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Abbildung 5.8: Darstellung des Temperatur-Zeit-Verlaufs fur die Schmelzetemperatur in der
Kavitat und der Wandtemperatur nahe der Kavitdt fur das Experiment und die numerische
Berechnung sowie der Festkdrperanteil (Solid Fraction) wahrend des Fillvorganges bis 1,8 s
Prozesszeit.

Wie in Abbildung 5.8 zu erkennen, ergibt die Auswertung der Kokillentemperatur an
der History Probe eine maximale Kokillentemperatur von 251 °C. Die Temperaturen im
GielRexperiment und in der Simulation fallen ab einer Prozesszeit von 10 Sekunden
nahezu gleichermalRen ab. Die Temperaturen weichen (ber die gesamte Prozessdauer
um £ 3 °C ab. Die Fullsimulation zeigt das Abkuhlverhalten der Schmelze im
Kerninneren. Beim Flllvorgang wird an der kalten Kokillenwand aufgrund der hohen
Warmeabfuhr schlagartig eine Randschicht gebildet. Die erstarrte Schmelze wirkt
isolierend auf die flussige Schmelze im Kerninneren. In Sekunde 1 und 2 im
Giellprozess ist das Aufsteigen der heiBen Schmelze aus der Stabmitte in Richtung
Speiser, der einen Schmelze-Hotspot bildet, zu beobachten. Durch die vertikale
Warmeabfuhr erstarrt das Stdbchen in vertikaler Richtung. Nach 90 Sekunden enthélt
das Stadbchen im Speiser immer noch flussige Schmelze mit 635 °C. Entlang des
Biegestabchens sind die Temperaturen am Rand auf unter 350 °C gesunken.

Der Vergleich zwischen dem experimentellen Verlauf und der numerischen Berechnung
der Abkuhlkurve im Salzbiegestab ist in Abbildung 5.9 dargestellt. Zwischen der
numerischen Berechnung mit dem erstellten Materialmodell und den gemessenen
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Abkuhlkurven aus dem Giellexperiment besteht nur eine geringe Abweichung. Im
Temperaturbereich von 700 °C und 640 °C besteht eine leichte positive Abweichung
vom GielRexperiment.
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Abbildung 5.9: Vergleich der experimentell und numerisch ermittelten Temperaturkurven;
Dargestellt wird der Temperaturverlauf in der Mitte des Salzbiegestdbchens wahrend des
Giellprozesses. Als numerisches Materialmodell wird der iterativ bestimmte, finale Datensatz
SFQ9V3 zugrunde gelegt.

Im festen Zustand der Schmelze besteht keine Abweichung im Abkuhlverhalten im
Vergleich zum Experiment. Die Ubertragung des Materialmodells auf weitere
Giellparametersatze der DoE zeigt ein dhnliches Abbildungsverhalten. Fir den
GielRparametersatz Ts = 680 °C und Tx = 100 °C besteht die groRere Abweichung des
Materialmodells bezogen auf das Abkihlverhalten. Im Temperaturbereich von 680 °C
bis 630 °C besitzt die Schmelze eine zu hohe Wérmeenergie, die nur langsam abgefihrt
werden kann. Die anschlieBende hohe Abkihlrate des HTCrestkokile bewirkt eine
verfriihte Abkuhlung im Salzkern. Nach 60 Sekunden im Giel3prozess bleibt eine
Temperaturdifferenz zwischen Experiment und Simulation von 31 °C. Fir den
Gielparametersatz T, = 720 °C und Ty = 300 °C féllt die Abweichung des
Materialmodells geringer aus. Die Temperaturen im oberen Erstarrungsbereich fiihren
erneut zu einer langsameren Warmeabfuhr der Schmelze und zu einer schnelleren
Abkuhlung im festen Bereich. Die Temperaturverteilung innerhalb der Spiralkokille bei
einer Kerntemperatur von 200 °C ist in Abbildung 0.25 im Anhang gezeigt. Das
Ergebnis der GieRspiralensimulation fur den Zentralpunkt mit Ts = 700 °C und Ty =
200 °C ist in Abbildung 5.10 dargestellt. Der Fullvorgang wird in 1,5 Sekunden tber
den hydrostatischen Druck im Angusstrichter, der die Schmelze in den Giel’kanal
driickt, durchgefuhrt. Aufgrund der kalten Kokille verliert die Spirale insbesondere an
der Schmelzefront konstant an Temperatur. Nach dem Fullvorgang hat die Schmelze ca.
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90% ihrer maximalen Flie3lange erreicht. Bei 1,7 s sind aufgrund der noch hohen
Wérmemenge im Angusstrichter und im Anfangsbereich des GieR3kanals grofie Teile der
Schmelze in einem fest-flussigen Zustand. Dadurch wird ein WeiterflieBen der
Schmelze ermoglicht. Die sich final einstellende Flielange und die
Temperaturverteilung in der Spirale sind bei Sekunde 5,0 dargestellt.

Glerrozess /s
9/°Cc

693.855
617.337
540.818
464,299
387.780
31.ze1
234.742

5,0 GieBprozess /s

Abbildung 5.10: Fullvorgang beim Spiral-Kokillenguss dargestellt in acht Schritten

Die Anwendung des erstellten Materialmodells auf das GieRspiralenexperiment ist in
Abbildung 5.11 dargestellt. Im Vergleich zur gemittelten FlieRlange aus dem
empirischen Experiment erreicht die Simulation eine um 6,3 % langere FlieRlange. Bei
der Simulation weiterer GieBparameter wird ebenfalls eine erhdhte FlieBlange in der
Simulation erreicht. Bei den Giellparametern T¢ = 680 °C und Ty = 100 °C ist die
Abweichung mit + 3,06 % geringer als bei dem Giellparametersatz Tg = 720 °C und
Tx = 200 °C mit + 6,84 %. Bezogen auf die Flielangen sind die Unterschiede jedoch
als gering anzusehen. In Anbetracht der Simulation von groReren Bauteilen mit
langeren FlieBwegen kann das Materialmodell zur Abbildung des FlieBverhaltens mit
Berucksichtigung einer mittleren Abweichung von 5,4 % eingesetzt werden.
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Abbildung 5.11: Vergleich der Spirallangen zwischen Experiment und numerischer Simulation.
Dargstellt werden der Zentralpunkt, zwei weitere Prozessparameterkombinationen mit Angabe
der Giel3langen sowie einer schematischen Darstellung in der Gielspirale.

Abbildungsqualitat von Gussphanomenen in der Biegestab- und Giel3spiralkokille

AbschlieBend wird in diesem Kapitel die Abbildbarkeit der Gussbauteilglte und
Gussbauteiloberflachen in der Simulation durch das erstellte Materialmodell gepruft.
Daftr werden das Schwindungsverhalten der Proben und die Entstehung von Lunkern
und Porositdt der Proben im GielRexperiment mit der Simulation verglichen. Das
Schwindungsverhalten im Speiser der Biegestabchen im Experiment und der Simulation
ist in Abbildung 5.12 dargestellt. Das Biegestabchen im GielRexperiment, das mit den
Giel3parametern Ts = 700 °C und Tx = 200 °C hergestellt wird, weist einen groRen
Erstarrungslunker im Speiser auf. Durch die hohe Warmemenge im Speiser erstarrt die
Schmelze homogen und schwindet in sich ungerichtet. Im Biegestdbchen sind zudem
kleine, diagonal verlaufende Warmrisse zu sehen, die auf dieses Erstarrungsverhalten
zurick zu fuhren sind. Entlang der Prufflache der Biegeprobe findet sich ein
durchgehend homogenes Gefuige. Lediglich in der Mitte der Stabchen, in vertikaler
Richtung, ist eine geringe Porositat vorzufinden. Diese entsteht ebenfalls durch die hohe
Isolationswirkung der Randschichten des Stdbchens und der damit verbundenen sehr
langsamen homogenen Abklhlung. In der numerischen Betrachtung wird ebenfalls die
Volumenschwindung abgebildet. Der nach 140 s entstandene Lunker stimmt jedoch
nicht vollstindig mit dem im Experiment (berein. Da Kkein separater
Warmeulbergangskoeffizient zwischen der fllissigen und bereits erstarrten Salzschmelze
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zur Luft definiert werden kann, wird in der Simulation die Randschale an der Luft zu
spat gebildet. Das VVolumen der noch fliissigen Schmelze ist somit zu gering, wodurch
sich der Lunker in der Simulation im Vergleich zum Experiment kleiner ausformt.

Temperature / °C micro porosity / %
650 L Bl 3 1.33
538 w 1.00 -~
425 % 0.67 l
312 0.33
200 0.00

70 s S

Abbildung 5.12: Darstellung der Temperatur in der Biegestabgeometrie nach 70 s und 140 s
Erstarrungszeit; Mikroporositatsverteilung im Inneren des Stdbchens nach 140 s im Vergleich
zum experimentellen Ergebnis

Die sich einstellende Porositat im Biegestabchen ist weiterhin von der Netzgrofie der
Simulation abhangig. Uber das verwendete Micro Porosity Model kann jedoch eine
Porositat von 1,278 % in der Mitte des Stabchens ermittelt werden, was gut mit dem
Experiment Ubereinstimmt.

Die Abbildungsgenauigkeit der GieRspirale ist in Abbildung 5.13 dargestellt.
Verwendet werden aufgrund des gut ausgepragten Auslaufverhaltens am Ende der
Gielspirale die Parameter T¢ = 720 °C und Tx = 300 °C. Die Gielspirale aus dem
GielRexperiment und der Simulation ensteht durch das Erstarren der Schmelzefront im
GielRkanal. Durch die hohe Warmedibertragung der Schmelze an die Kokillenwand
bildet die Schmelze eine Randschale im Giellkanal. In diesem GielRkanal fliel3t die noch
flissige Schmelze weiter, bis diese Uber den Querschnitt im Kanal erstarrt. Dadurch
stockt die Schmelze am Ende und kihlt weiter ab. Die Querschnitte im GieRRkanal
werden durch die Bereiche A bis C beschrieben. Der Bereich A stellt die Schmelzefront
dar. Die Schmelze erstarrt schlagartig an der kalten Kokillenwand, wodurch nach
Schrumpfung der zentralen, noch nicht erstarrten Schmelze ein Hohlraum des Kanals
entsteht.
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Abbildung 5.13: Darstellung einer Salzgiel3spirale in der Ansicht von oben mit den drei
Querschnitten A, B und C am Auslaufende; Vergleich der experimentell erzeugten Salzkern-
spirale mit der numerischen Simulation

In Bereich B ist die nachflieRende Schmelze lber die Abkihlung der Randschichten
ebenfalls erstarrt. Direkt vor dem Bereich B ist der Gie3kanal voll mit Schmelze
ausgefullt. Durch die Erstarrung am Giel3spiralenende schwindet die Schmelze in sich.
In der Simulation kann ebenfalls das Erstarrungsverhalten realitatsnah abgebildet
werden. Der sich bildende Hohlraum am Ende der Spirale in Bereich A wird auch gut
abgebildet. Das Verhalten der Schmelze in Bereich B kann jedoch, aufgrund der groben
NetzgroRe, nicht detailliert dargestellt werden. Das Einfallen der GielRkanaldecke wird
nur zum Teil abgebildet. Die friihzeitig erstarrten Randbereiche werden jedoch in der
Simulation dargestelit.

Das erstellte Salzmaterialmodell beruht auf einem Kompromiss zwischen der
Abbildung des Abkihlverhaltens und der FlieRfahigkeit. Zugrundegelegt sind jeweils
der zentrale Prozessparameterpunkt mit T = 700 °C und Tx = 200. Trotz der
bestehenden  Abweichungen in  Teilbereichen der  Erstarrung und der
FlieRlangenvorhersage ~ kénnen ~ mit  dem  Materialmodell ~ verschiedene
GielRparametersatze miteinander simulativ verglichen werden und Vorhersagen ber die
Erstarrungstemperaturen im Experiment getroffen werden.
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5.1.4 Entstehung und numerische Vorhersage von Warmrissen

Fur die Untersuchung der Warmrissentstehung werden in der Biegestabkokille
Salzproben mit einer Schwindungsbehinderung und verschiedenen Prozessparameter-
variationen abgegossen. Variiert werden die Giel3- und Kokillentemperatur sowie die
Ausformzeit. Die Betrachtung der Rissentstehung in Abhédngigkeit der Giel3- und
Kokillentemperatur ist in Abbildung 5.14 wiedergegeben. Die Charakterisierung der
Salzkerne erfolgt in vier Stufen: Unbeschadigte Proben, kleine Risse, umlaufende Risse
und defekte Proben. Fur eine Verdeutlichung der Ergebnisse sind in der linken Spalte
der Abbildung alle Proben aus der GieRserie nach der verwendeten Gielitemperatur und
in der rechten Spalte nach der Kokillentemperatur aufgelistet. Der Abbildung ist zu
entnehmen, dass von allen Proben mit T = 680 °C 20 % unbesch&digte Proben
hergestellt werden, 5 % der gegossenen Bauteile kleine Risse aufweisen, ca. 35 % der
Proben umlaufende Risse zeigen und 35 % nach dem Ausformen defekt sind. Fir die
Temperaturen Tg = 700°C und Ts = 720°C verhalt es sich ahnlich.
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Abbildung 5.14: Auswertung der Rissentstehung nach GielStemperatur (links) und Kokillen-
temperatur (rechts); Unterteilt werden die Risse in vier Kategorien.

Die Betrachtung, gegliedert nach den Kokillentemperaturen, zeigt einen sehr deutlichen
Einfluss von Ty auf die Wahrscheinlichkeit rissfreie Proben herzustellen. So sind mit
Tx = 100 °C keine unbeschéadigten und Proben mit kleinen Rissen herzustellen. Die bei
dieser Kokillentemperatur hergestellten Proben, zeigen zu jeweils 50 % umlaufende
Risse auf oder sind vollstandig gerissen. Ahnlich verhalt es sich bei T,x=200 °C. Zwar
sinkt der Anteil der komplett gebrochenen Proben auf ca. 25 %, unbeschéadigte Proben
konnen bei dieser Temperatur jedoch nicht hergestellt werden. Die Erhohung der
Kokillentemperatur auf 300 °C bewirkt einen Anstieg des Anteils der unbeschéadigten
Proben um 60 % im Vergleich zu T, = 200 °C. Die restlichen Bauteile zeigen bei dieser
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Temperatur einen Anteil von 20 % kleine Risse, wobei nur 5 % umlaufende Risse
aufweisen und 5 % vollstandig geschéadigt sind.

Die Ergebnisse zeigen eine sehr starke Abhangigkeit der Warmrissentstehung von der
verwendeten Kokillentemperatur. Im Vergleich dazu spielt die Gielstemperatur bei der
Warmrissentstehung eine untergeordnete Rolle. Um ein Kriterium zu generieren, das
auf weitere Bauteile Ubertragbar ist, werden die Rissentstehungen Uber die
Temperaturdifferenz  zwischen Kokille und Schmelze ausgewertet und in
Abbildung 5.15 dargestellt. Der Abbildung ist zu entnehmen, dass mit
Temperaturdifferenzen von 480 °C keine intakten Proben herzustellen sind. Erst ab
einer Differenz von 420 °C konnen defektfreie Proben hergestellt werden. Bei einer
Temperaturdifferenz von 380 °C sind alle hergestellten Proben rissfrei. Um diesen
Effekt numerisch vorherzusagen, wird das vorgestellte Simulationsmodell aus 4.1.5 und
das im Vorfeld verifizierte Materialmodell fur den Salzwerkstoff verwendet. Als
experimentelle Verifizierung werden zwei Extrema verwendet. Der erste Fall
reprasentiert bzgl. der Warmrissentstehung die unglnstigsten Randbedingungen der
Gielserie. Mit einer Ts = 720 °C und T, = 100 °C ist bei diesen Bedingungen die grofte
Erstarrungsschwindung zu erwarten.
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Abbildung 5.15: Auswertung der Rissentstehung Uber die Temperaturdifferenz zwischen
Kokillentemperatur und GieStemperatur; Unterteilt werden die entstehenden Risse in vier
Kategorien.

Wie in Abbildung 5.16 dargestellt, werden in diesem Fall keine unbeschédigten Proben
hergestellt. Selbst durch das friihzeitige Ausformen bei 15 s sind keine intakten Proben
herzustellen. Der zweite Fall stellt die glinstigsten Randbedingungen der GieRkampagne
dar. Mit Tg¢ = 680 °C und Tx = 300 °C ist hier AT zwischen der Kokille und der
Schmelze am geringsten, weshalb es selbst bei 60 s Ausformzeit zu keinen beschadigten
Proben kommt.
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Abbildung 5.16: Darstellung der zwei Extrempunkte der SalzkerngielRversuche zur
Untersuchung der Warmrissféhigkeit; Worst Case: Ts=720°C und Tx=100°C mit dem hdchsten
AT zwischen Kokille und Schmelze; Best Case: T¢=680°C und Tx=300°C mit dem geringsten
AT zwischen Kokille und Schmelze

Die numerischen Simulationsergebnisse sind fur beide Falle in Abbildung 5.17
veranschaulicht. Abgebildet ist jeweils das Ergebnis aus der FEM-Spannungs-
berechnung flr die Zeitschritte 15 s, 30 s, 45 s und 60 s. Als Auswertekriterium wird
max. Princiapal Stress verwendet, was o, der ersten Hauptspannung im Mohrschen
Spannungskreis, entspricht.
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Abbildung 5.17: Darstellung der ersten Hauptspannung im Verlauf der Abkilhlung in der
Salzkernwarmrissprobe mit Schwindungsbehinderung fiir die Variante 1: T¢=720°C/ T,=100°C
und Variante 2: T¢=680°C/ Tx=300°C

Als experimentelle VergleichsgroRe werden die Zugversuchsergebnisse verwendet.
Aufgrund des hohen AT zeigt Variante 1 nach 15 s bereits erste erstarrte Bereiche in der
Randschale, wohingegen in Variante 2 aufgrund des geringer AT noch kaum Bereiche
erstarrt sind und sich deshalb keine Spannungen aufbauen kénnen. Bei 30 s Prozesszeit
hat sich bei beiden Varianten bereits eine Randschale ausgebildet. Nach 45 s bilden sich
bei Variante 1 flachige Spannungen tber 5 MPa aus und zeigen eine noch stérkere
Auspragung bei 60 s Erstarrungszeit. Die Spannungen bei Variante 2 bleiben bis 60 s
bis auf den Speiserbereich konstant bei ca. 1,5 MPa.
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Die Abbildung 5.18 zeigt exemplarisch den Spannungsverlauf fur beide Varianten in
der Randschale der Probenmitte und im Speiserlbergangsbereich zur Stabkontur. Zu
erkennen ist ein erster Spannungsanstieg auf 3,55 MPa nach 14 s bei Variante 1. Dies
stimmt sehr gut mit den experimentellen Ergebnissen aus Abbildung 5.16 Uberein, da
bereits nach 15 s keine unbeschédigten Proben hergestellt werden kénnen. Nach 30 s
kommt es im Speiserbereich erneut zu einem Spannungsanstieg auf 6,43 MPa. Da im
Experiment die Proben zu diesem Zeitpunkt beschédigt ist, sind diese Werte jedoch
nicht représentativ. Die Spannungen in der Variante 2 sind deutlich geringer, wie in
Abbildung 5.17 zu sehen. Nach 21 s Erstarrungszeit kommt es zu einem
Spannungsanstieg auf 1,85 MPa in der Probenmitte und nach 47 s zu einem Anstieg auf
2,58 MPa im oberen Bereich.
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Abbildung 5.18: Verlauf der ersten Hauptspannung in der Randschale der Probenmitte und im
Speisertibergangsbereich zur Stabkontur fur die Variante 1: Ts=720°C/ Tx=100°C und Variante
2: Tg=680°C/ Tx=300°C

Da sich mit den unterschiedlichen Prozessparametern auch die Abkuhlkurven stark
unterscheiden, ist eine Aussage Uber eine Rissentstehung durch die reine
Spannungsbetrachtung nur bedingt moéglich. Deshalb werden die Spannungswerte in
Abbildung 5.19 Uber die Temperatur betrachtet. Zusatzlich sind die experimentellen
Daten aus den Zugversuchen hinterlegt und dienen als Grenze fiir die maximal
ertragbaren Spannungen in der numerischen Simulation. Dem Diagramm ist zu
entnehmen, dass die erste Spannungsspitze der Variante 1 nach 15 s die Grenze der
maximal ertragbaren Spannung schneidet. Sowohl der Zeitpunkt als auch der Wert
stimmt somit mit dem Experiment sehr gut (berein. Zudem ist festzuhalten, dass
Variante 2, die im Experiment keine Risse aufzeigt, auch in der numerischen Simulation
die gesamte Abkuhldauer unterhalb den Werten der Zugfestigkeiten bleibt.
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Abbildung 5.19: Darstellung der ersten Hauptspannung in der Randschale der Probenmitte und
im Speiserubergangsbereich zur Stabkontur fir die Variante 1: T¢=720°C/ Tx=100°C und
Variante 2: T;=680°C/ Tx=300°C uber der Temperatur; Zudem ist die maximal ertragbare
Spannung, basierend auf den durchgefiihrten Zugversuchen im Diagramm, eingezeichnet.

Diese Methode eignet sich somit zur Darstellung von Warmrissen, ist jedoch sehr
aufwandig in der Auswertung, da die einzelnen Punkte im Vorfeld ausgewéhlt werden
mussen und immer die Gefahr besteht, dass nicht alle kritischen Bereiche im
Postprocessing erfasst werden. Um die Auswertung effektiver und objektiver zu
gestalten wird mittels einer Softwareanpassung ein Warmrisskriterium (engl. Hot Crack
Criterion) entwickelt. Die Funktionsweise der Anpassung ist in Abbildung 5.20
skizziert.
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Abbildung 5.20: Schematische Darstellung der Funktionsweise des angepassten Solvers in
Flow3D zur Darstellung der beiden Skalare ,,Hot Crack* und ,,Hot Crack Duration*

Dazu werden im ersten Schritt die notwendigen GroRen aus dem FEM-Netz aus
Flow3D auf das FDM-Netz (bertragen und die Hauptspannungen sowie die die von-
Mises-Vergleichsspannung berechnet und in Skalare gespeichert. Die maximale
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Hauptspannung wird im Anschluss mit Festigkeitswerten aus einer definierten Tabelle
abgeglichen und daraus das Risskriterium abgeleitet. Als Festigkeitswerte werden die in
Abschnitt 5.1.2 experimentell ermittelten Daten in FORTRAN-Tabellenform
verwendet. Angegeben werden fir jede Temperatur die Dehngrenze und Zugfestigkeit,
wobei die Zwischenwerte linear interpoliert werden. In das Skalar ,,Hot Crack
Criterion wird der grofite erreichte Wert prozentual zur vorgegeben Zugfestigkeit
gespeichert. Werte Uber 100 % ergeben somit ein Uberschreiten der definierten
Festigkeit. Damit kann am Ende des Abkilhlvorgangs im letzten Zeitschritt eine
objektive Aussage Uber den Ort und das prozentuale Uberschreiten der ertragbaren
Spannung gemacht werden. Um kurze Spannungsspitzen zu identifizieren, wird zudem
die Dauer des Uberschreitens in Sekunden in dem Skalar ,Hot Crack Duration“
gespeichert.

Die Verifizierung der eingefuhrten Grof3en ist in Abbildung 5.21 dokumentiert. Flr den
Fall T¢ = 680 °C/ Tx = 300 °C erreicht das Hot Crack Criterion im Biegestabbereich die
100 % wdéhrend der gesamten 60 s Abkuhlzeit nicht, was sich gut mit den
experimentellen Ergebnissen deckt. Fir den GieRversuch mit Ts = 680 °C/ T, = 300 °C
werden die 100 % im Hot Crack Criterion bereits bei 15 s im Biegestabbereich erreicht,
ahnlich wie in der Kurvenverlaufauswertung spezifischer Punkte zuvor.
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Abbildung 5.21: Darstellung des Hot Crack Criterions und der Hot Crack Duration fir den Fall
Ts=680°C/ Tx=300°C und T5=720°C/ Tx=100°C; Abgebildet sind die Ergebnisse bei 15 s, 30 s,
45 s und 60 s Abkuhlzeit.

Hot Crack Duration in s I M

Auch die Hot Crack Duration ist im ersten Fall im Biegestabbereich bei 0, wohingegen
beim zweiten Fall fast die gesamte Probe die 4 s Hot-Crack-Duration ab 30 s
Abkuhlzeit Uberschreitet. Direkt unter und im Speillerbereich zeigt die numerische
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Betrachtung bei der T = 680 °C/ Ty = 300 °C Variante eine Uberschreitung der 100 %
im Hot Crack Criterion. Auch im Experiment sind in diesem Bereich leichte Risse zu
erkennen, die jedoch nicht zum Durchbruch der Probe fiihren. Die Auswertung fiir den
Biegestabbereich passt sehr gut mit den experimentellen Ergebnissen tberein, womit
sich die vorgestellte Methode fiir die Abschatzung von Warmrissen bei der Erstarrung
von Salzkernen eignet.
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5.2 Numerische Vorhersage von Einlegerbelastungen im
Umgussprozess

Fur die numerische Versagensvorhersage von Salzkern- und Stahleinlegern im
Druckgussprozess werden die in Abschnitt 4.2.1 durchgefihrten experimentellen
Versuche zugrunde gelegt.

Vorhersage der Einlegerbelastung bei Salzkernen

Beim Versuchsplan zur Untersuchung der Salzkerne werden zylindrische Salzkerne mit
dem Durchmesser von 17 mm, fixiert mit Einlegerhulsen bei verschiedenen Parametern,
dokumentiert in Tabelle 5.2, eingesetzt. Der geringste einstellbare hydraulische Druck
liegt bei 480 bar. Alle Salzkerne zeigen bei 540 bar bereits eine Schadigung. Zudem

wird die minimale Kolbengeschwindigkeit von 0,7 % ermittelt. Wird diese
Geschwindigkeit uberschritten, kommt es ebenfalls zum Bruch. Die sich einstellende
Bruchcharakteristik wird Gber Rontgenaufnahmen der umgossenen Kerne direkt nach
dem GieRen ermittelt. Die Salzkerne, umgossen mit Serienparametern und mit dem
Durchmesser von 30 mm halten alle den Serienprozessparametern stand.

Tabelle 5.2: Ubersicht der verwendeten Druckgussprozessparameter und des Ergebnisses bei
der Versagensstudie von Salzkernen wéhrend des Druckgussumgusses

‘9

NS
® ® ©

2@

Das Bruchverhalten der Kerne mit @ 17 mm aus der Versuchsmatrix ist in
Abbildung 5.22 zusammen mit den aufgezeichneten Schusskurven der
Druckgussmaschine und den erstellten CT-Aufnahmen dargestellt. Grundsétzlich
werden im Druckgussumguss zwei Bruchcharakteristika beobachtet. Die CT-

Aufnahmen zeigen einen Mehrfachbruch des Kerns im Druckgussumguss bei 4?

Kolbengeschwindigkeit, was den ersten Zerstérungsfall darstellt. Durch das flachige
Auftreffen der Schmelze auf den Kern entsteht eine hohe Druckbelastung auf der
Unterseite, die eine Durchbiegung des Kerns sowie Zugspannungen an der Oberseite
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bewirkt. Im GieRexperiment ist der Kern dadurch an den Auflagern vollstandig
durchgebrochen. Zusétzlich wird aus der Mitte des Kernes ein ca. 38 mm langes
Kernstiick herausgetrennt und wird durch die weitere Fillung gegen die obere
Kavitdtwand gedriickt. Dies spricht fur ein Versagen beim ersten Auftreffen der
Aluminiumschmelze oder kurz danach. Der zweite Fall wird durch das mittlere Bild
verdeutlicht. Dabei stellt sich ein mittiger oder leicht aufRermittiger Riss ein, der den
gesamten Kern durchzieht. Der Kern bleibt jedoch auf seiner urspringlichen
Einlegeposition. Hierbei ist anzunehmen, dass das Versagen erst nach der vollstandigen
Fullung der Kavitét eintritt, da ansonsten eine Auslenkung festzustellen wére. Zudem ist
festzuhalten, dass die Kerne auch ohne zusétzlichen Nachdruck in der dritten Phase
unter den Belastungen des reinen hydraulischen Druckes im GieRprozess brechen.

Bruchfreie Kerne werden mit Kolbengeschwindigkeiten von 0,7 % und ohne dritte
Phase erreicht.
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Abbildung 5.22: Darstellung der charakteristischen Schusskurven inkl. des dazugehdrigen
Bruchverhaltens der Salzkerne nach dem Druckgussumgussprozess

Fur die numerische Abbildung werden die drei charakteristischen Schusskurven in die
Formfull- und  Erstarrungssimulation  Gberfihrt.  Zur  Verdeutlichung  der
unterschiedlichen Belastungen sind in Abbildung 5.23 die von Mises-Spannungen im
Salzkern kurz nach dem ersten Auftreffen der Schmelze auf den Salzkern und die
Schmelzegeschwindigkeit dargestellt. Die Abbildung verdeutlicht, dass die Spannungen
im ersten Lastfall bei ca. 0,5 MPa liegen und damit kein Bruch zu erwarten ist. Die

Anschnittgeschwindigkeit betrégt hierbei ca. 14 % Zudem zeigt die Abbildung, dass
sich die hochsten Spannungen, wie zu erwarten, an der Oberseite des Salzkerns, auf der
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gegenuberliegenden Anstromseite einstellen, da eine relative Verschiebung der zwei
FSI Netze zugelassen wird (siehe Modellaufbau Abschnitt 4.2.2). Bei einer

Anschnittgeschwindigkeit von ca. 21 % stellt sich im zweiten Lastfall eine von Mises-

Spannung von 1,8 MPa ein. Im dritten Lastfall wird eine maximale von Mises
Spannung von 42 MPa erreicht. Grund dafur ist die hohe Anschnittgeschwindigkeit von

ca. 70 ? und die damit verbundene kinetische Energie der Schmelze.

von-Mises-Spannung von-Mises-Spannung von-Mises-Spannung
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Abbildung 5.23: Abbildung der von-Mises-Spannung im Salzkern und Schmelze-
geschwindigkeit kurz nach dem Auftreffen der Aluminiumschmelze fur die

Kolbengeschwindigkeit a) 0,7 % b) 1,0 % und c) 4,0%

Fur die exakte Auslegung der Salzkerne werden die mechanischen Kennwerte aus
Abschnitt 5.1.2 verwendet. Fir die numerische Abbildung des ersten Lastfalls werden
fur eine konservative Auslegung die Zugversuchswerte verwendet und mit der Grole
»Max Principal Stress®, die der ersten Hauptspannung entspricht, verglichen.
Abbildung 5.24 a stellt den zeitlichen Verlauf der ersten und zweiten Hauptspannung an
der Zugseite und Druckseite des Salzkerns dar. Die senkrechten, unterbrochenen Linien
entsprechen der experimentell ermittelten Zug- und Biegefestigkeiten des Salzkerns bei
Raumtemperatur. Eine thermische Beanspruchung wird bei dieser Betrachtung
vernachlassigt, da der Salzkern kurz nach dem Einlegen umstromt wird und eine
Erwadrmung in dieser kurzen Zeit aufgrund der schlechten Leitfahigkeit
unwahrscheinlich ist. Der Abbildung ist zu entnehmen, dass die erste und zweite
Hauptspannung beim ersten Auftreffen der Schmelze, bei ca. 1,533 s Prozesszeit, 10
MPa Uberschreitet. Die genannten Werte erreichen auf der Druckseite -4,4 MPa und -18
MPa. Die ermittelten Werte aus der numerischen Berechnung stimmen gut mit den
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experimentellen Erkenntnissen (berein, da bei diesen Prozessparametern ein Versagen
des Salzkerns eintritt.
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Abbildung 5.24: Darstellung der ersten und zweiten Hauptspannung an der Zug- und
Druckseite Uber die Prozesszeit inkl. Markierung der experimentell ermittelten Zug- und
Biegefestigkeit fur den Belastungfall mit der hochsten Kolbengeschwindigkeit von 4,0%

Fur die Darstellung des zweiten Lastfalles wird der geschwindigkeitsgesteuerte Kolben
bis zu einem Fullgrad von 99,99 % verfahren. Dabei wird, wie in Abbildung 5.25
prasentiert, der Kolbendruck aufgezeichnet, wobei ein Wert von tber 800 bar erreicht
wird, was im Experiment nicht der Fall ist.
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Abbildung 5.25: Abbildung des Kolbendrucks, der ersten drei Hauptspannungen in der
Randschale des Salzkerns wahrend des Umgussprozesses am Ende der zweiten Phase mit
Ubergang zur dritten Phase
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Da die Schmelze in diesem Lastfall den kompletten Salzkern umhdillt, wird hierbei auch
der thermische Lastfall betrachtet. Zudem wird der ,,Min Principal Stress* als
Bewertung verwendet, der der dritten Hauptspannung entspricht, und mit den
Druckversuchen aus dem Experiment verglichen. In diesem Fall wird der Salzkern nicht
durch das erste Auftreffen der Schmelze zerstort, sondern durch den Nachdruck bzw.
den hydraulischen Druck des Kolbens. Die Abbildung zeigt deshalb zwei
charakteristische Umgussexperimente. Bei Versuchen mit Driicken deutlich unter
500 bar wird kein Bruch festgestellt, wobei Driicke Gber 500 bar zum Versagen der
Kerne fihren. Der Vergleich des numerisch ermittelten Kolbendruckes mit der
dazugehdrigen dritten Hauptspannung zeigt, dass die Simulation diesen Grenzfall sehr
gut abbildet.

Die Betrachtung der Temperatur im Postprocessing zeigt in Abbildung 5.26 a, dass sich
der Salzkern wahrend der dritten Phase auf ca. 35 °C erwarmt und sollte aufgrund der
hohen thermischen Dehnung berlcksichtigt werden. In Abbildung b sind die
Druckverteilung in der Kavitat und die dritte Hauptspannung im Salzkern abgebildet.
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Abbildung 5.26: a) Temperaturverteilung in der Kavitat und im Salzkern wahrend der dritten

Phase des Druckgussprozesses, b) Druckverteilung in der Kavitat und Spannung im Salzkern
wahrend der Nachdruckphase

Es wird ersichtlich, dass durch die Erwdarmung ein Anstieg der Spannung von ca. 10
MPa erfolgt. Durch die beschriebene Methode lassen sich die Belastungen bei
Salzkernen wahrend des Druckgussumgussversuchs sehr gut vorhersagen. Dabei muss
jedoch die zweite und dritte Phase separat betrachtet werden und die Zug- und
Druckfestigkeit der Salzkerne beriicksichtigt werden.

Vorhersage der Belastung von Stahleinlegern

Fur die numerische Auslegung von Stahleinlegern im Druckguss werden als Basis
experimentelle Versuche durchgefiihrt, wobei bei konstanten Prozessparametern (siehe
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Abbildung 0.33 im Anhang) die Wandstérke der Einleger im Intervall von 1 mm bis 3,5
mm in 0,5 mm Schritten variiert wird. Die Kolbengeschwindigkeit der zweiten Phase

wird mit 2,8 ? definiert. Dabei wird eine Versuchsreihe mit und eine ohne Nachdruck

durchgefuhrt. Der Nachdruck wird bewusst mit einer leichten Zeitverzdgerung
hinzugeschaltet um die Belastung zu isolieren. Von einem Wandstérkentyp werden
jeweils drei Bauteile umgossen. Die experimentellen Ergebnisse sind in Abbildung 5.28
dokumentiert, wobei immer alle drei Einleger zerstort oder intakt ausgeformt werden.
Ohne den Nachdruck in der dritten Phase sind Einleger mit 2,0 mm Wandstarke ohne
Versagen einsetzbar. Der dynamische Spitzenkolbendruck erreicht dabei 500 bar. Die
Versuche mit Nachdruck zeigen, dass die unterste mogliche Grenze mit 2,5 mm
Wandstarke zu wéhlen ist.

Fur die Verifizierung der numerischen Berechnung werden die Rohre mit den
Wandstarken 1,5 mm, 2,0 mm und 2,5 mm verwendet. Um eine genaue Aussage Uber
das Versagen zu treffen, werden zudem Druckversuche durchgefuhrt und die
mechanischen Eigenschaften der Rohre ermittelt. Dabei ist der FlieBbeginn der
Indikator flr das Versagen. Die ermittelten FlieRspannungen im Druckversuch ergeben
eine Spannung von 364 MPa fir die 1,5 mm, 390 MPa fiir die 2,0 mm und 401 MPa fir
die 2,5 mm Wandstarke (s. Abbildung 0.34 im Anhang).

Die numerische Berechnung zeigt, dass die Stahlrohre nicht wéhrend des ersten
Auftreffens der Schmelze in der zweiten Phase zerstort werden. Die Auswertung der
von Mises-Spannung des Rohres mit 1,5 mm Wandstarke zeigt in Abbildung 5.27 eine
Maximalspannung auf der Innenseite des Rohrs in H6he von 14,5 MPa und liegt damit
deutlich unter der 364 MPa-Flie3grenze. Die Geschwindigkeit der Schmelze betragt

hierbei ca. 33 % am Anschnitt. D.h., die Schadigung der Stahlrohre tritt in allen

Versuchen wahrend der Nachdruckphase oder des dynamischen Drucks des Kolbens am
Ende der Fullung ein.

Fur die Auswertung der Stahleinlegerberechnungen wird die automatische
Geschwindigkeitsanpassung uber die beschriebene PQ2-Analyse (s. Abschnitt 4.2.2)
verwendet. Dazu wird der maximale Druck am Kolben, wie in Abbildung 5.27
exemplarisch fiir die 500 bar Nachdruck gezeigt, eingestellt. Zudem wird fur jedes
Stahlrohr die experimentell ermittelte FlieRgrenze hinterlegt. Die Software vergleicht in
diesem Fall fur jeden Zeitschritt die aktuelle von Mises-Spannung mit der angegebenen
FlieRgrenze. Somit I&sst sich eine realistisches Verformungsverhalten des Rohrs, wie
am Beispiel des 15 mm Stahlrohrs bei 500 bar hydraulischem Druck
(s. Abbildung 5.27), darstellen und passt gut mit den experimentellen Ergebnissen
uberein. Da fir das FDM-Netz keine Verschiebung dargestellt wird, ist das Eindringen
der Aluminiumschmelze in das Rohrinnere nicht darstellbar. Das Eindringen der
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Schmelze ist auf die Deformation des Rohrs und die Entstehung eines Spaltes zwischen
Rohr und Kavitétlagerstelle zurtickzufuhren.
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Abbildung 5.27: Exemplarische Darstellung des Fullvorgangs beim Umguss des Stahleinlegers
mit 1,5 mm Wandstarke mit von-Mises-Spannung im Rohr und der Geschwindigkeit der
Aluminiumschmelze in der Kavitdt sowie der Nachdruckphase mit 480 bar und 800 bar
Nachdruck

Die Betrachtung der maximalen von Mises-Spannungen der numerischen Berechnungen
bei 500 bar und 780 bar Nachdruck fiir die gewahlten Verifizierungswandstéarken ist in
Abbildung 5.28 gegenubergestellt. Der Maximalwert in der Legende entspricht der
experimentell ermittelten FlieBgrenze im Druckversuch. AufRerdem sind flr den
Vergleich die experimentellen Ergebnisse dargestellt. Die von-Mises-Spannungen bei
500 bar und 1,5 mm Wandstarke Uberschreiten die 364 MPa deutlich, wodurch das Rohr
zu flielRen beginnt und komprimiert wird. Die Auswertung des 2 mm Stahlrohrs ergibt
von-Mises-Spannungen von 357 MPa an der Innenfliche und 280 MPa an der
AuRenflache. Da beide Werte unterhalo der FlieRgrenze liegen, tritt keine
Spannungsumlagerung von der Innenseite zur AuRenseite und somit keine Kompression
ein. Wird der Nachdruck auf 780 bar erhoht, versagt das 2,0 mm Rohr, wie der
Abbildung zu entnehmen. Wie das 1,5 mm Rohr bei 500 bar Nachdruck zuvor, kommt
es zur Uberschreitung der FlieBgrenze und zur Kompression des Rohrs, womit die
numerischen Ergebnisse sehr gut mit den experimentellen Ergebnissen tibereinstimmen.
Mit einer Spannung von 381 MPa an der Innenflache und 289 MPa an der AulRenfléche
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wird beim 2,5 mm Stahlrohr der elastische Bereich nicht tGberschritten. Somit zeigen
alle vier numerischen Berechnungen eine Ubereinstimmung mit dem Experiment und
eignen sich dadurch fir die Versagensvorhersage von Stahleinlegern im Druckguss.
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Abbildung 5.28: Ubersicht der verwendeten Stahlrohre (inkl. Wandstarke) und der Ergebnisse
der Umgussversuche bei der Kolbengeschwindigkeit 2,8 ms?* mit und ohne dem Nachdruck;
Gegeniberstellung der von-Mises-Spannungen flr das 1,5 mm und 2 mm Stahlrohr bei einem
Nachdruck von 500 bar sowie fur das 2 mm und 2,5 mm Stahlrohr bei einem Nachdruck von
780 bar



5.3 Herstellung und numerische Abbildung von St-Al-
Verbunden

Die im Druckguss hergestellten Stahl-Aluminiumverbunde und Hohlstrukturen werden
in diesem Abschnitt charakterisiert. Dazu werden die Stahl-Aluminiumverbunde mittels
daflir konzipierter zerstdrender mechanischer Prufverfahren und metallographischer
Methoden bewertet und gegentbergestellt. Aufbauend auf den experimentellen
Ergebnissen wird die entwickelte Simulationsmethodik verifiziert und die
Abbildungsgenauigkeit der numerischen Ergebnisse diskutiert. Fir die spétere
Auslegung von Druckgussstrukturen mit Einlegern wird eine numerische Vorhersage
der Einlegerbelastungen gemacht und anhand der experimentellen Versuche verifiziert.

5.3.1 Experimentelle Charakterisierung der St-Al-Verbunde

Im Folgenden werden die mechanischen und metallographischen Ergebnisse vorgestellt
und diskutiert. Alle verwendeten Beschichtungen werden zundchst in dem
Ausdruckverfahren charakterisiert und in Abbildung 5.29 gegenlbergestellt. Dargestellt
ist jeweils die gemittelte Maximalspannung nach dem ersten linearen Anstieg im
Ausdruckversuch. An dieser Stelle sei erwéhnt, dass bei einigen Versuchen hohere
Maximalspannungen gemessen werden. Meist ist das bei formschlussigen Proben der
Fall, wobei der Grund dafiir Materialanhdufungen wéhrend des Verfahrens des
Stahlinnenringes sind. Zur besseren Visualisierung der Ergebnisse werden diese nach
den Verbundmechanismen gruppiert.

Mit 8,60 MPa zeigt die unbeschichtete Probe die geringste Ausdruckspannung. Im
Vergleich zu den Werten aus Bitsche [22] mit ca. 24 MPa maximalen
Ausdruckspannungen liegen die ermittelten Werte deutlich niedriger. Die
unterschiedlichen Ergebnisse sind im Kraft-Weg-Verlauf zu begrinden. Nach dem
Erreichen der Maximalkraft féallt die Kurve schlagartig ab. Dies spricht fur einen
Wechsel vom Haftreibungskoeffizienten auf den dynamischen Reibkoeffizienten.
Zudem weisen die Einleger in der vorliegenden Arbeit nach dem Auszugversuch keine
bis minimale Abriebspuren vom Aluminiumumguss am Stahl auf. Der Kraftverlauf in
Bitsche [22] bleibt nach dem Erreichen der Maximalauszugskraft auf dem gleichen
Niveau, was fur eine Anhaftung des Aluminiums an dem Stahleinleger spricht. Grund
dafur konnte das unterschiedliche Verhaltnis von Aluminiumguss zu Stahleinleger sein
und die damit hohere eingebrachte Energiemenge in den Stahleinleger. Eine weitere
Erklarung konnte ein deutlich hoherer R.-Wert der Stahleinlger sein, wodurch sich ein
Mikroformschluss einstellt.

Die nachfolgende Gruppierung fasst alle Proben zusammen, die zusatzlich zu der
kraftschlussigen Verbindung eine Beschichtungsapplikation auf dem unbehandelten,

128
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nicht profilierten Stahleinleger besitzen. Mit 23,69 MPa und 22,45 MPa zeigen die
galvanisch verzinkten Stahlrohre nach dem Umguss &hnliche Ausdruckspannungen und
liegen um den Faktor 2,7 hoher als beim unbeschichteten Stahleinleger. Die
unterschiedlichen galvanisch aufgebrachten Zinkschichten aus dem alkalischen
Elektrolyt von 5 pum und 15 pum zeigen keinen signifikanten Unterschied in der
stoffschlissigen Anbindung. Die galvanisch applizierte Zink-Nickel-Beschichtung
erhoéht die Maximalspannung im Ausdruckversuch gegenuber der unbeschichteten Basis
um 323 % und liegt auf dem gleichen Niveau wie die feuerverzinkte Variante und die
Zink-Thermodiffusion Variante. Deutlich hohere Maximalspannungen, im Mittelwert
40,9 MPa, zeigt die galvanische Zinkbeschichtung aus einem sauren Elektrolyt.

Die Betrachtung der nicht beschichteten, jedoch mit Korund und HDWS aufgerauten
Einleger zeigt, dass der durch die beiden Behandlungen eingebrachte Mikroformschluss
einen deutlichen Effekt auf die maximalen Auszugskréafte hat. Der mit Korund
gestrahlte Stahleinleger mit einem R,-Wert von 40,1 pum erreicht im Mittel eine
maximale Auszugsspannung von 30,80 MPa. Die Streuung der Ergebnisse deutet auf
eine unregelmaRige Strukturierung des umgossenen Stahlrohrs hin.
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Abbildung 5.29: Gegenuberstellung der ermittelten Maximalspannungen fir die
unterschiedlichen Stahleinleger, umgossen im Aluminiumdruckguss und geprift im
Ausdruckversuch

Der HDWS behandelte Einleger mit einem R,-Wert von 102,5 um zeigt, bezogen auf
die maximalen Auszugsspannungen, den hochsten Wert mit 69,26 MPa im Mittel und
zudem eine sehr geringe Streuung der Messergebnisse. Die ermittelten Werte stimmen
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gut mit den erzielten Werten aus Cespedes-Gonzales [16] und Lao [18] Uberein, da auch
hier erhdhte Auszugskréafte durch eine Profilierung bzw. Erhéhung des R -Werts
erreicht werden. Die letzten vier Werte reprasentieren die Einleger, die zuséatzlich zur
Aufrauung eine Beschichtung vorweisen. Die erreichten Maximalspannungen liegen
zwischen 43,0 MPa und 59,42 MPa und damit auf einem hohen Niveau. Trotz der im
Vergleich zum reinen HDWS-Stahleinleger hoheren R,-Werte werden die Werte vom
reinen HDWS-Einleger nicht erreicht. Auch hier zeigen die beiden Einleger mit der
HDWS-Behandlung eine hoéhere Auszugsspannung als die mit Korund behandelten
Stahleinleger.

Neben der maximalen ertragbaren Auszugspannung ist der Auszugsverlauf und damit
die Energieaufnahme ein entscheidendes Qualitdtsmerkmal der Verbindung. Die
Betrachtung der Energie flr die verwendeten Beschichtungen ist in Abbildung 5.30
wiedergegeben. Fir die Vergleichbarkeit werden ausschlieBlich Ringe mit gleicher
Hohe betrachtet. Wie bei der Betrachtung der Maximalspannung zeigt auch in diesem
Fall, wie zu erwarten, der unbeschichtete Einleger mit 38,52 J die geringste
Energieaufnahme. Aus der Gruppe der unprofilierten, jedoch beschichteten Einleger
besitzt wie in der Betrachtung zuvor der galvanisch-sauer verzinkte Einleger mit
320,87 J die hochste Energieaufnahme. Der feuerverzinkte Einleger, der in der
Maximalspannungsbetrachtung den zweithdchsten Wert aufweist, zeigt mit 145,43 J bei
der Energiebetrachtung den geringsten Wert aus dieser Gruppe.

Die mit Korund behandelte, unbeschichtete Probe liegt mit 233,56 J auf dem Niveau der
nicht profilierten, beschichteten Proben. Der HDWS-behandelte Einleger ist aufgrund
des hdéheren R,-Werts mit einer Energieaufnahme von 483,92 J auf einem deutlichen
hoheren Niveau.

Bei der Energiebetrachtung zeigt, anders als bei der der Maximalspannungsbetrachtung,
der HDWS-behandelte und mit AISil2 beschichtete Einleger die hochste
Energieaufnahme. Mit 553,39 J liegt der Wert damit um der Faktor 14,36 hoher als in
der unbeschichteten Ausgangsvariante. In der Gruppe der profilierten und beschichteten
Einleger zeigen die AlSil2-beschichteten Verbindungen mit 418,30 J (Korund) und
553,39 J (HDWS) deutlich bessere Ergebnisse als die Al99,5-Verbindungen mit 207,12
J (Korund) und 195,98 J (HDWS). Grund dafiir konnte die im Vergleich zu Al99,5
hartere AlSi12 Schicht sein, die wahrend des Auszugs mehr Energie zur Uberwindung
des Formschlusses bendtigt.
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Abbildung 5.30: Gegenliberstellung der gemittelten Energieaufnahme fiir die unterschiedlichen
Stahleinleger, umgossen im Aluminiumdruckguss und geprift im Ausdruckversuch

Da die Rauheit des Einlegers die Auszugskrafte deutlich beeinflusst, sind die oben
diskutierten Werte differenziert zu betrachten. Durch die Applikation einer
Beschichtung wird immer auch die Rauheit mit veréndert (s. Tabelle 4.4), wodurch eine
Aussage (ber den Benefit der reinen Beschichtung und den entstandenen Stoffschluss
nur unzureichend getroffen werden kann. Die Auswirkungen der Rauheit auf die
Maximalspannung und Energieaufnahme ist in Abbildung 5.31 a und b dargestellt.
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Abbildung 5.31: Betrachtung der a) Maximalspannung und b) Energie der unbeschichteten,
profilierten Einleger im Ausdruckversuch, aufgetragen tber den taktil gemessenen R,-Wert
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Sowohl bei der Maximalspannung als auch bei der Energieaufnahme, ist ein linearer
Zusammenhang zwischen der Rauheit, repasentiert durch den R,-Wert, und den
ermittelten  Werten vorhanden. Das Bestimmtheitsmal betrdgt bei der
Maximalspannung 0,9987 und bei der Energieaufnahme 0,9885. Die
Auszugspannungen steigen durch eine Profilierung um den Faktor 7 und der
Energiegehalt um den Faktor 5 gegeniiber einem unprofilierten Einleger. Diese
Faktoren gelten jedoch nur flr den Spannnungszustand in den vorliegenden Versuchen.

Nach Popov [123] hangt der Reibkoeffizient nicht von der Normalkraft und nicht von
der Rauheit der Reibpartner ab. Dennoch ist die Reibkraft und im vorliegenden Fall die
Ausdruckkraft linear abhangig von der Normalkraft bzw. von der Verbundspannung.
Die Betrachtung der Stahl-Aluminiumverbindungen ohne stoffschlussigen Anteil zeigt,
dass die Ausdruckkraft F,,, abgeleitet aus dem Coulombschen Reibungsgesetz, mit
Gleichung (5.2) berechnet werden kann.

Rz

o (5.2)

Fap = 07 " Ag " UnyG -

Dabei ist o, die mittlere Radialspannung, die sich in einem kraftschllssigen Verbund
bildet, A, die Kontaktflache, uy  der Haft- bzw. Gleitreibungskoeffizient zwischen der

Materialpaarung und R, das MaR fir die Rauheit dividiert durch den Basis R, — Wert,
auf dem die Auslegung basiert. Darauf aufbauend zeigt Abbildung 0.27 im Anhang ein
Designchart zur Ermittlung der theoretischen Auszugs- / Ausdruckspannung einer
kraftschlussigen Verbindung bei unterschiedlichen Kontaktspannungen. Fur den
Reibkoeffizienten wird der spater ermittelte Wert (s. Kapitel 5.3.2) von 0,204
angenommen.

Fur die Bildung einer stoffschliissigen Schicht zwischen Einleger und Umguss oder
zwischen Einleger, Beschichtung und Umguss muss der Aluminiumumguss genugend
Energie in den Einleger direkt oder in die Beschichtung einbringen, damit sich eine
intermetallische Phase ausbilden kann. Die zuvor betrachteten Ausdruckversuche
basieren auf einem bei Raumtemperatur eingelegten Einleger und einer
Schmelztemperatur von 680°C. Wie in Abbildung 5.32 zu sehen, bildet sich in Bereich
1, dem ersten Auftreffen der Aluminiumschmelze, eine durchgéngig stoffschlissige
Verbindung. Bereich 2 verdeutlicht die Energieabnahme der Schmelze, da die restliche
Zinkschicht in diesem Bereich deutlicher ausgepragt ist. Bereich 3 dokumentiert das
Ende der stoffschliissigen Anbindung. In Bereich 4, der den Uberlauf darstellt, ist keine
Anbindung vorhanden.
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Abbildung 5.32: REM-Aufnahmen des feuerverzinkten Stahleinlegers, eingelegt bei Raum-
temperatur und 680 °C Schmelzetemperatur; Abbgebildet ist der Anguss (Bereichl), die erste
Abnahme der stoffschlissigen Anbindung (Bereich2), das Ende der stoffschliissigen Anbindung
(Bereich3) sowie der Uberlauf, der keinerlei stoffschliissige Anbindung aufweist (Bereich4).

Um die Anbindung zu verbessern, wird die Energie im System mittels der Erhéhung der
Schmelze- und Einlegertemperatur erhoht. Abbildung 5.33 zeigt den Einfluss der
Einleger- und Schmelztemperatur auf die Ausdruckspannung und Energieaufnahme.
Am Beispiel des feuerverzinkten Einlegers wird die Schmelzetemperatur von 680 °C
auf 700 °C erhoht und in einem weiteren Schritt der Einleger vor dem Umguss in einem
Ofen auf 250°C vorgewarmt.

Abbildung 5.33 a demonstriert, dass durch die Erhéhung der Schmelzetemperatur um
20 °C die Ausdruckspannung von 28,69 MPa auf 45,85 MPa (Faktor 1,59) gesteigert
werden kann. Einen noch grofReren Effekt hat die Vorwarmung des Einlegers auf
250 °C, wodurch 92,46 MPa (Faktor 3,22) Ausdruckspannung erreicht werden kénnen.
Die Steigerung bei der Energiebetrachtung féllt bei der Erh6hung der GieBtemperatur
mit 145,43 J auf 162,74 J und bei den vorgewdrmten Einlegern mit 192,03 J deutlich
geringer aus. Die Begriindung daflr liegt im Kraft-Weg-Verlauf. Zwar zeigen die
Versuche mit den modifizierten Prozessparametern deutlich héhere Maximalkrafte,
jedoch ist der Verlauf nach dem Kraftabfall bei allen drei Varianten vergleichbar. Die
Betrachtung der Schadigungszone nach dem Ausdruckversuch zeigt, dass die
stoffschliissige Verbindung bei den 15mm ZnFeuer-Proben im Mittel 199,53 mm?, bei
der ZnFeuer-Variante mit der héheren GieRtemperatur 393,71 mm? und bei der
vorgewarmten ~ ZnFeuer-Probe 608,85 mm? betragt. Die dafiir ermittelte
Ausdruckspannung von 92,46 MPa liegt im Vergleich zu den Werten von Dezellus et al.
[28] mit 51,6 MPa und Pan [27] mit 60 MPa deutlich hoher. Bei der letzteren Variante
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ist von einer nahezu vollstandigen stoffschliissigen Verbindung auszugehen, was auch
die metallographischen Untersuchen, beispielhaft verdeutlicht in Abbildung 0.28
(Anhang), zeigen.
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Abbildung 5.33: Darstellung des Einflusses von Einlegertemperatur und Schmelzetemperatur
sowie der T6-Warmebehandlung auf die Maximalspannung und Ausdriickenergie am Beispiel
des feuerverzinkten Einlegers; Die Erhéhung der Schmelzetemperatur ist von 680°C auf 700°C
gewdhlt, die vorgewarmten Einleger sind bei 250 °C gewéhlt.

Die Warmebehandlungsversuche mit stoffschliissigen Verbunden werden am Beispiel
des feuerverzinkten Stahleinlegers durchgefuhrt. Durch den niedrigen Liquiduspunkt
der Zinkbeschichtung ist ein Herauslésen des Verbundes zu beobachten. Abbildung
0.30 und Abbildung 0.31 im Anhang dokumentieren diesen Effekt. Am Beispiel des
feuerverzinkten Einlegers mit erhohter Gielstemperatur werden zudem nach der
Waérmebehandlung Ausdruckversuche durchgefuhrt. Dabei sind ein Abfall der
Maximalspannung auf 13,31 MPa und ein Abfall der Energieaufnahme auf 101,87 J zu
festzustellen. Aus diesem Grund ist fir die Herstellung eines stoffschliissigen
Verbundes bei Verwendung von Beschichtungen mit Liquiduspunkten unterhalb der
T6-Losungsglihtemperatur eine naturharte Aluminiumlegierung zu verwenden. Fur die
Verwendung von lésungsgeglihten  Stahl-Aluminiumverbunden miusste eine
hoherschmelzende Beschichtung identifiziert werden. Hierbei muss darauf geachtet
werden, dass der Liquiduspunkt der Beschichtung deutlich unterhalb der
Gielstemperatur der Aluminiumschmelze liegt, damit genligend Energie zur Verfiigung
steht, um die Beschichtung aufzuschmelzen.

Fir die Betrachtung der Scher- und Haftzugfestigkeit, dargestellt in Abbildung 5.34,
werden nur die Proben mit einer stoffschliissigen Verbindung verwendet. Da nicht
immer ein durchgangiger Stoffschluss vorliegt, wird nach der mechanischen Priifung
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mittels optischer Charakterisierung der stoffschliissige Anteil ermittelt, vermessen und
die Spannung errechnet.
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Abbildung 5.34: Darstellung der a) Scherzugfestigkeit und b) Haftzugfestigkeit flr ausgewahlte
Stahl-Aluminiumverbindungen mit stoffschliissigen Anteilen

Die Niveaus der ermittelten Spannung liegen im Vergleich zu den Ausdruckversuchen
aufgrund der fehlenden kraftschlissigen Verbindung niedriger. Auch sind die
Haftzugfestigkeiten im Schnitt niedriger als die Scherzugfestigkeiten. Ein Grund dafiir
kdnnte die unterschiedliche Belastungsrichtung sein. Mit 3,36 MPa im Scherzug und
0,89 MPa im Haftzug zeigen die galvanisch alkalisch verzinkten Proben die geringsten
Festigkeiten. Mit 4,27 MPa im Scherzug und 4,72 MPa im Haftzug folgt die AlSil12-
beschichtete Probe mit HDWS-Bearbeitung. Da bei diesem Versuch keine deutlichen
Grenzen hinsichtlich einer stoffschlussigen Anbindung erkennbar sind und durch die
Profilierung ein Formschluss vorliegt, wird mit einer 100 % Anbindung gerechnet. Der
galvanisch sauer verzinkte Einleger zeigt mit 50 MPa hohe Werte im Scherzugversuch,
wobei die erreichten Werte mit 9,94 MPa im Haftzugversuch deutlich geringer
ausfallen. Die Scherzugfestigkeit beim feuerverzinkten Einleger kann durch eine
Erhohung der GieRtemperatur von 9,61 MPa auf 29,62 MPa erhoht werden. Das
Vorwarmen der Einleger auf 250 °C verbessert den Stoffschluss nochmals deutlich auf
73,21 MPa. Da in der Literatur keine Scher- und Haftzugfestigkeiten zu stoffschlissigen
Stahl-Aluminiumverbunden, hergestellt im GieRverfahren bekannt sind, werden die
ermittelten  Festigkeiten mit geschweiliten  Stahl-Aluminiumverbindungen und
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Leichtmetallverbindungen verglichen. Seli et al. [124] erreicht mit einer mittels
Reibschweil3en hergestellten ~ Stahl-Aluminium-Verbindung  eine  mittlere
Haftzugfestigkeit von 45 MPa. Die Verbindung entsteht an der Stirnflache zweier
zylindrischer Korper, wobei der Stahlkdrper rotiert und der Aluminiumkorper in axialer
Richtung auf den Stahlkérper gedriickt wird. Borrisutthekul et al. [125] fugt im
Laserschweiverfahren ein Stahl- und Aluminiumblech, wodurch abhéngig von der
intermetallischen Phase Scherzugfestigkeiten von 20 MPa bis 70 MPa erreicht werden.
Kerber und Wedler et al. stellen im Druckguss Leichtmetallverbindungen her. Die
erreichten Al-Mg-Haftzugfestigkeiten in Kerber [15] streuen im Bereich von 20 MPa
bis 60 MPa. Grundsatzlich sind die Festigkeiten bei eingelegtem Magnesiumbauteil und
Aluminiumumguss hoher als in der umgekehrten Konstellation. Grund dafur ist die
hohere eingebrachte thermische Energie, wodurch sich eine ausgeprégtere Zone aus
intermetallischen Phasen ausbilden kann. Die erzielten Scherzugfestigkeiten einer Al-
Al-Verbindung in Wedler et al. [37] liegen mit einer geringen Streuung um die 60 MPa.
Abbildung 5.34 verdeutlicht, dass die Scherzugfestigkeiten im Rahmen der
Literaturwerte liegen. Die in dieser Arbeit ermittelten Haftzugfestigkeiten sind hingegen
im Vergleich zu den Verbindungen aus der Literatur deutlich niedriger.

Der Vergleich der Scherzugfestigkeiten am Beispiel der feuerverzinkten Einleger zeigt,
dass der kraftschlissige Anteil auf die rein stoffschliissige Verbindung addiert werden
kann und umgekehrt. Die Differenz zwischen einer Probe mit und ohne
Kraftschlussanteil betrégt bei der ausgangsfeuerverzinkten Variante 19,08 MPa, bei der
Variante mit der erhohten GielStemperatur 16,23 MPa und bei den vorgewédrmten
Einlegern 19,25 MPa. Der R,-Wert der feuerverzinkten Einleger betragt im Mittel 19,1
pum, wodurch sich aus der Geraden in Abbildung 5.31 eine Spannung von 15,8 MPa
ergibt und damit gut mit den experimentell ermittelten Werten tbereinstimmt.

Eine Darstellung aller geprifter Verbindungen gegenibergestellt bzgl. der
Maximalspannungen und Energieaufnahmen ist dem Anhang in Abbildung 0.28 zu
entnehmen.
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5.3.2 Numerische Darstellung von kraftschlissigen St-Al-Verbunden

Fur die numerische Darstellung von kraftschliissigen Stahl-Aluminiumverbunden
hergestellt im Druckgussverfahren, wird eine Simulationsmethodik (siehe Abschnitt
4.3.2) entwickelt und anhand des Auszugversuchs validiert. Der Abkuhlvorgang wird
dazu implizit unter Berucksichtigung folgender thermophysikalischer und mechanischer
Daten fur den Stahleinleger und den Aluminiumumguss durchgefihrt:

e a;(T) — thermischer Ausdehnungskoeffizient

e p(T) — Dichte

e E(T) — E-Modul

e v(T) — Querkontraktion

e ¢,(T) — spezifische Warmekapazitat

e AT — thermische Leitfahigkeit

e 0,¢(T) — Spannung-Dehnung / Fliekurve

e h(p), h(dmac) — Warmeibergang in Abhangigkeit des makroskopischen

Kontaktspaltes und des Kontaktdruckes

Die in Abschnitt 4.3.2 bestimmten Parameter werden fir den in Abbildung 5.35
dargestellten Abkuhlvorgang von von 0 s bis 3000 s verwendet. Aufgefuhrt sind die
Temperaturen im Bauteil in Kelvin, die Spannungen in radialer Richtung und die
Kontaktspannung in axialer Richtung am Stahl-Aluminium-Interface fur die Zeitschritte
0s, 055, 10,55, 250,5 s und 3000,5 s. Zum Zeitpunkt O s hat das Bauteil eine
homogene Temperaturverteilung von 673,15 K, was den 400 °C aus den
Temperaturmessungen im Experiment entspricht. Zudem sind keine Spannungen in
radialer Richtung sowie keine Kontaktspannungen am Stahl-Aluminium-Interface
ausgebildet. Bereits nach 0,5 s bilden sich erste Kontaktspannungen aus und steigen
nach 10,5 s auf ca. 8 MPa an. Nach 250 s liegen die Temperaturen im Umgussbereich
vom Stahlrohr und Aluminium bei ca. 400 K und die Spannung in radialer Richtung im
Interfacebereich betragt ca. 60 MPa. Zu diesem Zeitpunkt ist der Hauptanteil der
Kontaktspannung bereits ausgebildet und steigt bis zum Ende des Abkihlvorgangs nur
noch um 8 MPa auf 68 MPa im Mittel im Kontaktbereich zwischen Stahleinleger und
Aluminiumumguss. Zum Ende der Berechnung herrscht im Bauteil eine homogene
Temperaturverteilung von 293 K. Wie aus den Kontaktspannungsplots zu entnehmen,
steigt mit zunehmender Abkuhldauer das Spannungsgefélle in der Kontaktzone
zwischen Rohrmitte und Rohrende.
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Abbildung 5.35: Temperaturverteilung; Spannungen in radialer Richtung und Kontaktspannung
im Verbundgussdemonstrator wahrend des Abkihlvorgangs, dargestellt fir die untere Hélfte
des Demonstrators
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Die Ergebnisse der im Anschluss durchgefihrten expliziten Auszugsimulation sind in
Abbildung 5.36 dargestellt. Zur Verdeutlichung wird die Verformung des FEM-Netzes
in radialer Richtung in 20-facher Uberhohung dargestellt. Zu erkennen ist ein deutlicher
Spannungsabbau im Aluminium, sobald das Stahlrohr entfernt wird und nicht mehr als
Schwindungsbehinderung fungiert. Das Aluminium nimmt nun den Zustand an, den es
ohne die Schwindungsbehinderung des Stahleinlegers angenommen hatte. Zudem wird
ersichtlich, dass die Innenflaiche des Aluminiumumgusses keine zur Mittelachse

parallele Stellung einnimmt und eine leichte Ausbauchung aufgrund der geometrischen
Randbedingungen auftritt.
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Abbildung 5.36: Darstellung der Auszugberechnung in 20-facher Uberhohung in radialer
Richtung mit Darstellung der von-Mises-Spannung

Das Kraft-Weg-Digramm flir das Experiment und die numerische Simulation ist in
Abbildung 5.37 a dargestellt. Der Referenzwert ist ein charakteristischer, experimentell
ermittelter Verlauf. Nach einem linearen Anstieg folgt ein sofortiger Kraftabfall. Dabei
wird der kraftschlissige Verbund tberwunden und die Kraft fallt von 35 kN auf ca.
13kN. Die relative Verschiebung zwischen dem Stahleinleger und dem
Aluminiumumguss sorgt fur einen Wechsel des Haftreibungskoeffizienten zu einem
Gleitreibungskoeffizienten. Da diese beiden Parameter in der vorliegenden Arbeit nicht
gemessen werden konnen, erfolgt eine iterative Bestimmung. Flr den statischen
Reibkoeffizienten wird 0,204 und den dynamischen Reibkoeffizienten 0,085 ermittelt.
Damit weicht der Haftreibungskoeffizient von den verwendeten Werten in Bitsche [22]
und Wasmuth [23], die jeweils einen Wert von p=0,4 verwendet haben, ab, passt jedoch
sehr gut mit dem Wert von p=0,2 in [16] Cespedes-Gonzales zusammen. Der Kraft-
Weg-Verlauf aus der numerischen Simulation stimmt damit sehr gut mit dem
experimentellen Verlauf tberein. Der Kraft-Weg-Verlauf bei Nicht-Berucksichtigung
des dynamischen Reibkoeffizienten ist mit der durchbrochenen Linie dokumentiert.
Hier findet kein Kraftabfall statt und die Abnahme erfolgt lediglich durch die
kontinuierliche Verschiebung des Stahleinlegers aus dem Aluminiumumguss. Damit
wird zwar die Maximalkraft gut abgebildet, die Energieaufnahme jedoch stark
Uberschétzt. Bei der Betrachtung in einem Anwendungsfall muss somit zwingend mit
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dynamischem Reibkoeffizienten gerechnet werden. Die verwendeten Kontaktrand-
bedingungen sind im Anhang in Tabelle 0.4 aufgelistet.

40000 13,000
35000 Experiment 12995 Penalty
4 | |. . , -
| mp !Z!t . Experiment-211°
30000 —— Implizit-Explizit 112,990 | . .
£ Experiment-137
1 25000 £12,98 Experiment-76°
2
< 20000 512,980
9= e]
© © /
< 15000 £12,975 k
10000 £12,970 \ /
5000 12,965 | AV f—w
0 P 12,960 ' '
0 20 40 0 20 40
Weg /mm — Abstand Messpunkt /mm —
a) b)

Abbildung 5.37: a) Gegenuberstellung der Kraft-Weg-Verlaufe der Auszugprifung aus dem
Experiment, der rein impliziten Simulation mit Haftreibkoeffizient und der Implizit-Explizit-
Import-Simulation mit Beriicksichtigung des Wechsels von Haft- auf Gleitreibung,
b) Innenradius der rotationssymmetrischen Berechnung und taktilen Vermessung an drei
ausgewahlten Winkeln in Abhéngigkeit der axialen Richtung

Zur zusatzlichen Verifikation der Berechnungsergebnisse wird der Innenradius des
Aluminiumumgusses nach dem Auszug taktil in 1 mm Schritten in axialer Richtung
vermessen. Abbildung 537 b zeigt die Gegenlberstellung der 2D-
Simulationsergebnisse  fur die Penalty und die Direct-Kontaktformulierung
exemplarisch fiir die Punkte aus der Vermessung fur 211°, 137° und 76°. Dargestellt ist
der Innenradius in mm Uber die Messpunkte in axialer Richtung. Die Vermessung des
Bauteils zeigt, wie in der Simulation, eine bauchige Charakteristik. Die Abweichung
vom Experiment zur Simulation betragt im Mittel ca. 5 um und zeigt damit eine gute
Ubereinstimmung.

Das erstellte Kriechmodell aus Abschnitt 4.3.5 hat nur eine geringe Auswirkung auf die
entstehenden Kontaktspannungen zwischen Stahleinleger und Aluminiumumguss.
Abbildung 5.38 a und b zeigt die Auswirkung auf die Maximalspannung in radialer
Richtung am Distanzring und qualitativ (ber das gesamte Bauteil. Der Unterschied bei
der radialen Maximalspannung bei der ,,direct und ,,penalty” Kontaktformulierung
betragt lediglich 1 MPa. Zudem ist kein Unterschied im Verlauf entlang des Bauteils
erkennbar. Abschlielend zeigt die Betrachtung des Innenradius in Abbildung ¢ keinen
nennenswerten Unterschied der untersuchten Varianten.
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Abbildung 5.38: a) Darstellung der Kontaktspannung in radialer Richtung am Distanzring mit
Angabe der Maximalspannung der ,,direct™ und ,,penalty” Kontakt-formulierung aus ABAQUS
mit und ohne Kriechmodell, b) Ubersicht der Spannungsverteilung in radialer Richtung tiber das
gesamte Bauteil, ¢) Innenradius nach dem Auszug fiir die beiden Kontaktformulierungen mit
und ohne Kriechmodell

Der Grund fur den geringen Unterschied liegt in den niedrigen Kontaktspannungen und
der relativ kurzen Abkuhlzeitraum. Somit kommt in diesem Beispiel das Kriechmodell
kaum zum Tragen. Im Gegensatz zu den vorliegenden Ergebnissen zeigt Wasmuth [23]
mit einem gekoppelten Temperatur-Spannungs-Zeit-Kriechmodell, dass die
mechanische Dehnung in einer Stahl-Aluminium-Verbundgussprobe unter Verwendung

des Kriechmodells von 1500 “ auf 500 “= abfallt und damit mit den experimentellen

Ergebnissen Gbereinstimmt. Die im Sandguss hergestellte Verbundgussprobe unterliegt
jedoch hoheren Abkuhlzeiten von tber 10000 s als die Druckgussprobe in der
vorliegenden Arbeit.

An dieser Stelle ist festzuhalten, dass keine Auswirkungen des Kriechmodells auf die
Kontaktspannungen in diesem Beispiel nachgewiesen werden kdnnen, es jedoch bei
anderen Anwendungsféllen zu weitaus héheren Kontaktspannungen und einem damit
verbundenen Spannungsabbau kommen kann. Deshalb sollte grundsatzlich bei einer
numerischen Betrachtung von Verbunden mit hohen Kontaktspannungen ein
Kriechmodell verwendet werden.

5.3.3 Numerische Darstellung von stoffschliissigen St-Al-Verbunden

Fur die Verifizierung der Simulationsmethodik flr stoffschlissige Verbunde wird das
Ausdruckmodell verwendet. Dazu wird der Kontaktspannungsabbau durch den
Trennvorgang beriicksichtigt. Die Ergebnisse der numerischen Berechnung des
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Abkuhlvorgangs sind in Abbildung 5.39 a gezeigt. Die maximalen Spannungen in
radialer Richtung sind am Stahl-Aluminiuminterface mit 81 MPa zu beziffern und
liegen damit auf dem gleichen Niveau wie die maximalen Spannungen aus der
Auszugsberechnung im vorherigen Abschnitt.

S, 511 S, 511
(Avg: 75%) (Avg: 75%)

19573 16,653
26,405 22,204

a) b) c)
Abbildung 5.39: a) Spannungen in radialer Richtung nach dem Abkuhlvorgang des

Ausdruckmodells, b) Spannungszustand im ersten Inkrement der expliziten Import-
Ausdruckberechnung, ¢) Spannungszustand am Ende des Kontaktfindungsschrittes

Abbildung 5.39 b zeigt die Spannungen in radialer Richtung am Anfang des ersten
Berechnungsschrittes (Kontaktfindung) im ersten Zeitinkrement der expliziten
Ausdrucksimulation. Die Spannungsverteilung und —hohe entsprechen dem letzten
Inkrement der Abkuihlsimulation. Die Spannungsverteilung und —hohe &ndert sich
wahrend des Kontaktfindungsschritts, da ein Stick des Verbundgussbauteils fehlt und
damit Spannungsrelaxationen stattfinden. Die Ergebnisse am Ende des Schrittes sind in
Abbildung 5.39 c¢ aufgezeigt. Das Aluminium kann sich in axialer Richtung ausdehnen,
wodurch ein leichter Spannungsabfall auf ca. 50 MPa eintritt. Der weitere
Ausdruckvorgang ist mit dem Auszugvorgang aus dem vorherigen Abschnitt identisch.

Abbildung 5.40 a zeigt den Vergleich zwischen der numerischen Simulation und der
experimentell ermittelten Kraft-Weg-Kurve fir den unbeschichteten Einleger. Die
numerische Berechnung bildet das Experiment sehr gut ab wobei eine leichte
Abweichung in der Maximalkraft von 13601 N im Experiment auf 12228 N in der
numerischen Berechnung festzustellen ist. Da keine durchgangige stoffschlissige
Verbindung vorliegt, wird das 2D-Modell auf ein 3D-Modell erweitert. Hier besteht die
Maoglichkeit, Teilbereiche stoffschliissig zu modellieren. Als Verifizierung des Modells
wird zundchst ein rein kraftschlissiges 3D-Ausdruckmodell betrachtet und in
Abbildung 5.40 b abgebildet. Die Kraft-Weg-Kurve unterscheidet sich zum 2D-
Ergebnis kaum. Die Maximalkraft liegt bei 12700 N.
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Abbildung 5.40: Vergleich zwischen Experiment und numerischer Simulation im
Ausdruckversuch, a) Kraft-Weg-Verlauf des 2D Ausdruckverlaufs, b) Kraft-Weg-Verlauf des
3D-Ausdruckversuchs

Der Abkiihlvorgang der Verbundgussprinzipgeometrie im Schnitt mit den Spannungen
in radialer Richtung mit stoffschlissiger Verbindung ist in Abbildung 5.41 verdeutlicht.
Dargestellt sind wie im 2D-Modell die S;;-Spannungen, diesmal im zylindrischen
Koordinatensystem. Zum Zeitpunkt 0 sind keine Spannungen vorhanden. Sie steigen bis
1800 s Abkuhlzeit auf 68 MPa in der Kontaktzone zwischen Stahl und Aluminium an.
Trotz der Definition der stoffschliissigen Zone ist kein Unterscheid in den radialen
Spannungen im Vergleich zu dem Modell ohne Verbundzone zu erkennen. Bezogen auf
die kraftschliissige Verbindung, die sich proportional zu den radialen Spannungen
ausbildet, beeinflusst somit der stoffschllssige Anteil den Verbund nicht.

G, 511 {C8YE-1)
{Avg: 75%)

Abkiihlzeit [s] 0 1300

Abbildung 5.41: Entstehung der radialen Spannungen S;,, dargestellt in einem zylindrischen
Koordinatensystem, wéhrend des Abkiihlvorgangs im 3D-Verbundgussmodell

Bevor der Scherzug- und Haftzugversuch erfolgen, muss das Bauteil getrennt werden.
Der kraftschlissige Anteil wird damit entfernt. Die Ergebnisse des numerischen
Trennvorgangs fur die Abbildung des Scher- und Haftzugversuchs sind in
Abbildung 5.42 dargestellt. Die Graphen unter den Darstellungen beschreiben die
Kontaktspannung am Anfang und am Ende des Trennvorgangs exemplarisch mittig im
Bauteil in Umfangsrichtung.



144 Ergebnisse und Diskussion

8, 511 {C&Y5-2)

{Avg: 75%)
118.700
97.933
77167
56.400
350.633
14.867
-5.900
-26.667

-34.957
-109.733
-130.500

Beginn Ende

N N
n o
N e
o

Contact Pressure
[MPa]

w
Contact Pressure
[MPa]
¥

N
w

0 0
0 36 9121518 0 3 6 9 12 15 18
Position [mm] Position [mm)]

Abbildung 5.42: Darstellung der Spannungen S;; in radialer Richtung im zylindrischen
Koordinatensystem und der Kontaktspannung im Stahl-Aluminiuminterface mittig, in
Umfangsrichtung zu Beginn und am Ende des Trennvorgangs

Eine negative Kontaktspannung stellt einen Zugzustand und eine positive
Kontaktspannung einen Druckzustand dar. Die Druckspannungen, die anfangs noch an
der AuBenmantelfliche des Stahlrings herrschen, werden im Verlauf des
Berechnungsschrittes vollstandig abgebaut. Die entstehenden Zugspannungen auf der
Innenflache des Rings entstehen durch die Fixierung der Innenknoten und sind zu
vernachlassigen. Wie am Ende der Berechnung zu erkennen, versucht das Aluminium
aufgrund der fehlenden zweiten Umgusshalfte in Umfangsrichtung zu gleiten. Dies
flihrt zu einem Anstieg der Spannung in der Schicht in Druckrichtung auf 7,5 MPa.

Fur die Ermittlung und Verifizierung der kohesiven Parameters wird der Haft- und
Scherzugversuch aus Abschnitt 4.2.1 simulativ abgebildet. Die iterativ bestimmten
Parameter sind im Anhang Tabelle 0.3 aufgelistet. Eine Detaildarstellung des
Schichtverhaltens ist exemplarisch fir den Haftzugversuch in Abbildung 0.32 im
Anhang gezeigt. Die Gegenuberstellung der experimentellen und numerischen Kraft-
Weg-Kurve fir den Haft- und Scherzugversuch ist in Abbildung 5.43 skizziert. Die
numerischen Ergebnisse stimmen sowohl fir den Haftzug als auch fiir den
Scherzugversuch sehr gut Uberein.
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Abbildung 5.43: Vergleich der experimentellen und numerischen Kraft-Weg-Kurve im
a) Haftzugversuch und b) Scherzugversuch einer feuerverzinkten und mit AISILOMgMn
umgossenen Stahlprobe

Abbildung 5.44 verdeutlicht, dass die Berticksichtigung des Abkuhlvorgangs im
Vorfeld essentiell fur die korrekte Abbildung des stoffschliissigen Verbundes ist. So
entsteht im Falle des Haftzugversuchs ein Maximalkraftunterschied von 1263 N, was
einer Abweichung von 52,5 % entspricht. Im Fall des Scherzugversuchs ist zwischen
der Berechnung mit vorangegangener und ohne Abkihlbetrachtung kein nennenswerter
Unterschied festzustellen.
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Abbildung 5.44: Gegeniberstellung der numerischen Kraft-Weg-Kurven mit und ohne
thermischer Importberechnung fiir a) den Haftzugversuch und b) den Scherzugversuch

Der Unterschied beim Haftzugversuch ist auf die positive Kontaktspannung mit einem
punktuellen Maximum von 7,2 MPa zurickzufiihren (siehe Abbildung 5.45). Diese
Kontaktspannung muss in der Haftzugprufung erst Gberwunden werden, bevor es, wie
in Abbildung b dargestellt, zum Versagen der Schicht kommt.



146 Ergebnisse und Diskussion

CPRESS CPRESS

7177 0.000

: -0.775

6.523

5869 -1.551

4562 -3.101 m

2.908 -3.877

3.255 -4.652

2 601 -5.427

1.947 -6.203

1.294 -6.978

0.640 -7.753

-0.014 -8.529

-0.867 -9.304 i
CSHEARF CSHEARF

9.31
8.28
7.25
0.2¢
5.19 _—

E— 4.16
3.13 —
2.10
1.07
0.04
0.99
-2.03
-3.08

a) b)

Abbildung 5.45: Darstellung der GroBe CPRESS und CSHEAR fur die Simulation mit
Abkiihlvorgang (oben) und ohne (unten) fiir den Fall a) nach dem Trennvorgang, am Ende des
Kontaktfindungsschrittes und flr den Fall b) kurz vor dem Versagen der kohésiven Schicht

Die Scherspannungen sind nach dem Trennvorgang nur in einem geringen Betrag
vorhanden, weshalb die Kraft-Weg-Kurve in den zwei verschiedenen numerischen
Betrachtungen annihernd gleich ist. Der Ubertrag der Scher- und Haftzugergebnisse auf
den Ausdruckvorgang einer gemischt stoff-/kraftschliissigen Verbindung erfolgt am
Beispiel einer feuerverzinkten Probe. Da der Rz-Wert des feuerverzinkten Einlegers mit
19,1 um groRer als der Wert des unbeschichteten Einlegers ist, erfolgt eine Anpassung
des Reibkoeffizienten. Zudem kann durch die Anpassung dieses Koeffizienten ein
Ersatzmodell fur den Mikroformschluss einer profilierten Geometrie gegeben werden.
Die Variation des Reibkoeffizienten aus der rein kraftschliissigen Verbindung von 0,2
bis 1,2 zeigt wie erwartet einen linearen Verlauf bezogen auf die maximale
Auszugspannung. Zusammen mit den experimentell ermittelten Rz-Werten aus dem
vorangegangen Abschnitt lasst sich durch das Gleichsetzen beider Geraden aus
Abbildung 5.46 a fur den feuerverzinkten Einleger ein p von 0,449 errechnen. Der
numerisch ermittelte und charakteristische, experimentelle Kraft-Weg-Verlauf ist in
Abbildung 5.46 b dargestellt.
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Abbildung 5.46: a) Darstellung des experimentell ermittelten Rz-Werts und des numerischen
statischen Reibkoeffizienten Uber die experimentell und numerisch ermittelte maximale
Ausdruckspannung, b) Gegentberstellung des experimentellen und numerischen Kraft-Weg-
Verlaufs aus dem Ausdruckversuch einer charakteristischen feuerverzinkten Verbundgussprobe

Obwohl der stoffschlussige Anteil in der numerischen Modellierung dem
experimentellen Anteil entspricht, stimmen die Verlaufe nicht tGberein. Der Grund daftr
ist, dass die kohésive Schicht nicht den durch die Abkilihlung entstandenen Kraftschluss
berticksichtigt — schematisch verdeutlicht in Abbildung 5.47. Das heift, dass der erste
lineare Anstieg des errechneten Verlaufs auf die kraftschliissige Verbindung
zurlckzufuhren ist. Sobald das Bauteil anfangt sich zu bewegen, fangt die kohdsive
Schicht an zu schadigen, wodurch die Kraft etwas weiter ansteigt. Nach dem Versagen
der Schicht ist der komplette Kontakt zwischen Stahl und Aluminium durch den
Kraftschluss mit einem dynamischen Reibkoeffizienten definiert.

Bevor Schicht geschidigt Kohesive Schicht zerstort

56 * a( Aluminiumguss x l J
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Abbildung 5.47: Schematische Darstellung der wirkenden Parameter im FEM-Modell einer
Stahl-Aluminium-Verbundgussprobe vor und nach der Schadigung der kohésiven Schicht

Um diesem Effekt entgegenzuwirken, kann durch eine Anpassung der kohdsiven
Schichtparameter (Tabelle 0.6 im Anhang) eine Kompensation des fehlenden
Kraftschlusses erreicht und eine gute Ubereinstimmung zwischen Simulation und
Experiment gefunden werden. Abbildung 5.48 zeigt den Vergleich zwischen
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Berechnung und experimentellem Verlauf des Ausdruckversuchs. Fir den
kraftschlissigen Anteil werden pstatisch= 0,45 und Haynamisch= 0,2 verwendet. Nach der
Schadigung der kohasiven Schicht wird, aufgrund der sehr rauen Oberflache in der
Schadigungszone, ein Hdynamisch= 0,5 verwendet.
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35000 | Ring 3

30000 | —— Simulation
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0 2 10 12 14

6 8
Stempelweg /mm —

Abbildung 5.48: Vergleich zwischen numerischer Berechnung und Experiment unter Annahme
erhohter Werte fur die kohasive Schicht

An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass die verwendeten Werte der kohasiven
Schicht deutlich héher als die experimentell ermittelten Werte sind und lediglich als
Naherung betrachtet werden kénnen. Ubertragen auf andere Bauteile kdnnten dadurch
uberschétze Kraft- und Energieniveaus enstehen, die nicht der Realit4t entsprechen. Aus
diesem Grund wird fir die Realisierung einer gemischt kraft/-stoffschliissigen
Verbindung eine eigens programmierte Erweiterung der Simulationssoftware, eine
s0g. Subroutine, verwendet.

Die in Fortran programmierte Subroutine VUINTER erlaubt eine Kontaktdefinition
zwischen zwei Kontaktflachen in Abaqus / Explicit. Dazu muss die Spannung im
Kontakt durch die Subroutine berechnet werden und an Abaqus als Variable
zurickgegeben werden. Die Funktionsweise der verwendeten Subroutine st
schematisch in Abbildung 5.49 erklart. Als Eingangsgrofien fir die Routine dienen die
relativen Verschiebungen zwischen den Master- und Slaveknoten eines Kontaktes.
Verwendet werden kann die GroRe ,,drdisp”, die der relativen Verschiebung im
aktuellen Zeitinkrement, oder ,,rdisp*, die der relativen Verschiebung gemessen seit der
ersten Kontaktdefinition, entspricht. Ein positiver Wert steht fiir eine Durchdringung
und ein negativer Wert fiir einen Spalt. Die erste Richtungskomponente entspricht der
relativen Verschiebung in normalen Richtung und Komponente zwei und drei
beschreiben die tangentiale Verschiebung. Somit werden die Dehnungen dE,;, dE;,
und dE;; berechnet. Uber eine MaterialkenngréRe, die vergleichbar mit einem E-Modul
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der Schicht ist, werden im Anschluss die Spannungen s, 4, s;, und s;5 berechnet und an
Abaqus zurtickgegeben. Diese GroRen lassen sich im Postprocessing Gber cpress,
Cshear1 UNd Cspeare Visualisieren. Somit ist es moglich, bei einer Verschiebung in
tangentialer Richtung, wie am Beispiel des Ausdruckversuchs, den kraftschliissigen
Anteil in Form von s;; wirken zu lassen.

ABAQUS Subroutine
rdis
\ r_,fﬁ X Stahl- Zu Beginn
\ \ -kontaktflache rdisp, S11 = dE11 . knn
rdisp _
} ) : i i : rdisp. S12 = dEyp " kss + 511
L1 i S13 = dEi3 ki + 5
/ St Al / " , 13 13 tt 11
{ / ‘ ‘ Stress,
\ \ ; i (cpress) Nach Shichtschadigung
| \ R\ T S— Stress, S11. = dEiq " knn
rdisp, rdisp, -kontaktflache (cshear,) S12 = S11 " Hdynamisch
di di Stress _ .
/r 5P /r 5Py (cshlez) $13 = S11 " Hdynamisch
rdisp, rdisp,

Abbildung 5.49: Schematische Darstellung der Funktionsweise der verwendeten Subroutine
zur Abbildung kombinierter stoff- und kraftschlissiger Stahl-Aluminium-Verbunde mit der
ABAQUS Kontaktdefinition

Zudem kann Uber logische Ausdricke, Verzweigungen und Schleifen eine
Schichtschadigung und ein Wechsel von statischen auf dynamischen Reibkoeffizienten
dargestellt werden. Da bei einer Implizit / Explizit-Importberechnung ein bereits
verformtes Netz importiert wird und fir die Subroutine eine relative Verschiebung
zwischen Master- und Slaveknoten notwendig ist, wird der Spannungszustand aus der
Abkiihlsimulation mit einem Spannungsfeld iiber den ,Initial Condition“-Befehl
realisiert. Das Ergebnis der initialen Kontaktspannung ist dabei gleich der
Importvorgehensweise. Abbildung 5.50 verdeutlicht die Funktionsweise der Subroutine.
Dargestellt ist die Kontaktspannung in einem viertelsymmetrischen Ausschnitt der
Ausdruckgeometrie mit der GroRe CPRESS zu Beginn der Berechnung und am Ende
des Kontaktfindungsschrittes fir eine Berechnung mit und ohne Verwendung der
Subroutine. Wie zu erkennen ist, unterscheidet sich der Verlauf von CPRESS kaum.
Zudem sind kaum Kanteneffekte an den Kontaktdefinitionsgrenzen zu erkennen.
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Beginn Kontaktfindung Ende Kontaktfindung

Mit Subroutine

CPRESS

ohne Subroutine

Abbildung 5.50: Aufbau der Kontaktspannung, dargestellt durch die GréRe CPRESS in dem
Stahl-Aluminium-Kontakt mit und ohne der Subroutine VUINTER; Der Bereich der Subroutine
ist mit einer roten gestrichelten Linie verdeutlicht.

Das Ergebnis der numerischen Berechnung unter Verwendung der erstellten Subroutine
ist in Abbildung 5.51 gezeigt. Der Kraft-Weg-Verlauf in Abbildung a erreicht ein
Kraftmaximum von 34800 N und unterscheidet sich damit um 1742 N bzw. 4,7 % von
dem experimentellen Ergebnis mit einer Maximalkraft von 36542 N. Zudem wird der
Verlauf sehr gut abgebildet, bis auf ein kurzes Teilstick von 2,5 mm bis 4 mm
Verfahrweg. Hier kommt es zu einer verstarkten Verformung der Elemente am Kontakt,
weshalb die GroRe CPRESS und damit direkt die Auszugskraft etwas schwanken.
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Abbildung 5.51: a) Vergleich der Kraft-Weg-Kurve von Experiment und der numerischen
Berechnung unter Verwendung der Subroutine, b) Darstellung der GréRe CSHEAR2 im
Zeitschritt vor und nach der Schadigung der Schicht
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Abbildung b zeigt die Grolle CSHEARZ2, die direkt die Auszugskraft beeinflusst. Die
obere Abbildung zeigt das Ergebnis im Zeitschritt vor der Schédigung der
stoffschlussigen Verbindung. Der Teil des stoffschlissigen Kontakts zeigt vor der
Schédigung im Mittel um die 50 MPa an. Nach der Schadigung besteht nur noch ein
kraftschlussiger Verbund unter Wirkung des dynamischen Reibkoeffizienten. Es sind
nur leichte Kontaktphdnomene zwischen dem konventionellen und dem subroutinen-
definierten Kontaktbereich zu beobachten.



6 Anwendungsbeispiele fur St-Al-Verbunde und
Salzkerne

Die earbeiteten Ergebnisse aus den Prinzipbauteiluntersuchungen werden im Folgenden
auf Anwendungsbeispiele tUbertragen. Fir die Stahl-Aluminium-Verbunde wird eine A-
Saule im Niederdrucksandguss realisiert und bewertet. Als Anwendungbeispiel der
Salzkerntechnik wird eine Zylinderstegkuhlung fir ein  Aluminiumdruckguss-
kurbelgehduse konzipiert und im Warmkammerdruckguss hergestellt sowie im
Anschluss im Kaltkammerdruckguss umgossen.

6.1 St-Al-Verbundguss (Cabriolet)-A-Saule

Als Ubertrag der Erkenntnisse aus den Verbundgussprinzipproben auf ein
Anwendungsbeispiel wird die Verbundguss-A-Séule im Folgenden vorgestellt. Die
Motivation ist die Reduzierung des Stahlanteils und die Gewichtseinsparung,
insbesondere Uber dem Schwerpunkt des Fahrzeugs. Als weiterer Vorteil kann der
Entfall der Mischflgestellen zwischen Stahl und Aluminium genannt werden.

Das Konzept der A-Séule ist in Abbildung 6.1 a ersichtlich. Als Basis dient die A-Saule
des Roadsters Mercedes-Benz SL - Baureihe R231. Aus der Serienfertigung werden die
zwei Stahlrohre (1) und ein Stahlblech (2) verwendet. Die zwei Stahlrohre aus dem
Material BTR 165 sind warmumgeformte und pressgehértete Stéhle, das Stahlblech ist
aus dem Material E355. Die Bauteile werden mittels Schweil’en gefligt und liegen als
Zusammenbauteil (ZB) vor. Der Aluminiumumguss (3) wird so konzipiert, dass die
Anbindungstellen an die aus der Serienproduktion verfligbaren Anbauteile gefugt
werden kdnnen. Die Herstellung der A-Sdule, dargestellt in Abbildung 6.1 b, erfolgt in
dem bereits vorgestellten Niederdruckgusssandverfahren aus Abschnitt 4.1.4, das zur
Darstellung von Prototypenbauteilen verwendet wird. Als Material, wird wie bei den
Prinzipproben, die Legierung AlSi7Mg0,15 verwendet. Um den Hohlraum um den ZB-
Einleger darzustellen, werden zusatzlich Sandkerne (2) eingesetzt. Auf die Sandform
(1) und den Sandkern wird vor dem Abguss eine Schlichte aufgetragen. Damit keine
Aluminiumschmelze infiltriert, werden die Offnungen der Stahlrohre mit einer
Aluminiumoxidwolle verschlossen. Abbildung 6.1 c¢ zeigt den Gussrohling mit
Angusssystem und Speisern. Die A-Sdule wird iber die gesamte L&nge, ausgehend von
einem zentralen Anguss, angestromt. Die Spannungen, die nach der Erstarrung
vorliegen, sind im Anhang in Abbildung 0.41 dokumentiert.

152
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a) b) c)

Abbildung 6.1: a) Verbundguss-A-Saulenkonzept mit Darstellung der zwei verwendeten
Stahlrohre, des Stahlblechs und des Aluminiumumgussbereichs; b) Sandform und Sandkern;
¢) Gussrohling der Verbundgussséule mit Angusssystem und Speisern

Bei einem Uberschlag eines Cabriolet-Kraftfahrzeugs wird die Hauptbelastung
aufgrund der fehlenden B- und C-Sdule durch die A-Saule aufgenommen. Um diesen
Lastfall zu bewerten, wird das genormte Prufverfahren Roof Crush Test FMVSS 216a
(s. Abbildung 0.35 im Anhang) durchgefuhrt. Um diesen Lastfall unter
Laborbedingungen nachzubilden wird ein Ersatzlastfall abgeleitet (s. Abbildung 0.36 im
Anhang). Zur Verifizierung des Ersatzlastfalls wird die Kraft-Weg-Kurve aus der
numerischen Berechnung des Gesamtmodells mit der Serien-A-S&ule zu Grunde gelegt
und ein FEM-Modell flr die Serien-A-Séule mit dem Ersatzlastfall aufgebaut. Die
Ubereinstimmung zwischen Gesamtfahrzeugmodell und Ersatzlastfall ist in der
numerischen Betrachtung gegeben.

Die experimentelle und numerische Umsetzung des Ersatzlastfalls ist in Abbildung 6.2
beschrieben. Da kein geneigter Prifstempel zur Verfligung steht, wird der gesamte
Aufbau (s. Abbildung 6.2 a) um die vorgeschriebenen 25° und 5° geneigt. Dazu werden
Fixiervorrichtungen konzipiert und auf einer Priifmaschine der Firma Zwick-Roell auf
einem Nutentisch befestigt. Die Fixierung des A-Sdulenfules (1) erfolgt mit
Lochstahlstreifen und eingebrachten Bohrungen im Ful3 Uber den gesamten Umfang.
Die bewegliche Befestigung (B und 2) wird mit zwei Profilschienenfiihrungen der
Firma Hiwin realisiert. Der Dachrahmen (3) wird mittels zweier profilierter
Klemmungen befestigt. Fir die Auswertung des Versuchs wird die Kraft-Weg-Kurve
am Stempel aufgezeichnet. Fir die numerische Abbildung der A-Sdule werden die
beiden unteren A-SdulenfiRe und der untere und obere Dachrahmen mit linearen
Schalenelementen vernetzt (dargestellt in Abbildung 6.2 b). Die beweglichen und
fixierten Bereiche werden wie im Experiment und in Abbildung 0.36 im Anhang
definiert. Die Blechgeometrie und die zwei gebogenen Rohre werden mit
Schalenelementen, der Aluminiumguss mit quadratischen Tetraedern und der Stempel
mit linearen Hexaedern, vernetzt. Die Reibung zwischen Stempel und den beriihrenden
Bauteilen wird als reibungsfrei angenommen. Der Kleber und die Nieten werden als
Festkorper modelliert und Uber einen Festkontakt an die anliegenden Bauteile
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angebracht. Fur den Aluminiumbereich der oberen A-S&ule und den Aluminiumfuf3
wird ein triaxialitatsbasierendes Sch&digungsmodell, vorgestellt in Abschnitt 4.3.4,
verwendet. Da im Experiment kein Versagen eintritt, werden die Blech- und
Rohrgeometrie elastisch-plastisch mit Kennwerten aus den vorangegangenen
Abschnitten beschrieben. Die Flgepunkte, wie Kleber und Nietverbindungen, werden
linear-elastisch  definiert. Der Stempel verfahrt 150 mm in Normalenrichtung
weggesteuert. Die Gegenkraft wird ber ein RBE2-Element gemessen.

a) b)

Abbildung 6.2: a) Realaufnahmen des Prifaufbaus zur Umsetzung des A-Saulenersatzlastfalls
mit Dateilaufnahmen der Fixierungen 1-3, b) FEM-Modell fir den Roof-Crush-Test der
Verbundguss-A-Séule inkl. Stempel

Die Ergebnisse aus den quasistatischen Versuchen im Experiment und numerischer
Berechnung sind in Form von Kraft-Wegkurven in Abbildung 6.3 wiedergegeben. Das
Serienkonzept, ein Stahlblechaufbau zeigt tber den kompletten Verfahrweg von
150 mm keine Sch&digung. Das liegt an der hohen Bruchdehung des verwendeten
Stahlblechs. Somit wird eine Gegenkraft von 68955 N erzeugt und eine Energie von

4829 r’:l—l:'n aufgenommen. Die Betrachtung der Verbundguss-A-Sdule F-Zustand mit

einer festen Knotenverbindung zwischen Stahleinleger und Aluminiumumguss sowie
mit einem elastisch-plastischen Materialmodell ohne Schadigung, zeigt ein
Kraftmaximum von 70566 N nach 150 mm Verfahrweg, wobei kein Kraftabfall zu
erkennen ist. Dieses Ergebnis stimmt nicht mit dem experimentellen Verlauf tberein, da
hierbei eine Schadigung nach 99 mm Verfahrweg im Aluminiumumguss eintritt. Die
numerische Berechnung mit den Kontakteinstellungen aus den Prinzipuntersuchungen
in Abschnitt 5.3.2 und dem erstellten Schadigungsmodell aus Abschnitt 4.3.4 zeigt eine
sehr gute Ubereinstimmung zwischen Experiment und numerischer Berechnung. Der
Kraftabfall und das Versagen des Aluminiumgusses findet in der Simulation bei
ca. 102 mm Verfahrweg statt und weicht damit nur um 2 mm vom Experiment ab. Auch
im weiteren Verlauf der Simulation steigt wie im Experiment die Kraft erneut an. Bei
150 mm Verfahrweg ist in der Simulation eine Kraft von 36629 N und im Experiment
42326 N erreicht, womit eine Abweichung von 13,45 % eintritt.
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Abbildung 6.3: Vergleich des Kraft-Weg-Verlaufs fir den Ersatzlastfall des Dacheindriick-
tests zwischen Experiment und numerischer Simulation; Dokumentiert ist der Verlauf aus dem
Experiment im Gusszustand und im T7-Zustand sowie der dazugehérige Verlauf aus der
numerischen Berechnung mit Schadigungsmodell. Ergénzend sind die Ergebnisse der
Seriengeometrie und einer Berechnung ohne Schadigungsmodell eingezeichnet.

Die Betrachtung der A-Sdule im T7-Zustand zeigt eine sehr starke Abweichung
zwischen Simulation und Experiment. Der Grund liegt in dem A-Sdulen-FuB, der
wahrend dem Eindriickvorgang, bevor die A-Sdule versagt, an der Fligestelle zwischen
Innen- und AuBenfuR aufplatzt, zu sehen am ersten Kraftabfall. Erst beim zweiten
Kraftabfall kommt es zu einem Anriss des A-Sdule, jedoch zu keinem vollstandigen
Versagen. Da zum vorliegenden Zeitpunkt kein Schadigungsmodell fir die
Nietverbindungen und den Kleber vorliegt, kann dieses Phdnomen nicht abgebildet
werden. Die numerische Kraft-Weg-Kurve, mit den ideal modellierten Fuge-
verbindungen zeigt jedoch das Potetial einer Stahl-Aluminium-Verbundguss-A-Saule
auf, da ein Kraftmaximum von 68473 N erreicht wird und erst ab 140 mm Verfahrweg
eine leichter Kraftabfall auf 66882 N eintritt. Da die A-S&ule zudem im Vergleich zum
Serienkonzept ca. 2 kg leichter ist, kénnte durch ein optimiertes Konzept und eine
bessere Krafteinleitung in den A-Sdulenful} ein Leichtbaubenefit durch solch ein
Konzept realisiert werden.
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6.2 Salzkern zur Darstellung einer Kurbelgehéause-
Zylinderstegkthlung

Der Ubertrag der gewonnen Erkenntnisse der Salzkernuntersuchungen erfolgt am
Beispiel einer Zylinderstegkiihlung fir ein Druckgusskurbelgehduse (kurz. KGH).
Bisher werden Zylinderstegkthlungen in Druckguss durch Schragbohrungen hergestellt,
da es keine Kernsysteme fur Druckgussanwendungen gibt. Durch den Einsatz einer 3D-
Kihlgeometrie konnte der Wasserdurchsatz gezielter eingestellt und damit die Kiihlung
effizienter und belastungsgerechter  gestaltet werden. Eine Demonstrator-
salzkerngeometrie wird dazu im Warmkammerdruckgussverfahren hergestellt und im
Anschluss im Kaltkammerdruckgussverfahren umgossen.

Die Herstellung der Salzkerngeometrie erfolgt im Warmkammerdruckgussverfahren mit
dem Maschinentyp W125 der Firma Oskar Frech GmbH & Co. Abbildung 6.4 zeigt
einen Rohteilabguss sowie die Fullung und Erstarrung der numerischen Simulation. Das
symmetrische Werkzeug besteht aus insgesamt acht Kavitaten (4), die durch ein
Angusssystem (2) verbunden sind. Verwendet wird die Legierungszusammensetzung
Nr. 2 aus den Schwerkraftprinzipversuchen in Abschnitt 5.1.1. Nach der Formoffnung
werden die Salzkerne mittels Auswerfern an der Uberlaufkavitat (5) und dem GieRlauf
(3) ausgeformt und anschliefend manuell aus der Maschine herausgenommen. Um ein
Aufheizen des Werkzeugs durch die Schmelze auszugleichen, kihlt die
Warmkammermaschine die feste Formhélfte, die bewegliche Formhalfte und den
Verteiler direkt hinter dem Mundstick (1). Um vergleichbare Prinzipteile zu erhalten,
werden zudem die Temperaturbedingungen Uber den Prozess konstant gehalten. Ein
Thermoelement kontrolliert die Temperatur des Verteilerkanals Gber den Giel3prozess.
Fur die numerische Simulation werden die Erkenntnisse aus den Prinzipversuchen in
Abschnitt 5.1 angewandt.

Time = 0.105

i Velocity [mm/s]

5.0e+03
3.8e+03
2.5e+03

1.2e+03
0.0e+00

f Time = 0.271 i
o ‘
a) b)

Abbildung 6.4: a) Rohteil des 8-fach-Abgusses und; b) Darstellung der Fillung und Schmelze-
geschwindigkeit nach 0,105 sowie der Erstarrung der Salzkernstegkiihlung mittels der Solid
Fraction nach 0,271 s
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Die Simulation zeigt, dass durch die Anordnung der Kavitaten eine turbulente,
ungleichmaRige Fullung ensteht, wobei die innere Kavitat zuerst gefillt wird. Das
resultiert in einer ungleichmé&Bigen Erstarrung zwischen den innen und auflen
positionierten Kernen. Zudem zeigt die Abbildung, dass am Ende der Fillung, nach
0,271 s, bereits Festanteile aufgrund des hohen Wéarmelibergangs zwischen flussiger
Schmelze und Kokillenwand vorhanden sind. Somit sollte bereits wahrend der Fillung
von filligranen Salzkernbauteilen die Erstarrung mitbetrachtet werden.

Die Salzkerne werden im Kaltkammerdruckgussverfahren mit Aluminium umgossen.
Drei Kerne werden dabei bei Raumtemperatur mit einem Greifersystem automatisch in
die Druckgussform eingelegt. Abbildung 6.5 zeigt einen umgebauten Wassermantelkern
mit eingelegten Salzkernen und eine Abbildung kurz vor dem SchlieBen der
Werkzeugform. Das Vorgehen fiir die numerische Umgusssimulation ist gleich der
Vorgehensweise aus den Prinzipversuchen in Abschnitt 5.2. Abbildung 6.5 zeigt das
offene Volumen (1) und den Wassermantel (2) des Kurbelgehduses. Fir eine
hinreichende Diskretisierung und Abbildung der Radien werden Teilbereiche des
Wassermantels (3) und der Salzkern (4) mit 0,5 mm Tetraedern vernetzt. Eine relative
Verschiebung zwischen Wassermantel und Salzkern wird ermdoglicht. Zudem wird die
automatische Geschwindigkeitsanpassung des Kolbens aus der PQ?2-Analyse (s.
Abschnitt 4.2.2) verwendet.

Die Interpretation der Berechnungsergebnisse erfolgt analog dem Vorgehen aus den
Prinzipumgussberechnungen. Die Ergebnisse der 3-Punkt-Biegeprifung der Salzkerne
besitzen bei optimierten Prozessparametereinstellungen eine mittlere Biegefestigkeit
von 29,64 MPa und sind damit trotz des unterschiedlichen Prozesses vergleichbar mit
den Festigkeiteswerten aus den Schwerkraftgussversuchen. Aus diesem Grund werden
fur die Auslegung die Zug- und Druckfestigkeiten aus den Schwerkraftgussversuchen
zugrunde gelegt, obwohl zum vorliegenden Zeitpunkt keine Zugversuchs- und
Druckversuchswerte fiir Warmkammerguss-Salzkerne ermittelt werden konnen.
Abbildung 6.6 a =zeigt die Filllung des KGH’s. Am Anschnitt werden

Geschwindigkeiten von ca. 45 % erreicht. Da die Salzkerne im hinteren Teil der Kavitat
liegen und der umliegende Querschnitt groRer als der Anschnittquerschnitt ist, stromt
die Aluminiumschmelze die Salzkerne mit ca. 20 ? bis 25 ? an. Das resultiert in einer

maximalen Spannung von etwas weniger als 4 MPa an den Lagerstellen und in der
Mitte des Salzkernsteges, da es hier zu einer Biegebelastung kommt. D. h., dass keine
mechanische Schadigung in der zweiten Phase zu erwarten ist.
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Abbildung 6.5: Abbildung mit eingelegten Salzkernen im Wassermantelkern kurz vor dem
Umgussversuch inkl. Salzkernprifkonzept; Darstellung des Flow3D-Modells fir die Auslegung
der  Salzkernstegkiuhlungen im  Kurbelgehduseumguss inkl. FEM-Vernetzung der
Wassermantelbereiche und der Salzkerne

Die Ergebnisse der dritten Phase sind in Abbildung 6.6 b dargestellt. Durch einen
Nachdruck von 800 bar werden in den Plattchen Druckspannungen (dargestellt durch
Min Principal Stress) von bis zu 90 MPa an den Lagerstellen erzeugt. Im Stegbereich
liegt die Spannung bei ca. 70 MPa und damit deutlich unter den 102 MPa aus den
ermittelten Druckversuchen. Somit ist laut der numerischen Berechnung ein Versagen
wéhrend des Druckgussumgusses auszuschlie3en.
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Abbildung 6.6: a) Darstellung der Schmelzegeschwindigkeit und des Max Principal Stress
wéhrend des Umgusses flr die drei eingelegten Salzkerne und im Detail fiir das hochstbelastete
Plattchen; b) Darstellung der Salzkernbelastung wahrend der dritten Phase, der Nachdruck-
phase; Abbgebildet ist der Min Principal Stress

Die experimentelle Verifizierung der Ergebnisse ist in Abbildung 6.7 dokumentiert. Zu
sehen ist ein 4-Zylinder-Druckgusskurbelgehduse. Teil a der Abbildung zeigt einen
Teilschnitt durch den Zylindersteg Nr. 2 und Zylinder Nr. 3 und Nr. 4, wodurch eine
Hélfte der Kanalgeometrie (1) zu erkennen ist und die beiden Kanéle (2) in Zylindersteg
Nr. 3. Ein Eingelegter Salzkern ist in Abbildung Teil b dargestellt. Abbildung Teil ¢ und
d dienen zur besseren Visualisierung der Kanalgeometrie
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Abbildung 6.7: a) Darstellung eines Aluminiumdruckgussgehaduses (kurz. KGH) im Teilschnitt
nach dem Umguss und dem Entfernen der Salzkerne, b) Auschnitt aus dem KGH mit
eingelegtem Salzkern, ¢) Verdeutlichung der Kanalbildung nach dem Entfernen des Salzkerns
im KGH, d) Ausschnitt aus dem KGH zur Verdeutlichung der Salkernposition und
Kuhlkanalbildung

Der Umguss der Salzkerne sowie die anschlieBende Entfernung mittels
Hochdruckwasserstrahlen funktioniert sehr gut. In wenigen Féllen zeigen die Salzkerne
eine leichte Infiltration mit Aluminiumschmelze. Grund dafur sind Luftblasen an der
Oberflache die dem Nachdruck nicht standhalten, da die Querschnittsflache an dieser
Stelle reduziert ist. Deshalb ist auf die Fertigung eines gasporenarmen Salzkerns zu
achten.
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Im folgenden Abschnitt werden die Ergebnisse aus den vorhergehenden
Untersuchungen zusammengefasst, ein Fazit zu den untersuchten Technologien gezogen
sowie Ansatzpunkte flir weitere Untersuchungen, die in der vorliegenden Arbeit nicht
mehr durchgefihrt werden, vorgestellt.

Zusammenfassung

Die Struktur der Arbeit ist in Abbildung 7.1 dargestellt. Aus einer Gegenuberstellung
bereits bekannter Technologien zur Erzeugung von Hinterschnitten im Druckguss
werden Stahl-Aluminium-Verbunde und Salzkerne, hergestellt aus der fliissigen Phase,
fur weiterfihrende Untersuchungen ausgewahlt. Ziel der Arbeit ist die Erarbeitung
notwendiger Daten zur numerischen Auslegung von kraft-, form- und stoffschlissigen
Stahl-Aluminium-Verbindungen sowie komplexer Hohlgussbauteile, hergestellt mit
Salzkernen aus der flussigen Phase. Fir die Stahl-Aluminium-Verbindung wird ein
E355-Stahlrohr und fur die Salzkernlegierung ein NaCl+Na>COz-System ausgewahlt.

Verbundguss A-Saule

Simulationsmethodik

Anwendungsbeispiele
E|nlegerbelastung g B

mechanische-/
metallographische
Charakterisierung der

St-Al-Verbunde .
. Simulationsmethodik . .
St-Al-Verbunde
Simulationsmethodik .Aluminiumumguss
Salzkernherstellung @ Stahl- und Salzeinleger

Salzkernstegkiihlung KGH

@ mechanische-/
Salzlegierungs metallographische
-variation @ Charakterisierung der
Salzkerne

Abbildung 7.1: Struktur und Arbeitspakete der Dissertation

Fur die Prinzipuntersuchungen werden vier Salzkernprinzipkorper und ein Werkzeug-
konzept flr deren Herstellung konzipiert. Der erste Prinzipkorper ist ein Biegestab, mit
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dem die Biege- und Druckfestigkeit ermittelt wird. Mit einer konzipierten
Warmrissprobe, die auf der Biegestabgeometrie aufbaut und eine zusatzliche
Schwindungsbehinderung integriert hat, wird das Warmrissverhalten bewertet. Mit der
dritten Geometrie, dem Zugstab, werden die Zugfestigkeiten ermittelt. Abschlielend
wird das FlieRverhalten mit einer Giel3spirale untersucht.

Da die Zusammensetzung im vorliegen NaCl+Na>COz-System einen starken Einfluss
auf die Salzkernqualitdt hat, wird diese im ersten Schritt mit der Biegestab- und
Warmrissprobe untersucht. Aus sieben verschiedenen Legierungszusammensetzungen
werden zwei zielfuhrende Zusammensetzungen identifiziert: eine stark lbereutektische
Legierung mit 70 mol% Na>COz-Anteil, einer mittleren Biegefestigkeit von 24,28 MPa
und maximalen Ausformzeit von 120 s, sowie die untereutektische Legierung mit
35,5 mol% NaCOz-Anteil, einer mittleren Biegefestigkeit von 31,87 MPa und einer
maximaler Ausformzeit in der Warmrissprobe von 60 s. Aufgrund der hoheren
Festigkeit wird die letztgenannte Zusammensetzung fur weiterfihrende Untersuchungen
ausgewahlt. Dazu werden anhand der Biegestabprobe mit einem teil-faktoriellen DoE-
Versuchsplan die Einflusse der Schmelzetemperatur T, der Kokillentemperatur Ty und
der Ausformzeit t, auf die Biegfestigkeit, die Harte nach Brinell sowie auf die
Abkuhlraten und das Gefiige untersucht. Das Ergebnis ist ein Ausdruck, der die
Biegefestigkeit im untersuchten System mit der Gleichung (5.1) (s. Abschnitt 5.1.1)
beschreibt. ~ Zudem  wird in einer  Zielwertermittlung eine  optimale
Prozessparameterkombination von Ty = 680°C und Ty = 231,31 °C identifiziert. Die
Ausformzeit hat laut der DoE-Auswertung keinen entscheidenden Einfluss auf die
Biegefestigkeit. Eine Korrelation zwischen der Hérte und der Biegefestigkeit kann nicht
aufgezeigt werden. Die Untersuchungen haben zudem gezeigt, dass die Festigkeit stark
von den Abkuhlraten und dem entstehenden Geflige abhangt. Hohe Abkihlraten fiihren
tendenziell bei der vorliegenden Probengeometrie zu verminderten Biegefestigkeiten
(20,16 MPa), da die extrem gerichtet erstarrten NaCl-Dendriten in der Randschale bei
der Biegebelastung leicht abscheren. Geringe Abkihlraten fiihren zu erhohten
Festigkeiten (29,47) MPa, da sich dadurch verzweigte NaCl-Dendriten in der
Randschale und im inneren des Bauteils ausbilden und somit den Risswiderstand und
damit wiederum die Festigkeit erhdhen. Die Warmrissuntersuchung zeigt, dass bei der
Verwendung des Salzkernsystems enge Prozessfenster eingehalten werden mussen. Als
Anhaltspunkt wird eine AT zwischen Ts und Tx von 380 °C bis maximal 420 °C
ermittelt. Hohere Temperaturunterschiede erschweren die Herstellung von rissfreien
Proben mit Schwindungsbehinderung ungemein. Im letzten Schritt werden, unter
anderem als Grundlage der numerischen Berechnung, die mechanischen Eigenschaften
bei Druck-, Biege-, und Zugbelastung von Raumtemperatur bis 500 °C ermittelt. Die
Ergebnisse zeigen eine starke Abhéngigkeit der Festigkeit von der Belastungsrichtung,
wobei bei Raumtemperatur Druckfestigkeiten von 102 MPa, Biegefestigkeiten von
30 MPa und Zugfestigkeiten wvon 9,72 MPa ermittelt werden. Die
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Festigkeitsunterschiede werden mit der Belastungsrichtung der Dendritenstruktur und
der Querschnittsflache begriindet und in weiteren Untersuchungen bestétigt.

Auf Basis der experimentellen Ergebnisse wird ein Salzmaterialmodell fir das
Formfill- und Erstarrungsprogramm Flow3D erstellt. Dazu werden im ersten Schritt die
Dichte p(T), die Warmekapazitat ¢, (T) und Temperaturleitfahigkeit a(T) gemessen
und daraus die Warmeleitféhigkeit A(T), Schmelzenthalpie und Festanteil der Schmelze
ermittelt. Um die fehlenden Grofien, die zur Vervollstandigung eines Materialmodells
notwendig sind, zu ermitteln, werden drei Simulationsmodelle erstellt. Anhand der
experimentellen Ergebnisse aus den Biegestabversuchen wird der Temperaturverlauf in
der Mitte des Stdbchens zur Anpassung des Materialmodells verwendet. Um die
FlieRfahigkeit der Salzschmelze richtig abzubilden, wird auch die Giellspirale
nachmodelliert und an die experimentellen Versuche angepasst. Somit ist es mdglich,
durch verschiedene Iterationsschleifen an den genannten GielRversuchen ein
funktionsfahiges Salzmaterialmodell zu erstellen und zu verifizieren. Das Modell ist ein
Kompromiss aus der Abbildung des Temperaturverlaufs und der Bestimmung der
FlieRfahigkeit. Dennoch kdnnen auch GieRfehler, wie Einfallstellen und Lunker, damit
sehr gut abgebildet werden. Aufbauend auf den experimentellen Warmriss-
untersuchungen wird eine Methodik fir die Vorhersage von Warmrissen bei der
Erstarrung der Salzkernlegierung entwickelt. Im ersten Schritt wird das Thermal-Stress-
Evolution (TSE)-Modell von Flow3D verwendet. Als Bewertungsbasis flr den Anriss
und das Versagen der Salzkerne wird die Zugfestigkeit verwendet, womit eine
Abschétzung der Entstehung von Warmrissen mdglich ist. Zur Vereinfachung und
objektiven Auswertung der Warmrisse wird eine Softwareanpassung realisiert und zwei
neue GroRen, das Hot-Crack-Kriterium und die Hot Crack Duration, eingefiihrt und an
den Versuchen verifiziert.

Fur die numerische Auslegung der Stahl-Aluminium-Verbunde werden im ersten Schritt
kraft- und formschlissige Prinzipproben hergestellt. Verwendet wird ein Stahlrohr mit
einem Aufenradius von 26 mm und Wandstarke 3,5 mm. Fir eine stoffschllssige
Verbindung werden aus den in der Literatur bereits vorliegenden Ergebnissen zehn
zielfuhrende Beschichtungen ausgewahlt und auf die Stahleinleger appliziert. Als
Druckgussumgussmaterial wird eine AISi9MgMn-Legierung definiert. Der Einfluss der
Beschichtungen wird in dafiir konzipierten Ausdruck-, Scher- und Haftzugversuchen
identifiziert. Im Vergleich zu den unbeschichteten Stahleinlegern kann die maximale
Auszugsspannung von 8,60 MPa auf 69,26 MPa und die Energieaufnahme 38,52 J auf
553,39 J gesteigert werden. Grundsatzlich ist die reproduzierbare Herstellung von
stoffschliissigen Verbunden, wie bereits in der Literatur untersucht, sehr schwierig, da
die Bildung einer durchgéngigen intermetallischen Phase zwischen Einleger,
Beschichtung und Umgussmaterial sehr stark mit dem Liquiduspunkt der Beschichtung
und dem Temperaturhaushalt in der Kavitat zusammenhéngt. Exemplarisch wird dies
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am Beispiel eines feuerverzinkten Einlegers dargelegt und eine Steigerung der
maximalen Ausdruckspannung von 28,69 MPa auf 45,85 MPa durch die Erh6hung der
Gielstemperatur von 680 °C auf 700 °C erreicht. Noch hohere Spannungen von
92,46 MPa werden durch eine Vorwarmung des Einlegers auf 250 °C erreicht. Um die
Anbindung zwischen dem Stahleinleger und dem Aluminiumumguss zu verbessern,
werden das Hochdruckwasser- und das Korundaufrauen identifiziert. Somit kann ein
Mikroformschluss erreicht werden, der zusétzlich durch die kraftschliissige Verbindung
uberlagert wird. Im Rahmen der Arbeit wird ein linearer Zusammenhang zwischen dem
R,-Wert eines Stahleinlegers und der maximalen Auszugsspannung sowie der
Energieaufnahme festgestellt und darauf aufbauend ein Design-Chart fiir verschiedene
Kontaktspannungen erstellt.

Fur die numerische Abbildung von Stahl-Aluminiumverbunden wird eine
Simulationsmethodik in dem FEM-Programm ABAQUS entwickelt. Fur den
Stahleinleger und die Aluminiumlegierung werden die GroRen «;(T), p(T), E(T),
v(T), c,(T), A(T), 0,&(T) und fur den Kontakt h(p)/ h(dpqac) bertcksichtigt. Die
Daten werden jeweils zum Teil aus experimentellen Untersuchungen ermittelt oder mit
der Software JMatPro errechnet. Flr eine erste Verifizierung der Berechnungsmethodik
wird ein Auszugversuch verwendet, wobei der experimentelle Kraft-Weg-Verlauf und
der Innenradius des Aluminiums nach dem Auszug als Iterationsbasis dienen. Das
Endergebnis ist eine Vorgehensweise, bei der der Abkihlvorgang, die thermische
Berechnung, implizit berechnet und der Auszugversuch, die mechanische Prufung mit
einer Importsimulation und expliziter Zeitintegration realisiert wird. Es wird gezeigt,
dass sich wahrend dem Abkihlvorgangs aufgrund der unterschiedlichen thermischen
Ausdehnungskoeffizienten Kontaktspannungen von 60 MPa bis 80 MPa einstellen.
Einen entscheidenden Einfluss des auf Norton basierenden Kriechmodells auf den
Abbau der Kontaktspannungen kann nicht aufgezeigt werden. Fir eine korrekte
numerische Abbildung des mechanischen VVorgangs muss der statische und dynamische
Reibkoeffizient berticksichtigt werden. Als geeignete Werte werden in dieser Arbeit flr
Ustatisch = 0,201.Und Ugynamiscn = 0,085 identifiziert. Als Erweitung wird ein Ansatz
zur Darstellung von stoffschlissigen Verbindungen aufgezeigt. Die Verifizierung
erfolgt mit Hilfe des experimentell durchgefiihrten Ausdruckversuchs, wobei ein
Kohésiv-Zonen-Modell fir die Abbildung der stoffschliissigen Verbindung verwendet
wird. FOr die Ermittlung der notwendigen Kohdasivparameter werden Haft- und
Scherzugversuche durchgefiihrt und die numerischen Parameter iteriert. Da eine
gemischt kraft-/stoffschliissige Verbindung in ABAQUS mit dem verwendeten
Kontaktmodell nicht darstellbar ist, wird eine Subroutine VUINTER erstellt, mit der
eine Abbildung eines Prinzipbauteils mit kraft- und stoffschlissiger Verbindung
maoglich ist.
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Fur eine Vorhersage des Versagens von Salzkernen und Stahleinlegern im Druckguss
werden Umgussversuche an Prinzipsalzkernen mit unterschiedlichen Prozessparametern
und an Stahleinlegern mit verschiedenen Wandstérken und gleichen Prozessparametern
durchgefihrt. Die Versuche zeigen bei Salzkernen im Druckguss zwei verschiedene
Schédigungsmechanismen. Im ersten Fall wird der Salzkern aufgrund der im Vergleich
zu Metallen relativ geringen Zug- und Biegefestigkeiten wahrend der zweiten Phase des
Druckgussprozesses zerstort und im Verlauf der Fullung teilweise an die Kavitidtwand
gedrtickt. Dadurch werden die gewiinschte Geometrie und der gewtinschte Hinterschnitt
nicht abgebildet, was im Fall einer Anwendung zum Ausschuss des Aluminiumbauteils
fuhrt. Beim zweiten Versagensfall wird der Salzkern wéhrend der dritten Phase, dem
Nachdruck, zerstort. Dabei wird der Salzkern durch einen Druckimpuls leicht
angerissen, wodurch sich eine Aluminiumblattrippe bildet, der Kern seine Position
jedoch nicht verandert. Hierbei wird die Druckfestigkeit des Salzkerns betrachtet.
Grundsatzlich ist ein intakter Kern anzustreben, jedoch ist dieser Versagensfall je nach
Anwendungsfall unterschiedlich zu bewerten. Die Blattrippe kann wahrend des
Auswaschvorgangs entfernt werden, wodurch die gewinschte Hinterschnittgeometrie
dargestellt wird. Die Lagetoleranz ist in diesem Fall ebenso abzuprifen. Fir beide Félle
wird in der Strdmungsberechnung das Versagen der Kerne ubereinstimmend mit dem
Experiment vorhergesagt. Die Einlegerbelastungsrechnung der Stahlrohre zeigt, dass in
der zweiten Phase keine Schadigung zu erwarten ist, da die hohen Festigkeiten von
Metallen fur die mechanische Belastung der zweiten Phase ausreichend sind. In der
Nachdruckphase kommt es jedoch, abhéngig von der Wandstérke, bei verschieden
Nachdriicken zur Kompression der Rohre. Auch dieses Phdnomen kann in der CFD-
Berechnung kongruent zu den experimentellen Ergebnissen vorhergesagt werden.

Fur den Ubertrag der Erkenntnisse aus den Prinzipbauteilversuchen auf
Anwendungsbeispiele  wird eine  Verbundguss-A-Sdule  definiert und im
Niederdrucksandguss hergestellt. Fir die Funktionsprifung wird aus einem genormten
Prifverfahren ein Ersatzlastfall entwickelt und angewandt. Fur die numerische
Abbildung des  Versagens wird auBerdem ein triaxialitatsbasierendes
Schédigungsmodell aus den Prinzipumgussen erstellt und auf die Verbundguss-A-Séaule
Ubertragen. Damit kann die Schadigung der A-Saule im Gusszustand (F) in der FEM-
Berechnung im Vergleich zu den experimentellen Ergebnissen sehr gut abgebildet
werden. Die Ubereinstimmung zwischen Simulation und Experiment ist fir die
warmebehandelte (T7) A-Séule nicht gegeben, da aufgrund der nicht optimalen
Krafteinleitung im Experiment der A-Séulen-Fuf3 an den Fuigeverbindungen versagt und
diese Abbildung in der vorliegenden Arbeit nicht mehr geleistet werden kann.

Die Erkenntnisse Uber die Salzkerne werden auf eine Demonstratorgeometrie einer
Zylinderstegkuhlung fur ein Druckgusskurbelgehduse Ubertragen. Die Herstellung der
Salzkerne erfolgt im Warmkammerdruckgussverfahren, wobei die Temperaturen der
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Werkzeugform und der Schmelze an die Grundlagenversuche angelehnt sind. Mit Hilfe
der erarbeiteten Simulationsmethodik wird die Herstellung des Bauteils ausgelegt und
der Druckgussumguss bewertet. Die nachfolgenden Versuche zeigen, dass die
Vorhersage der Simulation zutreffend ist.

Fazit

Grundsatzlich sind beide untersuchten Technologien, der Verbundguss und die
gegossenen Salzkerne, fur eine Anwendung zu empfehlen. Fir die Erzeugung einer
Stahl-Aluminium-Verbindung im Druckguss oder Niederdruckguss ist auf eine
stoffschlussige Verbindung jedoch zum aktuellen Stand zu verzichten, da keine
durchgéngige Anbindung garantiert werden kann. Zudem sind die Schichten, die eine
stoffschlissige Verbindung bilden, nicht warmebehandlungsstabil, weshalb eine
naturharte Aluminiumlegierung verwendet werden sollte. Deshalb sollte mit einer kraft-
[formschlissigen Verbindung gearbeitet werden. Als zielfuhrend ist eine Profilierung
wie z. B. das Hochdruckwasserstrahlen zu nennen. Diese bewirkt hohe Auszugskréfte
bei  einer  St-Al-Verbindung.  Als  Anbindungsabsicherung  oder  fir
Korrosionsschutzzwecke (siehe Cespedes-Gonzales [16]) kann eine zusatzliche
Beschichtung auf dem Stahleinleger appliziert werden. Wie am Beispiel der A-S&ule
gezeigt, sind keine Nachteile bei der Warmebehandlung von kraft-/formschlussigen
Verbundgussbauteilen zu nennen. Bei der numerischen Auslegung ist darauf zu achten,
dass der Aufschrumpfprozess des Aluminiums auf den Stahleinleger bei der
mechanischen Bewertung mitbetrachtet wird, da der kraftschllssige Anteil einen groRen
Einfluss auf die Auszugskrafte haben kann. Zudem ist mit realistischen
Kontaktbedingungen der Materialpaarung sowie der Berlcksichtigung des Haft- und
Gleitreibkoeffizienten zu rechnen. Zuletzt sollte ein Stahleinleger verwendet werden,
der durch die thermische Belastung keine oder nur wenig Festigkeit abbaut.

Die Untersuchung der Salzkerne hat gezeigt, dass das verwendete System Restriktionen
bzgl. der Prozessparameter besitzt und lediglich in einem Kkleinen Intervall von
Schmelze- und Kokillentemperatur rissfreie Kerne mit akzeptablen Festigkeitswerten
herstellbar sind. Zudem ist darauf zu achten, dass die Salzkernbauteile moglichst
homogene Wandstarken besitzen, da es sonst aufgrund des Materialverhaltens zu
Warmrissen kommt. Bereiche mit viel Bauteilvolumen bleiben sehr lange flissig, da die
Salzkernrandschale eine isolierende Wirkung aufweist, wodurch sich die Ausformzeiten
extrem verlangern und in dieser Zeit Bereiche mit Schwindungsbehinderungen
(z. B. Rippen) Warmrisse entwickeln. Intakte Kerne zeigen jedoch eine sehr geringe
Oberflachenrauheit und damit gute Abbildungsgenauigkeit im Aluminiumbauteil.
Kernkompressionen, wie bei geschossenen oder gepressten Kernen, werden nicht
festgestellt. Der Auswaschvorgang kann problemlos durchgefiihrt werden. Ein negativer
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Einfluss auf das Aluminiumbauteil, verursacht durch den Salzkern, kann nicht genannt
werden.

Ausblick

Fur eine aussagekraftige Beurteilung der Temperaturbelastung von Salzkernen wéhrend
des Aluminiumumgusses im Druckguss oder Niederdruckguss, muss der
Warmeuibergangskoeffizient zwischen Salzkernen und der flissigen Aluminium-
schmelze experimentell ermittelt und in die numerische Simulation integriert werden.
Um die Verwendung und die Designs von Salzkernen zu vereinfachen, missen
Kennwerte (z. B. maximales Langen- zu Querschnittsverhaltnis) erarbeitet werden. Da
die verwendete Salzkernlegierung ein enges Prozessfenster fiir die Herstellung intakter
Salzkernbauteile besitzt, ist der Einsatz der bereits erwéhnten Ubereutektischen
Legierung mit 70 mol% Na>COz-Anteil ndher zu untersuchen. Zudem kann, wie bereits
teilweise aus der Literatur bekannt, mit weiteren Legierungsbestandteilen (s. Yamada
[57] und Yaokawa [56]) die Schwindung und die thermische Dehnung reduziert werden,
wodurch sich das Prozessfenster vergroRern wirde. Ein Materialmodell muss fir diesen
Fall analog der vorgestellten Ergebnisse erstellt und verifiziert werden. Zudem konnte
eine abkihlratenabhangige Festigkeit in das Formfull- und Erstarrungsprogramm
implementiert werden, um den Umgussprozess noch genauer betrachten zu kénnen und
noch filigranere Salzkerne herzustellen. Als Beispiele sind hier Treitler [126], Rehm
[127] und Todte [128] zu nennen, die fir Metalle lokale Materialeigenschaften in
Abhangigkeit vom Giel3prozess vorhersagen.

Fur die Optimierung von Verbundgussanwendungen muss eine Madglichkeit der
Vorhersage von stoffschllissigen Zonen erarbeitet werden. Dazu sind mit zielfihrenden
Beschichtungen Umgussversuche mit verschiedenen Prozessparametern (Schmelze-,
Kokillen- und Einlegertemperatur) durchzufuhren und der Einfluss auf die
stoffschliissige Verbindung zu ermitteln. Uber ein erarbeitetes Vergleichskriterium in
der CFD-Rechnung kann im Anschluss die Qualitat der Verbindung vorhergesagt
werden. Zudem ist der Verzug von Verbundbauteilen durch den GielRprozess und die
anschlieBende  Warmebehandlung zu untersuchen. Ein Beispiel fiur die
Verzugsvorhersage hat Thoma [117][129][130], Egner-Walter [131] und Demirel [132]
gegeben. Als weitere Anwendung mit Potential ist der Aluminium-Aluminium-
Verbundguss zu nennen. Untersuchungen dazu wurden im Rahmen der vorliegenden
Arbeit nur sporadisch durchgefiihrt und deshalb nicht dokumentiert. Literaturbeispiele
wurden in Kapitel 2.2.2 bereits genannt.

Die vorgestellten Technologien kdnnen auch auf weitere Bauteilanwendungen
Ubertragen werden. Als Beispiel fir die Verbundgusstechnologie kann im Bereich
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Powertrain eine Lagerstuhlverstarkung genannt werden. Da in diesem Bereich das
Druckgussaluminium  Schwachen besitzt, konnte durch einen geschmiedeten
Aluminium- oder Stahleinleger eine deutliche Verbesserung der Festigkeit erreicht
werden. Weitere Verbundgussanwendungen sind im Strukturbauteilbereich zu nennen.
Hier kénnten Flansche eingegossen werden, um Mischfligeoperationen zu vermeiden
oder Schweilverbindungen zu erméglichen. Mittels Salzkernen kdnnten aktuell gefiigte
hohle Strukturen (z. B. Langs- oder Quertrager) durch ein Bauteil (teil-)subsituiert
werden.






Anhang

Exemplarische Salzkernergebnisse aus der mechanischen Prifung

Exemplarisch sind in Abbildung 0.1 a die ermittelten Biegespannungen fir den
Zentralpunkt der DoE mit der Schmelzetemperatur Tg¢ = 700°C wund der
Kokillentemperatur Ty = 200°C aufgetragen. Der Bereich der ermittelten
Biegefestigkeiten liegt zwischen 21,99 MPa und 30,83 MPa. Der Mittelwert der sechs
gepruften Proben liegt bei 25,90 MPa. Alle Proben zeigen ein linear-elastisches
Verhalten bis zum Bruch. Da kein plastisches Materialverhalten vorliegt, liegen die
Randfaserdehnungen mit 0,20 % bis 0,275 % auf einem sehr niedrigen Niveau.
Abbildung 0.1 b zeigt exemplarisch den charakteristischen Verlauf der Druckversuche
bei Raumtemperatur. Die Spannungen liegen dabei zwischen 70 MPa und 120 MPa und
sind damit im Vergleich zu den Biegeversuchen um den Faktor 4 hoher. Abbildung 0.1
c stellt exemplarisch die Spannungs-Dehnungskurven fiir den Zugversuch bei
Raumtemperatur dar. Wie beim Biegeversuch zeigt das Material bei Raumtemperatur
ein extrem sprodes Verhalten. Mit knapp 11 MPa im Mittel sind die erreichten
Maximalspannungen deutlich niedriger als beim Biegeversuch.
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Abbildung 0.1: a) Exemplarischer Spannungs-Dehnungsverlauf einer Salzkernprobe bei
Raumtemperatur im 3-Punkt-Biegeversuch, b) Exemplarischer Spannungsverlauf einer
Salzkern-Druckprifung  bei  Raumtemperatur, c¢)  Spannungs-Dehnungsverlauf  der
Zugversuchspriifung bei Raumtemperatur
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Stahleinlegers zur Verbesserung der Anbindung

Gegenuberstellung und Bewertung von Stahlbeschichtungen und Kernsysteme
Tabelle 0.1: Tabelle fur bereits getestete Beschichtungen und VVorkonditionierungen eines
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Ubersicht bereits in der Literatur getesteter Kernsysteme inkl. Bewertung

Tabelle 0.2
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Anhang XVII

Exemplarische Ergebnisse der mechanischen St-Al-Verbund-Charakterisierung

Die Ergebnisse der mechanischen Prifung werden im Folgenden exemplarisch
dargestellt. In Form eines Kraft-Weg-Diagramms zeigt Abbildung 0.2 a das Ergebnis
aus dem Ausdruckversuch einer unbeschichteten Probe. Charakteristisch sind der
lineare Anstieg des Kraftniveaus und ein schlagartiger Abfall nach Erreichen des
Kraftmaximums, woraufhin die Ausdruckkraft im Verlauf des Ausdruckversuchs
vollstdndig abféllt und der Stahleinleger damit komplett aus der Umgussgeometrie
herausgelost wird. Analog dazu sind die Auszugsversuche zu beschreiben und
unterscheiden sich ausschlielich durch die héheren Kraftmaxima, welche durch die
hohere Umgussflache zu begrinden sind.

Das Verhalten der oberflachenkonditionierten Stahleinleger wird beispielhaft an der
AlSi12-HDWS-Geometrie in  Abbildung 0.2 b dokumentiert. Wie bei der
unbeschichteten Variante gibt es zundchst einen linearen Anstieg bis zu einem
Kraftmaximum. Danach fallt die Kraft schlagartig ab, jedoch nicht so stark wie bei der
unbeschichteten Variante. Der Verzahnungseffekt zwischen dem profilierten
Stahleinleger, entstanden durch die HDWS-Behandlung, und dem Aluminiumumguss,
sorgt fur eine Verklammerung und einen Formschluss zwischen Aluminiumumguss und
Stahleinleger. Deshalb kommt es sogar zu einem erneuten Kraftanstieg auf ein zweites,
im Vergleich zum ersten etwas niedrigeres, Kraftmaximum.

12000 100000 -
Ring 1 —Ring 1
——Ring )
10000 —Ring2 80000 - —_— E!ng g
1 8000 Ring 12 !ng
——Ring 23 T 60000 ! ——Ring 12
E 6000 | Ring 3 z N Ring 23
o & 40000 F \
& 4000 ‘E L \
b4
‘ 20000 f
L 1 1 1 1 I I . ) - 0 )‘ L |
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 0 10 20
Stempelweg /mm — Stempelweg /mm —

a) b)
Abbildung 0.2: Kraft-Weg-Verlauf der Ausdruckversuche fiir a) einen unbeschichteten
Stahleinleger und b) einen mit AlSi12 /HDWS vorkonditionierten Stahleinleger

Die Ergebnisse der Haftzug- und der Scherzugprifung sind in Abbildung 0.3 a und b
am Beispiel der feuerverzinkten Probe dargestellt. Beide Kraft-Weg-Kurven
beschreiben einen linearen Anstieg und einen sofortigen Abfall der Kraft. Dies l&sst auf
ein extrem sprodes Verhalten schlief3en.
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3000 16000
2500 | —1 14000 *
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Abbildung 0.3: a) Kraft-Weg-Verlauf der Haftzugversuche fir eine feuerverzinkte Probe,
b) Kraft-Weg-Verlauf der Scherzugversuche fir eine feuerverzinkte Probe

Verwendete Probengeometrie und thermophysikalische Daten der Zielsalz-

legierung
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5 Stk.

Abbildung 0.4: Verwendete Probengeometrien fir die Ermittlung der Dichte p, der
Temperaturleitfahigkeit a und der Warmekapazitat c,,
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Abbildung 0.5: a) Experimentell ermittelte Werte fur die Dichte p(T) und die thermische
Ausdehnung a des Werkstoffes von Raumtemperatur bis in die fliissige Phase, b) Experimentell
ermittelte Werte flir die Warmekapazitét c,, (T) von Raumtemperatur bis in die flussige Phase
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Abbildung 0.6: a) Experimentell ermittelter Festanteil der Salzschmelze f;, b) Experimentell
ermittelte Werte fur die Temperaturleitfahigkeit a(T) von Raumtemperatur bis in die flissige
Phase sowie die errechnete Warmeleitfahigkeit A
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Thermophysikalische und mechanische Daten der Stahl- und Al-Legierungen

C 0,5
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Abbildung 0.7: AISi9MgMn-F, E-Modul und Querkontraktionszahl in Abhangigkeit von der
Temperatur [K]
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Abbildung 0.8: AISi9MgMn-F, Dichte und thermische Ausdehnung in Abhéngigkeit von der
Temperatur [K]
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Abbildung 0.9: AISi9MgMn-F, Thermische Leitféhigkeit und spezifische Warmekapazitat in
Abhéngigkeit von der Temperatur [K]
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Abbildung 0.10: E355, E-Modul und Querkontraktionszahl in Abhédngigkeit von der
Temperatur [K]
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Abbildung 0.11: E355, Dichte und thermische Ausdehnung in Abhéangigkeit von der
Temperatur [K]
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Abbildung 0.12: E355, Thermische Leitfdhigkeit und spezifische Warmekapazitat in

Abhéngigkeit von der Temperatur [K]
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Abbildung 0.13: Verwendete FlieRkurven fiir den Stahleinleger mit dem Material E355
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Abbildung 0.14: Darstellung der verwendeten Warmeleitfahigkeit a) in Abhangigkeit von der
makroskopischen Spaltbildung und b) Kontaktdruck am Stahl-Aluminium-Interface nach
Bitsche [6]
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Abbildung 0.15: a) Darstellung der verschiedenen Warmetbergange zwischen Bauteil und
Wasser fir das Wasserabschrecken, entnommen aus der Datenbank MAGMASOFT® und
Bitsche [22] ,b) Darstellung der verschiedenen Warmelbergange zwischen Bauteil und Luft fiir
das Luftabschrecken und die Luftabkiihlung entnommen aus der Datenbank MAGMASOFT®

—&— Magma: Innen —— Magma: auBen
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log.
floa ] 0.543

0.125

0.105 0.450

0.090 0.375

0.075 0.300

0.060
0.225

0.045
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Abbildung 0.16: a) Messaufbau der optischen Priifung mit Aramis mit Darstellung der Kamera-
anordnung und dem Messbereich, b) Exemplarische Darstellung der Aramisergebnisse flr die
Legierung AISi7Mg0,15-F- und AISi7Mg0,15-T7-Zustand  ausgewertet nach  der
logarithmischen Vergleichsdehnung nach von Mises. Abgebildet ist der letzte Zeitpunkt vor
dem Versagen

In diesem Aufbau wird eine 5SM-Kamera (2448 x 2050 Pixel) mit einem Messfeld von
35 x 29 mm, Messabstand 310 mm und Reiterabstand 98 mm verwendet. Das Objektiv
betragt 50 mm mit einer Blende der Stufe 8. Abbildung 0.16 b zeigt exemplarisch die
Auswertung der Zuggeometrie flir den F- und T7-Zustand der AlSi7Mg0,15-Legierung.
Zu sehen ist die Dehnung nach von Mises in der logarithmischen Darstellung zum
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letzten Zeitpunkt vor dem Versagen der Probe. Die maximale lokale Dehnung der T7-
Probe ist mit 54,3 % deutlich hoéher als der Gusszustand mit 12,5 %. Zudem ist der
Einschnirbereich deutlicher ausgepragt, was durch die hohere Duktilitat der T7-Probe
zu begriinden ist.
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100 r [ *Re02(MPa) 45 # Rp0,2 [MPa] 2
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a) b)

Abbildung 0.17: Mechanische Kennwerte aus der Plattengeometrie im a) Druckguss-
umgussversuch fur die Legierung AISilOMgMn-F und b) Niederdrucksandguss fir die
Legierung AISi7Mg0,15-F. Abbgebildet ist jeweils von links nach rechts ein ermittelter
Referenzwert aus einer Plattengeometrie ohne Einleger, mit einem unbeschichteten
Stahleinleger, feuerverzinkten Einleger sowie einem mittels Lichtdrahtbogenspritzen
aufgetragenen AlSil2-Legierung.
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Experimentelle und simulative Erkentnisse aus den Salzkernuntersuchungen

2 untereutektisch 3 leicht 4 eutektisch 5 leicht 6 Uibereutektisch 7 stark

64,5 mol% NaCl untereutektisch 55,3 mol% NaCl tibereutektisch 44,9 mol% NaCl tibereutektisch

35,5 mol% Na,CO, 60,3 mol% NaCl 44,7 mol% Na,CO, 50,3 mol% NaCl 55,1 mol% Na,CO, 30 mol% NaCl
39,7 mol% Na,CO, 49,7 mol% Na,CO, 70 mol% Na,CO,

»
»

»3
-
D Sl=

Abbildung 0.18: Gegenuberstellung von 6 der 7 untersuchten Salzkernzusammensetzungen;
Dargestellt ist der Speiserbereich von jeweils zwei Proben im L&ngsschnitt. Der Priifbereich ist
im L&ngs-und Querschnitt exemplarisch fir eine Probe nach der 3-Punkt-Biegepriifung
abgebildet

o

Die stark untereutektische Legierung mit 80 mol% NaCl ist mit der angewandten
Gieldtechnik kaum herstellbar und, wie in Abschnitt 4.1.2 erlautert, meist nur mit
Mehrfachbriichen ausformbar. Die restlichen sechs Zusammensetzungen zeigen bzgl.
Giel¥fehlern und mechanischen Eigenschaften deutliche Unterschiede. Die Betrachtung
des Speiserbereichs der hergestellten Proben (siehe Abbildung 0.18) verdeutlicht die
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Unterschiede bei der Entstehung von Einfallstellen in Abhéngigkeit der Zusammen-
setzung. Die Proben mit héherem NaCl-Gehalt formen im Vergleich zu den stérker
Na>COs-haltigen Abgussen groRere und konturgenauere Einfallstellen aus. Wird der
Na,COs-Anteil erhoht, werden die Einfallstellen im Speiserbereich kleiner, bilden
jedoch einen pordsen Anteil im Kerninnern aus. Am besten ist dieses Phdnomen bei der
stark 0Obereutektischen Legierung Nr.7 ausgepragt. Zu erkennen ist ein fester und
durchgéngiger AulRenbereich, gefolgt von einem porésen Kerninneren. Im Prifbereich
der Biegestabgeometrie ist bei der Variante Nr.2 eine vollkommen homogene Struktur
zu erkennen. Sowohl im Langs- als auch Querschnitt sind keine Erstarrungslunker zu
erkennen. Bereits ein Absenken des NaCl-Anteils um 4,2 mol% bewirkt einen leichten
Fadenlunker im Bauteilinneren, der sich tber den gesamten Prifbereich des Bauteils
zieht. Dieses Phanomen schwacht sich bei der eutektischen Variante wieder etwas ab.
Zwar ist hier auch ein Fadenlunker zu erkennen, jedoch ist die Auspragung etwas
geringer als bei der starker NaCl-haltigen Variante. Die Zusammensetzungen rechts
vom Eutektikum bilden alle eine porése Struktur im Kerninneren, wobei die Grél3e des
pordésen Kerninneren mit dem Anteil des Natriumcarbonats zunimmt.

a)
Abbildung 0.19: REM-Aufnahmen einer Uibereutektischen Salzkernprobe mit 1000-, und 3000-

facher VergrofRerung a) im Bauteilinneren Speiserbereich b) in der kompakten AuRenhaut
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Bei Betrachtung der Rasterlektronenaufnahmen einer (Ubereutektischen Probe in
Abbildung 0.19 erklart sich die pordse Struktur. Abbildung 0.19 a zeigt eine 1000-, und
3000-fache VergroRerung des Inneren des Speiserbereichs. Analog dazu zeigt
Abbildung 0.19 b den kompakten AulRenbereich. Die hellen Strukturen représentieren
das NaCl, wobei die dunkleren Bereiche vorwiegend aus Na,COs3 bestehen. Durch ein
sehr starkes nadeliges Erstarren des Natriumcarbonats im Bauteilinneren bilden sich
diese porosen Strukturen aus. In der AuRenhaut sind die Nadelstrukturen kaum
vorzufinden. Ein Grund dafir ist die im Vergleich zum KernéulReren deutlich geringere
Erstarrungsgeschwindigkeit im Kerninneren. Das erklart auch die geringe Auspragung
dieses Phdnomens im Biegebereich, da hier die Unterschiede in den Abkuhlraten
zwischen Bauteilmitte und AuRenbereich aufgrund des geringen Bauteilvolumens
geringer sind.

Ubersicht der Ergebnisse aus den DoE-Versuchen der Salzkernvariante Nr. 2

Die Biegefestigkeiten sind nach aufsteigender =~ Schmelzetemperatur  und
Kokillentemperatur in Abbildung 0.20 angeordnet.
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Abbildung 0.20: Darstellung der Biegefestigkeiten und Harte nach Brinell fur die DoE-
Versuchsplanung. Der Beschriftung des Diagramms unterliegt folgender Formatierung:
Schmelzetemperatur[°C]_Kokillentemperatur[°C]_ Ausformzeit[s]-Lfd.Nr.DOEXX|

Die hochste Biegefestigkeit von 39,70 MPa und einer mittleren Biegefestigkeit von
30,90 MPa erreicht der Parametersatz DoEQ9 mit Tg = 680°C und Ty = 200°C. Die
niedrigsten messbaren Festigkeiten liefern die Parametersatze der DoEO5 und DoE11
mit Biegefestigkeiten von 3 MPa. Die hochste Harte nach Brinell von 82,3
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HBW2,5/62,5 erreicht die DoEO1 mit einer Tg = 680°C und T, = 100°C. Die niedrigste
Hérte besitzt der Parametersatz der DoEO8 mit einer Brinellhdrte von 62,05HBW.
Grundsatzlich werden die hochsten mittleren Biegefestigkeiten (siehe Tabelle 0.3) von
26,89 MPa mit einer Schmelzetemperatur von 680°C erreicht. Die mittleren
Festigkeiten bei Tg¢ = 700 °C bzw. Tg = 720 °C liegen bei 24,99 MPa und 19.95 MPa
und besitzen damit eine geminderte Festigkeit von 7,05 % bzw. 25,82 %. Die hochste
Kernfestigkeit mit einer mittleren Biegefestigkeit von 26,60 MPa erzielen die
Giel3serien mit einer Kokillentemperatur von 200°C. Die GieRserien mit T, = 100 °C
bzw. Ty = 300°C erzielen lediglich im Mittel 18,98 MPa und 21,79 MPa und somit eine
geminderte Festigkeit von 28,63 % bzw. 18,10 % im Vergleich zur Kokillentemperatur
des Zentralpunktes. Weiterhin ist festzuhalten, dass innerhalb der GieRserien mit
gleichen Schmelzetemperaturen die Festigkeiten bei Ty = 200°C ihr Maximum
erreichen. Niedrigere und hohere Kokillentemperaturen besitzen geringere Festigkeiten.
Die Proben mit einer T¢ = 680°C zeigen auch die hdchsten mittleren Héarten von
75,11 HBW auf. GieRserien mit Schmelzetemperaturen von 700°C und 720°C weisen
eine um 8,39 % bzw. 10,98 % geminderte Harte von 68,81 HBWbzw. 66,87 HBWauf.
Bei gleichbleibender Kokillentemperatur besitzen die Giel3serien mit T, = 200°C die
hochsten mittleren Harten von 72,49 HBW. Im Gegensatz zu den Biegefestigkeiten sind
die Hartewerte der GieRserien mit niedrigeren Kokillentemperaturen nur geringfiigig
kleiner als der Maximalwert. Gieliserien mit 100°C Kokillentemperatur besitzen eine
0,95 % geringere mittlere Harte von 71,81 HBW im Vergleich zu 200 °C
Kokillentemperaturen. Der Abfall der Hartewerte bei T, = 300 °C ist dagegen grofRer.
Giel3serien mit 300°C Kokillentemperatur besitzen eine um 10,02 % geminderte Hérte
von 65,23 HBW.

Tabelle 0.3: Darstellung der mittleren Biegefestigkeiten und Brinell-Hérten nach Schmelze-
temperatur und GielStemperatur

Mittelwert Biegefestigkeit/ Mittelwert Brinell-Hérte/

[%] [%]

MPa HBW 2.5/62.5

680°C Schmelzetemperatur 26,89 100,00 75,11 100,00
700°C Schmelzetemperatur 24,99 92,95 68,81 91,61

720°C Schmelzetemperatur 19,95 74,18 66,87 89,02

100°C Kokillentemperatur 18,98 71,37 71,81 99,05

200°C Kokillentemperatur 26,60 100,00 72,49 100,00

300°C Kokillentemperatur 21,79 81,90 65,23 89,98
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Korrelation zwischen der Harte und der Biegefestigkeiten bei Salzlegierung Nr. 2

Fur eine mogliche Qualitatsprifung im Produktionseinsatz wird der direkte
Zusammenhang zwischen den Biegefestigkeiten und Harten nach Brinell untersucht.
Dazu werden die Biegefestigkeiten Uber die Hartewerte aufgetragen und das
BestimmtheitsmaRl R2 bestimmt. Besteht eine vollstdndige Korrelation der Messwerte,
so nimmt das Bestimmtheitsmal® einen Wert von 1 an. Geht der errechnete Rz-Wert
gegen 0, besteht kein Zusammenhang zwischen den Messwerten. In Abbildung 0.21
sind die Wertepaare und die ermittelte Regressionslinie dargestellt. Den aufgetragenen
Messwerten wird eine lineare Regressionslinie hinzugefligt, wobei das ermittelte
Bestimmtheitsma der Messerte 0,0,0046 betrdgt und somit kein direkter
Zusammenhang zwischen der Harte und der Biegefestigekit ermittelt werden kann.
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Abbildung 0.21: Darstellung der Korrelation zwischen der Harte und den Biegefestigkeiten fur
die Salzkerne aus der 3-fach-Biegekokille mit Angabe der Ausgleichsgerade und des
Bestimmtheitsmales
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Auswertung der DoE-Ergebnisse im Wirkungsflachendiagramm

1.Wirkungsflachendiagramm
Festigkeit vs. Ausformzeit und GieStemperatur

2.Wirkungsflachendiagramm
Festigkeit vs. Ausformzeit und Kokillentemperatur
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3.Wirkungsflachendiagramm

Festigkeit vs. Ausformzeit und Kokillentemperatur
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Abbildung 0.22: Darstellung der drei Wirkungsflachendiagramme und des Residuendiagramms

der dritten Varianzanalyse
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Auswirkungen der Temperatur auf den Masseverlust
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Abbildung 0.23: Darstellung des Masseverlustes wahrend des mehrmaligen Aufheizens einer
Salzkernprobe in einem Aluminiumoxidtiegel

Auswirkungen der Prozessparameter auf die Fliel3fahigkeit der Salzkernlegierung

Die gemittelten Spiralenldngen, dargstellt in Abbildung 0.24, zeigen deutliche
FlieRlangenunterschiede der Giellparametersatze. Ausgehend vom Zentralpunkt der
DoE (2) mit einer Flielange von 469,88 mm ist die FlieBlange bei T, = 720 °C und
Ty =300 °C (3) um 38,5 % langer und die Flielange bei T, = 680°C und Ty = 100 °C
um 252 % kirzer. Die FlieBlangen steigen mit steigender Giel3- und
Kokillentemperatur nahezu linear an.
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Abbildung 0.24: Darstellung der Salzspiralen aus den Kokillengussversuchen mit gemittelten
FlieRlangen fur die Prozessparameter T, = 680°C/ T, = 100°C (1), T, = 700°C/ Ty = 200°C (2)
und Ty = 720°C/ Ty = 300°C (3)
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Die Betrachtung der Reproduzierbarkeit der Giel3spiralenlédngen zeigt, dass T, = 720 °C/
Tx =300 °C und T; = 680 °C/ Ty = 100 °C die geringsten Standardabweichungen von
11,20 mm bzw. 16,24 mm aufweisen. Lediglich der Zentralpunkt der DoE weist eine
erhohte Abweichung von 26,43 mm auf. Dies entspricht einer mittleren Abweichung
von 5,6%. Im Vergleich zu den GieBspiralenversuchen von Di Sabatino [88] mit 9 %
wird eine deutlich geringere Abweichung beim manuellen Abguss erreicht. Die
erzielten Abweichungen der Fliellangen bei Di Sabatino [88] beim Giellen mit der
computer- und temperaturgesteuerten Dosiereinrichtung liegen mit 55 % nur
geringfligig unter den Abweichungen der Parametersétze T = 720 °C/ Ty = 300 °C und
Ts =680 °C/ Ty = 100 °C.

Temperaturverteilung in der Spiralkokille

z-X-Ebene
Mitte y = 135 mm

z-x-Ebene
Anguss y=40mm

73.2 178.5 183.8 189.1 194.4 199.7 2050 190.0 195.0 200.0 205.0 210.0

200.0

195.0

190.0

185.0

Abbildung 0.25: Temperaturverteilung in der Spiralkokille nach 1600 s Aufheizen, dargestellt
in vier Schnittansichten
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Die Wandtemperaturen und GieRRkanaltemperaturen der Spiralkokillen liegen in einem
Bereich von 190 °C bis 205 °C. Die z-x-Ebene des Simulationsmodells mit einem y-
Abstand von 40 mm zur Kokillenmitte weist Temperaturen von 190 °C bis 195 °C am
Anfang des Gieltkanals auf. Der auBermittige Angusstrichter zeigt, aufgrund der groRRen
Kontaktflache zur Umgebung, einen Temperaturabfall um 20 °C auf 180 °C. In der z-x-
Ebene in der Mitte der Spirale bildet sich die Temperaturverteilung der Spiralkokille
homogener aus. Hier betragen die Wandtemperaturen 195°C bis 202,5°C. Die
Temperatur der Heizpatronen betrdgt 220 °C. Der mittige Schnitt durch die Kokille,
parallel zu den Heizpatronen in der z-y-Ebene, zeigt eine punktférmige
Temperaturverteilung ausgehend von der Kokillenoberseite. Die Temperaturen in der
Nahe des GieRkanals liegen im Bereich von 197,5 °C bis 202,5 °C. Die gemessene
Kerntemperatur in der Simulation liegt bei 203,4 °C.

Einfluss der Simulationsparameter auf numerische Ergebnisse bei Salzkernen

Die Konvektion und die Wéarmeleitung werden in der Simulation ber nachfolgende
Parameter definiert. Der Wé&rmeubergang (engl. heat transfer coefficient, kurz HTC)
zwischen der Stahlkokille und der atmosphérischen Luft wird mit HTCyruft kokille
bezeichnet. Der HTC-Wert zwischen dem bereits erstarrtem Salz und der Luft wird mit
HTCLurtsaiz gekennzeichnet. Die Werte zwischen der flissiger Salzschmelze und der
Kokille sowie der festen Salzschmelze und der Kokille werden mit HT Criassig,kokille und
HT Crest.kokille bezZeichnet. Des Weiteren wird die freiwerdende latente Warme und die
Dynamik der aufsteigenden, erstarrenden Schmelze im Inneren des Salzstabchens durch
die temperaturabhangige Solidfraction-Kurve, die Critical und Coherent Solid Fraction
(kurz Cri und Coh) sowie dem Drag-Coefficient (Drag) abgebildet.

Die Abkiihlkurve aus dem Giellexperiment mit der Biegestabkokille stellt die
Iterationsbasis dar. Diese dient als Referenzkurve zur iterativen Bestimmung der oben
genannten Parameter. Grundsatzlich wird das Abkihlverhalten der Salzschmelze von
den Warmeubergangskoeffizienten im festen und flissigen Zustand zur Kokille
beeinflusst. Fir den Temperaturbereich oberhalb der Liquidustemperatur besitzt der
HT Criussig,kokille €inen proportionalen Einfluss auf die Abkihlraten der Schmelze. Die
Abklhlung der Kerne unterhalb der Solidustemperaturen ist mafRgeblich durch den
HT Crest kokille, der fur die Steigung der Abkuhlkurve verantwortlich ist, vorgegeben. Eine

Variation der HTCrestkokie im Bereich von +0,6 - 105 2% (£19 %) bewirkt eine

Temperaturdifferenz von 90 °C nach 45 Sekunden im Giel3prozess. Da der HT Crest kokille
bereits fur die ersten festen Anteile der Schmelze wéhrend der Erstarrung die
Warmedlbertragung definiert, besitzt der Parameter einen groRen Einfluss auf die noch
flissige Schmelze. Der Warmeabfuhr steht die freiwerdende Warme im
Erstarrungsprozess gegentiber.
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Die freiwerdende Warme wird (ber die temperaturabhangige Solidfraction-Kurve
definiert. Der temperaturabhéngige Verlauf der latenten Wérme wirkt sich direkt auf die
gesamte Erstarrungswarme im Kern und bei gleichbleibender Wéarmeabfuhr auf die
Erstarrungszeit aus. Der Wérmeinhalt der Schmelze im Kerninneren wird zusétzlich
uber das Aufsteigen der Schmelze im Erstarrungsvorgang, aufgrund von Konvektion,
beeinflusst. MalRgebliche Parameter, die das dynamische Schmelzeverhalten mit fest-
flissigen Anteilen beschreiben, sind die Coherent und Critical Solidfraction sowie der
Drag-Coefficient. Von diesen drei Parametern besitzt der Drag-Coefficient den gréiten
Einfluss auf die Dynamik der Teilchen. Eine Verringerung des Drag-Coefficient
bewirkt ein schnelleres Aufsteigen der Schmelze, aufgrund des geringeren inneren
FlieBwiderstandes der Schmelze. Die Folge ist eine schnellere vertikale Wéarmeabfuhr
und eine hohere Abkihlrate des Kerninneren. Die Grenzen fir den Drag-Coefficient
liegen beim vollkommenen Stocken der Schmelze bei sehr hohen Werten und dem
widerstandsfreien FlieBen bei sehr niedrigen Werten. Die Critical und Coherent
Solidfraction  definieren  fir die  fest-flussigen  Schmelzeteilchen  einen
Temperaturbereich in welchem sich diese wie gebundene Festkorperteilchen verhalten.
Der Einfluss der gebundenen fest-flissigen Teilchen der Schmelze auf die Abkihlung
wird durch die Steigung der Solidfraction im oberen Erstarrungsbereich beeinflusst. Die
freiwerdende Wérme in diesem Bereich Uberlagert das Verhalten der gebundenen
Teilchen und verstarkt oder schwécht deren Einfluss auf die Abkuhlung.

Durch die Uberlagerung der Phanomene ist besonders der Coherent Solidfraction Wert
betroffen. Bei einer Erhdhung der Coherent Solidfraction sind die fest-flussigen
Teilchen bei der Erstarrung langer flussig und ungebunden. Dadurch erhalt die
Schmelze auch bei niedrigeren Erstarrungstemperaturen eine erhéhte FlieRfahigkeit, die
sich im Aufsteigen der Schmelze und in der schnelleren Abkihlung bemerkbar macht.
Bezogen auf die Abkuhlkurve in der Simulation bewirkt eine Erh6hung der Coherent
Solidfraction um 0,05 eine schnellere Abkuhlung, die sich in einer Temperaturdifferenz
von 12,5 °C nach 40 Sekunden im Giel3prozess zeigt.

Die Critical Solidfraction definiert die Erstarrungstemperatur, bei der noch flissige
Teilchen sich wie kompakt gebundene, festkdrperahnliche Teilchen verhalten. Da im
Erstarrungsprozess bereits im fest-flissigen Zustand viel latente Wéarme frei wird, ist
der Einfluss der Critical Solidfraction auf das Abkulhlverhalten sehr gering. Eine
Variation der Critical Solidfraction um +10 % zeigt keinen signifikanten Einfluss auf
das Abkuhlverhalten.

In Abbildung 0.26 ist der direkte Einfluss der Materialparameter auf die Flie3langen der
Spiralkokille in der numerischen Berechnung beschrieben. Ausgehend von dem
erstellten Materialmodell werden die FlieRlangenunterschiede der veranderten
Materialparameter im Vergleich zum finalen Datensatz, der eine FlieRldnge von 502
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mm besitzt, in Prozent angegeben. Den gréliten Einfluss auf die FlieBlange besitzt die
temperaturabhangige Solidfraction-Kurve. Durch die schlagartige Wéarmeentwicklung
wahrend der Erstarrung bleibt die Schmelze im Giel3kanal langer flieRfahig. In der
Simulation erreicht die Solidfraction-Kurve, mit niedriger Steigung zu Beginn des
Erstarrungsintervalls, im Vergleich zum finalen Parametersatz einen 12,35 % langeren
FlieRweg. Einen ahnlichen Einfluss auf die FlieRfahigkeit besitzt die Coherent
Solidfraction. Wie bereits beschrieben, besteht eine direkte Abhangigkeit zwischen der
Solidfraction und der Coherent Solidfraction. Durch eine Erhdéhung der Coherent
Solidfraction um 0,05 wird eine 11,95 % Steigerung des FlieBweges erreicht. Eine
Verringerung wirkt sich nicht messbar auf die Flie}lange aus.
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Abbildung 0.26: Darstellung des Parametereinflusses auf die FlieRféhigkeit der Salzschmelze
in der Spiralkokille; Die Abweichung ist in % zum finalen Datensatz dargestellt

Der direkte FlieBwiderstand der Schmelze, beschrieben durch den Drag-Coefficient,
besitzt ebenfalls einen merklichen Einfluss auf die FlieRlangen in der Simulation. Werte
von 1000 und 2100 ergeben FlieRlangenunterschiede von +4,98 % bei kleinerem
FlieRwiderstand und -1,79 % bei groRerem FlieBwiderstand. Der Einfluss der
HT Crest,kokille IN der Spiralensimulation ist sehr gering. Eine Variation der HT Crest,kokille
bewirkt FlieBl&ngenunterschiede von +1 %. Der HTCrussigkokille Desitzt dagegen einen
groReren  Einfluss auf das FlieBverhalten. Durch eine Senkung des
Warmetibergangskoeffizienten um 1 - 10° wird eine 3,98 % langere FlieRlange erreicht.
Eine Erhéhung um 1 - 10° bewirkt dagegen eine Verkirzung der FlieBlange um -1,59%.
Neben den thermischen Parametern besitzt die Oberflachenspannung der Schmelze
einen messharen Einfluss auf die FlieRfahigkeit der Schmelze. In der Simulation
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bewirkt die Berucksichtigung der Surface Tension der Schmelze eine Verringerung der
FlieRlange um -5,78%.

Design Chart fur kraftschlissige St-Al-Verbunde
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Abbildung 0.27: Designchart flir die Ermittlung der Auszugsspannung einer kraftschliissigen
Stahl-Aluminiumverbindung bei unterschiedlichen Kontaktspannungen
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Lichtmikroskop fur den vorgewarmten feuerverzinkten Stahleinleger

Abbildung 0.28: Ubersichtsbild der stoffschlu55|gen Anblndung Uber den gesamten Umfang
der Probe aus dem Lichtmikroskop fur den vorgewdrmten Einleger
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Warmebehandlung und Einfluss auf den stoffschlissigen Verbund

Losungsglihen 60 min 480 °C
360 min 535 °C

Warmauslagern

120 min/180 min
200°C / 230 °C

Luftabschrecken
Wasserabschrecken

9/°C —»
Ofe
naufh@lzen

t /min —

Abbildung 0.29: Schematischen Darstellung des Warmebehandlungsprozesses flir eine
AlSi9MgMn-Druckgusslegierung und eine AlSi7Mg0,15-Sandgusslegierung
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Abbildung 0.30: EDX—Scan am Uberlauf vor und nach der T6—Warmebehand|ung flr den bei
Raumtemperatur eingelegten Stahleinleger




Anhang XXXIX

14000 50000
12000 | Anguss nach Umguss as000 | Anguss nach WBH
s [\| e 7| e @ e S 40000 f
10000 | 35000 | e | e 7] e F @ s S
T so000 | 30000 |-
g 000 |- ¢ 25000 |-
© 20000 f
4000 15000 (
10000
2000 5000 |-
0 0 : = S
0 50 100 150 200 250 0 50 100 150 200
Abstand /um — Abstand /um —

Abbildung 0.31: EDX-Scan am Anguss vor und nach der T6-Warmebehandlung fir den bei
Raumtemperatur eingelegten Stahleinleger
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Kontaktbedingungen fir die Darstellung von St-Al-Verbunden

Tabelle 0.4: Ubersicht der Kontaktrandbedingungen fiir die numerische Abbildung des
kraftschlissigen Stahl-Aluminumverbundes

Rechenalgorithmus Implizit Explizit

Contact Pair Contact Pair
Kontaktart

Node-to-Surface Node-to-Surface
Slave-Master-Verhéltnis Ja, 100% Ja, 100%
Sliding-Variante Finite Sliding Finite Sliding
Kontaktmodellierungsverfahren Penalty Penalty, Scale 4

statisch: 0,204 statisch: 0,204
Reibkoeffizient

dynamisch: / dynamisch: 0,085

Tabelle 0.5: Ubersicht der Parameter fir die Cohesive Surface Formulierung zur Darstellung
von stoffschlissigen Stahl-Aluminium-Verbindungen

Parameter Cohesive Surface  [Parameter Wert

Elastic Traction Knn 34,4 Type=uncoupled
Kss 34,4
Kit 34,4

Initiation Thn 8,95 criterion=MAXS
Tss 9,7
Tt 9,7

Damage Evolution De 0,01 Type= displacement

Das Verhalten der Schicht wéhrend des Haftzugs ist in Abbildung 0.32 dokumentiert.
Zu Beginn der Rechnung liegen die Konstaktspannungen in dem Bereich von -0,5 MPa
bis -1,2 MPa. Es wird bereits eine Gegenkraft und damit eine Spannung gemessen. Im
néchsten abgebildeten Zeitschritt herrschen in der Schicht Kontaktspannungen in
Zugrichtung von 1,9 MPa bis 2,9 MPa. Im Verlauf des Haftzugversuchs steigen die
Kontaktspannungen in Zugrichtung auf bis zu 8,95 MPa an. Im vorletzten Zeitschritt,
kurz vor der gesamten Schadigung der Schicht, zeigt der Grofteil der Schicht keine
Kontaktspannung mehr und ist bereits geschadigt. Lediglich die AulRenbereiche besitzen
noch eine Kontaktspannung von -8,34 MPa. Der letzte Zeitschritt beschreibt den
Zustand des vollstdndigen stoffschliissigen Versagens. Wie im Experiment ist ein
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sofortiger Abfall der Spannungs-Weg-Kurve zu sehen, da die

Schadigungsfortschritt von 0,1 mm modelliert wird.
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Abbildung 0.32: Darstellung der stoffschliissigen Verbindung wéhrend des Haftzugversuchs;
Abgebildet ist die Kontaktspannung in der Schicht und der Spannungs-Weg-Verlauf
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Tabelle 0.6: Ubersicht der Parameter fir die Cohesive Surface Formulierung zur Darstellung
von kraft-/stoffschliissigen Stahl-Aluminium-Verbindungen

Parameter Cohesive Surface  |Parameter Wert

Elastic Traction Knn 640,4 Type=uncoupled
Kss 640,4
Kit 640,4

Initiation Thn 8,95 criterion=MAXS
Tss 98,5
Tyt 98,5

Damage Evolution De 0,01 Type= displacement

Schusskurve und Materialkennwerte der Stahleinlegerumgussversuche
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Abbildung 0.33: Verwendete Schusskurve fir die experimentellen Versuche mit der
Wandstarkenvariation des Stahleinlegers
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Abbildung 0.34: a) Kraft-Weg-Verlauf einer Rohrgeometrie mit 15 mm Hoéhe und 2,5 mm
Wandstéarke im Druckversuch; b) Ermittelte FlieBspannungen aus dem Druckversuch fir die

Rohrgeometrieen mit 1,5 mm, 2,0 mm und 2,5 mm Wandstérke

Ersatzlastfall und Einfluss der Prozesskette auf die Verbundguss-A-Saule

Beim Roof Crush Test FMVSS 216 wird die Bodengruppe des Fahrzeugs starr
abgestiitzt und seitlich mit einem Stempel eingedriickt. Der VVorderkante des Stempels,
mit den Abmalen 762 mm Breite und 1829 mm Léange, muss 254 mm von der Mitte des
Dachrahmens in Fahrzeuglangsrichtung entfernt sein.

R 1829 im

(" Mittelachse des Stempels
Erster Kontaktpunkt

( Dachvorderkante in Fahrzeugmitte

254 mm

Starre Abstiitzung der
Bodengruppe
Abbildung 0.35: Darstellung des Priifverfahrens Roof Crush Test FMVSS 216 a in der Seiten-

und Frontansicht des Fahrzeugs mit Stempel und den wichtigsten Versuchsrandbedinungen
[133]

AuBerdem ist die Neigung des Stempels mit 25° und 5 ° zur Fahrzeuglangs- und
Fahrzeugquerachse definiert. Als letztes wird durch das Prufverfahren der erste
Kontaktpunkt zwischen Stempel und Fahrzeug auf der Mittelachse des Stempels
definiert. [133][134][135]
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Da ein Komplettfahrzeugaufbau, insbesondere fur mehrere Prifungen, nicht mdglich
ist, wird aus dem Roof Crush Test ein Ersatzlastfall abgeleitet. Wie in Abbildung 0.36
dargestellt, werden dazu die A-S&ule, der Dachrahmen und der A-S&dulenful3, der
wiederrum aus zwei Bauteilen besteht, verwendet.

~ Stempelbewegung 150mm

senkrecht zur Stempelflache
A-SAEULE IN UT LI

wird im Bereich der
Anbindung an
Stirnwand und
Quertréger in y-
Richtung fixiert

Dachrahmen in
X, y und z-Richtung fixiert

A-SAEULE IN UT LI
in x, y und z-Richtung
festgehalten

Verschiebung der A-SAEULE 2
z H AU UT LI wird in x, y und z-
I/ Richtung verhindert
———————— o

y

Abbildung 0.36: Darstellung des Ersatzlastfalls fir die Nachbildung des Roof Crush Tests
FMVSS 216 a mit definierten Randbedingungen

Dazu wird der Bereich, in dem der Ful3 auf dem Seitenschweller montiert wird, in alle
drei Koordinatenrichtungen fixiert. Analog dazu wir der Dachrahmen auf der
gegenuberliegenden Seite, zur Darstellung der fehlenden zweiten A-Séaule, fixiert. Nach
der Vorgabe des Prifverfahrens wird der Stempel um die geforderten Winkel geneigt.
Da die Stirnwand und der Quertrdger nicht im Ersatzlastfall inbegriffen sind, wird der
Bereich in y-Richtung fixiert. Eine Verschiebung in x- und z-Richtung ist jedoch
moglich.

Einfluss der Prozesskette Guss auf die Verbundguss-A-Saule

Die thermischen Belastungen wahrend des Umgussversuchs kénnen sich negativ auf
den Stahleinleger auswirken. Um den Einfluss der Prozesskette zu untersuchen, werden
auf dem Einleger elf Thermoelemente platziert (s. Abbildung 0.37 b). Der
aufgezeichnete Temperatur-Zeit-Verlauf ist in Abbildung b dargestellt. Kurz nach
Beginn des GielRvorgangs steigt die Temperatur auf ca. 620 °C an und sinkt innerhalb
500 s auf 370 °C ab. Fir die Einflussuntersuchung werden aus einem unbehandelten
Einlegerohr und Blechstruktur Zugproben entnommen (s. Abbildung 0.37 a) und das
Temperaturprofil in einem Ofen nachgebildet. Um den Zustand im GielRvorgang
darzustellen, wird ein Thermoelement auf einer Zugprobe befestigt und die Temperatur
aufgezeichnet. Der Abfall der Temperatur wird im Ofen durch das Offnen der Ofentiir
realisiert und in Vorversuchen iterativ bestimmt. Der Abbildung ist zu entnehmen, dass
die Ofentemperatur die aufgezeichnete Messung aus dem Giel3versuch gut abbildet. Um
den gesamten Giel3prozess abzubilden, werden nach dem simulierten Giel3vorgang, dem
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Losungsglihprozess und der Warmauslagerung die Festigkeiten ermittelt sowie
Gefligeuntersuchungen durchgefuhrt.
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Abbildung 0.37: a) Technische Darstellung der Zugprobengeometrie mit einer Wandstarke von
3mm und der Entnahmepositionen der Zugproben fiir die Ermittlung der Festigkeiten wahrend
und nach dem gesamten GielRprozess, b) Darstellung der Thermoelementpositionen am
A-Sdulen-Einleger flr die Ermittlung des Temperaturverlaufs wahrend des GielRvorgangs und
Vergleich der ermittelten Temperatur-Zeit-Kurve im GieRversuch und dem nachgebildeten
Verlauf im Ofen

Die Betrachtung der mechanischen Kennwerte der Blechgeometrie in Abbildung 0.38 a
zeigt keine nennenswerte Veranderung der Zugfestigkeit im Laufe des
Verbundgussprozesses.
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Abbildung 0.38: Bestimmung der Streckgrenze, Zugfestigkeit und Bruchdehnung fur a) den
Blecheinleger aus dem Material E355 und b) die hochfesten Rohre aus dem Material BTR165
(Usibor®) fir den unbehandelten Zustand (Nr.1) nach dem Umguss (Nr.2), nach dem
Losungsglihen (Nr.3) und der Warmauslagerung (Nr.4)
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Die Streckgrenze steigt sogar von 357 MPa auf 388 MPa nach dem Umgussprozess und
auf 404 MPa im Mittel nach dem Ldsungsgliihen an. Auch die Bruchdehnung steigt von
31,8 % auf ca. 33 % durch die thermische Einwirkung. D.h., bezogen auf das Stahlblech
ist der Verbundgussprozess als nicht kritisch einzustufen. Die Betrachtung der
hochfesten Rohrgeometrie zeigt jedoch einen starken Abfall der Zugfestigkeit von 1472
MPa im Ausgangszustand auf 1061 MPa nach dem Umgussprozess. Ebenfalls fallt die
Zugfestigkeit in diesem Prozessschritt von 1202 MPa auf 981 MPa. Die Bruchdehnung
steigt dabei von 7 % im Mittel auf 11,1 % im Mittel. Der nachfolgende Lésungsgliih-
und Warmauslagerungsprozess beeinflusst die Werte nicht mehr.

Fur die lichtmikroskopischen Untersuchungen werden die Stahlproben einer 30-
Sekunden-Mikroatzung unterzogen. Als Atzmittel wird eine 3%ige Nitalldsung
(Alkoholische Salpetersdure) verwendet und im Anschluss mit destilliertem Wasser und
Ethanol abgespllt sowie unter einem Warmluftféhn getrocknet, was die Bildung von
Wasserflecken verhindert. Die LM-Bilder fur den Blecheinleger mit rekristallisiertem
ferritisch-perlitischem Gefuige sind in Abbildung 0.39 und fiir das BTR-Rohr mit
martensitischem Geftige in Abbildung 0.40 dokumentiert.

20pm oy G ; o | 20um
Abbildung 0.39: Mit 3%iger Nitallosung mikrogeédzte Lichtmikroskopaufnahmen der

A-Sdulenblechgeometrie aus dem Material E355 im Ausgangszustand, nach der WBH, nach
dem Umguss und nach dem Umguss und WBH.



*

Abbildung 0.40: Mit 3%iger Nitallésung
A-Séulenblechgeometrie aus dem Material BTR 165 im Ausgangszustand, nach der WBH, nach
dem Umguss und nach dem Umguss und WBH.
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Abbildung 0.41: Darstellung der von-Mises-Spannungen im Aluminiumumguss nach dem
Abkihlvorgang
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