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Kurzfassung

Kurzfassung

Untersuchungen zum Strangpressen von Aluminiumhohlprofilen mit axial variabler

Wandstirke

Ein moglichst ressourcenschonender Umgang mit den auf der Erde vorhandenen natiirlichen
Rohstoffen, insbesondere den fossilen Energietragern, dem Ziel einer Minderung der globalen
CO,-Emmissionen und einer Begrenzung der Erderwdrmung machen im industriellen
Transportsektor innovative Leichtbauentwicklungen notwendig. Aluminiumlegierungen sind
derzeit im Leichtbaubereich der am hiufigsten eingesetzte Werkstoff. Die Verarbeitung erfolgt
u. a. iber den Strangpressprozess. Dabei konnen durch die starren Werkzeuge im
konventionellen Prozess jedoch lediglich konstante Querschnitte tiber die Profillainge erzeugt
werden. Eine Flexibilisierung des Strangpressprozesses und dessen Produktportfolios im
Hinblick auf lokal lastangepasste Profilquerschnitte sind jedoch wiinschenswert. Daher wird in
der vorliegenden Arbeit das Strangpressen von Aluminiumhohlprofilen mit axial variabler
Wandstérke untersucht.

Zunichst kam dabei das Verfahren des Strangpressens iiber einen Dorn mit abgestufter
Dornspitze zum Einsatz. Durch axiale Dornbewegung wéhrend des Pressens wurde der
formgebende Spalt und somit die Wanddicke von nahtlosen Hohlprofilen erfolgreich mehrfach
tiber die Profillinge verindert. Dabei wurde in den Ubergangsbereichen eine Reduktion des
AuBendurchmessers festgestellt. Mittels numerischer Materialflussuntersuchungen wurde die
Ursache dieses unerwiinschten Effekts ermittelt und verschiedene Maflnahmen zu dessen
Minderung untersucht. Des Weiteren wurde der Pressprozess hinsichtlich wichtiger
ProzesskenngroBen  charakterisiert. Da  die  Mikrostruktur  die  mechanischen
Werkstoffeigenschaften beeinflusst, wurde die Mikrostruktur zum einen entlang des
Umformwegs und zum anderen in Abhéngigkeit von den Prozessparametern mittels Licht- und
Elektronenmikroskopie untersucht und mit den mechanischen Eigenschaften in Verbindung
gebracht.

Das Verfahren des Strangpressens {iber Dorn ist auf einfache Profilquerschnitte beschrinkt.
Daher wurde weiterhin ein Verfahren bzw. ein Werkzeug zum Strangpressen von
nahtbehafteten Hohlprofilen auf Basis eines Kammerwerkzeugs entwickelt und die
experimentelle Machbarkeit einer Wanddickenidnderung beim Strangpressen erfolgreich

gezeigt.
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Kurzfassung

Abstract

Investigations on the extrusion of aluminum hollow profiles with axial variable wall
thickness

Since natural resources especially those of fossil fuels are limited and due to the aim of
significantly reducing CO;-emissions in order to limit the effect of global warming there is a
need for innovative lightweight solutions in the field of transportation. Currently aluminum
alloys are widely used for lightweight constructions. Besides rolling aluminum alloys are
mainly processed via the extrusion process. Due to the rigid dies in conventional extrusion only
profiles with a constant cross section over a profile’s length can be manufactured. Thus, a
flexibilization of the extrusion process and its product portfolio with regard to load adapted
cross sections is desirable for the innovative enhancements in the field of lightweight
constructions. Therefore, in this work investigations on the extrusion of aluminum hollow
profiles with axial variable wall thickness were carried out.

In a first stage the process of tube extrusion using a mandrel with a stepped tip was applied.
The wall thickness was varied by axial movement of the mandrel during extrusion. Thus, the
gap between die bearing and mandrel tip und hence the wall thickness was changed. In regions
of wall thickness transitions a reduction of the outer tube diameter was found. With help of
numerical investigations of the material flow, the reason for its origin was revealed and different
steps towards a reduction of the occurring phenomenon were investigated. Additionally, the
extrusion process was characterized by means of important process indicators. Since the
microstructure significantly influences the material properties, its development was
investigated along the deformation path as well as in relation to the process parameters using
light optical and electron microscopy. Furthermore, the microstructure was correlated to the
mechanical material properties.

Due to the limitation of only simple hollow profile cross sections when using mandrel extrusion,
a process or rather a die set for the extrusion of hollow profiles with seamwelds on the basis of
a porthole die was developed. The feasibility of profile extrusion with axial variable wall

thickness using the developed tool was successfully shown in experimental trials.
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1. Einleitung

1. Einleitung

Die Vorkommen natiirlicher Rohstoffe auf der Erde, insbesondere die der fossilen
Energietrager Erdol und Erdgas, sind limitiert. Bei globaler Betrachtung ist die Nachfrage
danach jedoch hoch und steigt im Zuge des Wirtschafts- und Bevolkerungswachstums weiter
an. Daher sollte im Sinne der Ressourcenschonung einer {iberméfigen Nutzung
entgegengewirkt werden und u. a. materialeffiziente Produktionsprozesse geférdert werden
[UBA13]. Eine weitere Problematik stellt die Erwdrmung des Erdklimas dar. Der Weltklimarat
(IPCC) bezeichnet es in seinem flinften Sachstandsbericht als ,,auerst wahrscheinlich, dass
der menschliche Einfluss als Hauptursache fiir die beobachtete Erwdrmung seit Mitte des 20.
Jahrhunderts anzusehen ist [[PC16a, IPC16b]. Demnach befinden sich die Konzentrationen von
Treibhausgasen auf den hochsten Stand der letzten 800000 Jahre [IPC16b]. Vor diesem
Hintergrund verpflichtete sich die internationale Staatengemeinschaft im sog. Kyoto-Protokoll
erstmals auf rechtlich verbindliche Zielwerte fiir eine deutliche Absenkung von
Treibhausgasemissionen [0.V.98]. Auf der 21. UN-Klimakonferenz im Dezember 2015 wurde
im Rahmen des sog. ,,Ubereinkommen von Paris*“ von der Weltgemeinschaft dann das Ziel
einer Begrenzung der Erderwdrmung auf deutlich unter 2°C im Vergleich zu vorindustriellen
Werten beschlossen [0.V.16]. Die deutsche Bundesregierung legte im sog. Klimaschutzplan
2050 fiir das Handlungsfeld Verkehr bis zum Jahr 2030 eine Minderung der CO,-Emissionen
gegeniiber dem Jahr 1990 von mindestens 40% fest [0.V.16]. Zur Erreichung dieser Ziele sind
einerseits Mafinahmen wie Effizienzsteigerungen von Verbrennungsantrieben notwendig. Zum
anderen sollen mittel- und ldngerfristig alternative Antriebstechnologien wie die
Elektromobilitdt weiterentwickelt und so die Anzahl von elektrisch betriebenen Fahrzeugen
deutlich erhoht werden [0.V.16]. Eine Absenkung des Gewichts von Transportmitteln wirkt
sich dabei deutlich auf eine Reduktion des Kraftstoffverbrauchs und die CO,-Emissionen von
Transportmitteln aus. Des Weiteren kann dadurch eine Reichweitenerh6hung von elektrisch

angetriebenen Vehikeln ermdglicht werden.

Aufgrund seiner geringen Dichte von pa=2,7g/cm’, den guten gewichtsspezifischen
Festigkeiten und der sehr guten Umformbarkeit, sind Aluminiumlegierungen ein attraktiver
Werkstoff fiir Leichtbauanwendungen. Die industrielle Verarbeitung von Aluminium erfolgt
primédr mittels Walzen zu Blechen sowie iiber das Strangpressen zu Profilen. Die
konventionellen Strangpressverfahren verwenden starre formgebende Werkzeuge, sodass sich

damit tiber die Strangldnge lediglich konstante Profilquerschnitte erzielen lassen. Bei der



1. Einleitung

konstruktiven Bauteilauslegung wird die maximal zu erwartende Belastung zu Grunde gelegt
und der Querschnitt dementsprechend ausgestaltet. Im technischen Einsatz ist die
Lastverteilung iiber die Lénge eines Bauteils oftmals jedoch nicht homogen verteilt, sodass sich
in weniger stark beanspruchten Bereichen Uberdimensionierungen ergeben. Wire es technisch
also moglich, den Querschnitt von Profilen lokal an die real zu erwartenden Belastungen
anzupassen, liee sich der Materialeinsatz fiir ein Bauteil oder eine Komponente und somit sein
Gewicht reduzieren und das Leichtbaupotential erhohen. Fiir mogliche Anwendungen in der
Transportindustrie konnte mittels lastangepasster bzw. malBgeschneiderter (tailored) Profile,
das Gewicht von Transportfahrzeugen vermindert werden. Folglich wiirden
Kraftstoffverbrauch und Abgasemissionen von mit fossilen Brennstoffen betriebenen
Transportmitteln reduziert und die Reichweite von elektrisch betriebenen Vehikeln gesteigert
werden. Daher beschiftigt sich die vorliegende Arbeit mit Untersuchungen zum Strangpressen

von Hohlprofilen mit einer liber die Profilldinge gesehen variablen Wanddicke.



2. Stand der Kenntnisse

2. Stand der Kenntnisse

2.1.  Aluminium und Aluminiumlegierungen

2.1.1.  Allgemeine Eigenschaften von Aluminium

Aluminium ist mit der Ordnungszahl 13 im Periodensystem der Elemente in der Hauptgruppe
IIT angesiedelt und hat eine relative Atommasse von ca. 26,98. Es ist nach Sauerstoff und
Silizium das dritthdufigste Element in der Erdkruste [ROOO0S5]. Seine Dichte betrdgt mit
p=2,7g/cm’ lediglich ein Drittel der von Stahl (p=7,8g/cm’). Daher wird es zu den
Leichtmetallen gezéhlt. Aluminium kommt in der Natur nicht als Reinmetall, sondern durch
seine starke Affinitdt zu Nichtmetallen nur in Form von Aluminiumchlorid oder -oxid vor. Als
technischer Werkstoff in relevantem Umfang konnte es im Vergleich zu Kupfer oder Stahl erst
sehr spit, nach der Erfindung der Dynamomaschine durch Siemens im Jahre 1866 und der
Entwicklung des Hall-Heroult-Prozesses 1886, erzeugt werden. Dieser Prozess bildet bis heute

das Grundprinzip der Herstellung von Priméraluminium mittels Elektrolyse. [KAMO02]

Aluminium weist zahlreiche positive physikalische Eigenschaften auf und ist somit vielseitig
einsetzbar. Dies zeigt sich auch durch die groBBe Anzahl an Hauptmirkten fiir den Einsatz von
Aluminium in Deutschland (Abbildung 2.1a). Neben seinem geringen spezifischen Gewicht
zeigt es gute mechanische Eigenschaften. So deckt es einen grof3en Festigkeitsbereich von ca.
70-800MPa ab [OST14]. Dies resultiert in sehr guten gewichtsspezifischen mechanischen
Eigenschaften und macht es somit zu einem iiberaus attraktiven Material fiir den konstruktiven
Leichtbau. Aluminium kristallisiert im kubisch-flachenzentrierten Gitter. Dieses verfiigt bei
Raumtemperatur iiber 12 aktive Gleitsysteme, wobei die Gleitung auf den {111} Ebenen in
<110> Richtungen stattfindet. Die groe Anzahl an zur Verfiigung stehenden Gleitsystemen ist
der Grund fiir die hohe Duktilitdt des Aluminiums. Hieraus ergeben sich zahlreiche
Moglichkeiten der Herstellung und Verarbeitung wie z. B. iiber Walzen, Schmieden,
Strangpressen, Ziehen, Spanen, Biegen oder Tiefziehen [OST14]. Die Duktilitdt bleibt auch bei
tiefen Temperaturen erhalten, wodurch sich Aluminium besonders gut fiir Anwendungen in der
Luft- und Raumfahrt eignet. Weiterhin verfiigt Aluminium hinter Silber, Kupfer und Gold tiber
die viert hochste elektrische Leitfahigkeit aller Metalle [IVE07] und ist somit als Leitermaterial
fiir elektrischen Strom geeignet. Absolut betrachtet betriagt die Leitfahigkeit von Aluminium
bei Raumtemperatur 57% der von Kupfer. Bei gewichtspezifischer Betrachtung jedoch ist seine
Leitfdhigkeit verglichen mit Kupfer doppelt so gro [OST14]. So wird Aluminium bei

besonders gewichtssensitiven Anforderungen wie z. B. in der Luftfahrt im Airbus A380
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gegeniiber Kupfer als Leitermaterial bevorzugt [HELO7]. Neben der guten elektrischen zeigt es
auch eine hohe thermische Leitfdhigkeit. Diese Eigenschaft in Kombination mit seiner guten
Umformbarkeit ermdglichen seinen Einsatz als Material fir Wéarmetauscher. Des Weiteren
bietet Aluminium eine gute Korrosionsbesténdigkeit in vielen Medien. Hintergrund hierbei ist
die Ausbildung einer diinnen aber dichten Aluminiumoxidschicht, sobald es einer
sauerstoffthaltigen Atmosphdre ausgesetzt wird. Aluminium wird im Allgemeinen als
gesundheitlich unbedenklich angesehen. Auch deshalb wird es hiufig als Verpackungsmaterial
in der Lebensmittelindustrie eingesetzt. Gelangt es hingegen in den menschlichen Organismus,
insbesondere in den Blutkreislauf, ist Aluminium neurotoxisch und steht im Verdacht
Krankheiten wie z. B. Alzheimer, Autismus und Krebs auszulésen [YOKO00, YOKI16].
Allerdings werden diese Zusammenhdnge derzeit noch kontrovers diskutiert. SchlieBlich
verfiigen Aluminiumoberfldchen iiber eine ansprechende Optik, welche durch Eloxieren noch
verbessert werden kann. Dies ermoglicht seine Verwendung in Form von Fassadenteilen,
Zierleisten z. B. in Automobilen oder als Gehdusematerial fiir Computer und Mobiltelefone

[OST14, KAMO02, BAUOI].

® Verkehr B 7xxx

= Bauwesen B 1xxx

® Verpackungen 2XXX

Maschinenbau
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B Elektrotechnik
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Burobedarf

B Sonstiges

u 6082

B andere 6xxx

Abbildung 2.1: Verwendung von Aluminium a) Nach Hauptabsatzmérkten in Deutschland im Jahr 2014
in Prozent [GDA15] b) Nach dem prozentualen Anteil von Aluminiumklassen die im Jahr 2000 tiber
Strangpressen verarbeitet wurden [RE104]

2.1.2.  Aluminiumlegierungen der EN AW-6xxx Klasse

Die Gruppe der EN AW-6xxx Legierungen enthdlt Magnesium und Silizium als
Hauptlegierungselemente. Charakteristisch fiir diese Klasse ist die Moglichkeit zur Aushértung
iiber die Phase Mg,Si. Die dadurch erzielbaren Festigkeiten sind im mittleren Bereich fiir
Aluminiumlegierungen angesiedelt. Als weitere allgemeine FEigenschaften der 6xxx-
Legierungen konnen die gute Korrosionsbestiandigkeit, die hohe Bruchzihigkeit, sowie die im
Vergleich zu anderen Legierungsklassen gute Schwei3barkeit angefiihrt werden. Besonders

hervorzuheben ist jedoch die sehr gute Umformbarkeit dieser Legierungsgruppe. Hierdurch
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ergibt sich eine hervorragende Eignung zur Verarbeitung durch Umformverfahren wie Walzen,
Schmieden und Strangpressen. Die Kombination der genannten positiven Eigenschaften mit
der leichten Verarbeitbarkeit begriindet die breite Anwendung dieser Klasse im Leichtbau
[OST14]. Bei der Verarbeitung mittels Strangpressen stellen die 6xxx-Legierungen mit {iber

90% den Abstand grof3ten Anteil dar (Abbildung 2.1b) [SHE99, REI04].

Durch Variation des zulegierten Gehalts an Mg sowie Si und somit des Mg,Si-Anteils nach
Warmauslagerung kann die Festigkeit deutlich beeinflusst werden. Technisch relevante
Legierungen enthalten 0,3-1,5% Mg sowie 0,2-1,6% Si. Das entspricht einem Mg,Si-Gehalt
von ca. 0,4-1,6% [KAMO02]. Die maximale Loslichkeit fiir Mg,Si im Aluminiummischkristall
betrdgt bei 595°C 1,85% (Abbildung 2.2a). Dabei fiihrt eine Erhohung des Mg,Si-Anteils zu
einer gesteigerten Festigkeit. Es ist jedoch auch zu erwéhnen, dass ein groBerer Gehalt an
Legierungselementen die Fliefspannung des Materials steigert und sich somit die

Verarbeitbarkeit durch z. B. Strangpressen (Pressbarkeit) verschlechtert [OST14, SHE99].

Das stochiometrische Verhiltnis von Magnesium zu Silizium der Gleichgewichtsphase Mg,Si
wird in der Literatur mit ca. 1,7:1 angegeben [MAT94, MUR99, SHE99]. Dieses Verhéltnis ist
in Abbildung 2.2b durch die Mg,Si-Linie gekennzeichnet. Es wird ersichtlich, dass die
zulédssigen Bereiche der dargestellten Legierungen z. T. deutlich von einer stochiometrischen
Zusammensetzung abweichen. Eine Legierung kann also einen Si- oder einen Mg-Uberschuss
aufweisen. Ein Siliziumiiberschuss kann zu hoheren Festigkeiten als bei stochiometrischer
Zusammensetzung fithren, da es die Ausscheidungsprozesse fordert, das Verhéltnis Mg/Si
gegeniiber dem stochiometrischen Gleichgewicht reduziert und somit eine héhere Anzahl an
festigkeitssteigenden Ausscheidungen gebildet werden konnen [GUPO1]. Auch ein
Magnesiumiiberschuss bewirkt eine gesteigerte Festigkeit, allerdings weniger effektiv als bei
Silizium, da es gleichzeitig die Loslichkeit von Mg,Si reduziert. Des Weiteren fiihrt
iiberschiissiges Magnesium ab einem Si-Gehalt von 1,2% zu einer Reduktion der Festigkeit und
Umformbarkeit [KAMO02, BLA76]. Daher wird in der Praxis entweder mit Siliziumiiberschuss
(Europa) oder mit der Zugabe weiterer festigkeitssteigernder Elemente wie Kupfer oder Chrom
(USA) gearbeitet [KAMO2]. Ein weiteres nennenswertes Legierungselement stellt Mangan dar,
welches in Mengen bis zu 1% hinzulegiert wird. Es wirkt wie auch Chrom
rekristallisationshemmend, da es feine Ausscheidungen bildet, die die Bewegung von
Korngrenzen erschweren bzw. behindern [LOD00, YANO0O, HUMO4a]. Haufig verwendete
Legierungen der EN AW-6xxx-Gruppe sind EN AW-6060, EN AW-6063, EN AW-6005, EN
AW-6061 sowie EN AW-6082. Abbildung 2.2b =zeigt die Bereiche moglicher
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Zusammensetzungen dieser Legierungen in Abhdngigkeit vom Mg- und Si-Gehalt. Durch den
geringen Anteil an Mg,Si wird ersichtlich, dass die Legierungen EN AW-6060 und EN AW-
6063 den Einsatzbereich fiir geringe bis mittlere mechanische Festigkeit abdecken. EN AW-
6005 und das kupferhaltige EN AW-6061 decken hingegen den mittleren bis erhohten
Festigkeitsbereich ab, wihrend EN AW-6082 die hochsten Festigkeiten aufweist und somit fiir

stark belastete Komponenten zum Einsatz kommt.
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Abbildung 2.2: a) Quasibinidres Al-Mg,Si Phasendiagramm [OSTO07] b) Mg- und Si-Gehalte wichtiger
6xxx-Legierungen [REI04]

2.1.3.  Ausscheidungshértung bei EN AW-6xxx-Legierungen

EN AW-6xxx-Aluminiumlegierungen erreichen ihre maximale Festigkeit erst nach einer
sogenannten Aushdrtung. Daher ist die Ausscheidungshidrtung der dominierende
Verfestigungsmechanismus fiir diese Legierungsklasse. Grundvoraussetzung fiir die
Moglichkeit zur Ausscheidungshirtung ist ein Legierungssystem, das mit sinkender
Temperatur eine abnehmende Loslichkeit einer Zweitphase aufweist. Abbildung 2.2a zeigt,
dass diese Voraussetzung fiir das quasibinire System Al-Mg,Si, das fiir die 6xxx-Legierungen
relevant ist, gegeben ist. Des Weiteren muss diese Zweitphase mit Versetzungen
wechselwirken und dabei deren Bewegung wihrend der Verformung des Werkstoffs
erschweren konnen. Eine Zweitphase ist von der Matrix stets durch eine Phasengrenze
abgegrenzt. Diese kann entweder inkohérent, teilkohédrent oder kohérent sein (Abbildung 2.3).
Inkohérente Phasengrenzen stellen fiir Versetzungen ein untiberwindliches Hindernis dar, das
nur mittels des Orowan-Mechanismus umgangen werden kann. Bei kohédrenten und
teilkohédrenten Phasengrenzen setzen sich die kristallographischen Ebenen und Richtungen der
Matrix in der Ausscheidung mit einer leichten Verzerrung fort. Das heifit, dass sich
Versetzungen durch Ausscheidungen hindurchbewegen konnen. Hierfiir ist jedoch ein erhohter

Kraftaufwand notwendig. Dieser muss durch die angelegte mechanische Spannung aufgebracht
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werden und erklirt die festigkeitssteigernde Wirkung der Ausscheidungshdrtung. Die
Festigkeitssteigerung ist dabei umso effektiver, je kleiner der Abstand zwischen den

Ausscheidungen ist. [GOT07]
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Abbildung 2.3: Entwicklung der Kohidrenz fiir verschiedene Ausscheidungsstadien ohne
Berticksichtigung von Leerstellen [OST14]

Die Prozessfiihrung der Ausscheidungshirtung besteht grundsitzlich aus den drei Schritten
Losungsgliithen, Abschrecken und Auslagern (Abbildung 2.4). Ziel des Losungsgliihens ist es,
einen homogenen Aluminiummischkristall zu erzeugen. Das heiflt, im Gefiige gegebenenfalls
vorliegende grobe Mg,Si-Ausscheidungen, die auf Grund ihrer Grofe fiir eine
Festigkeitssteigerung nicht relevant sind, miissen zunichst in Losung gebracht werden. Erst
danach ist sichergestellt, dass fiir die maximal erreichbare Festigkeit einer Legierung nach der
eigentlichen Aushédrtung gentigend hohe Gehalte von Magnesium und Silizium im
Mischkristall gelost sind. Fiir die 6xxx-Legierungen wird die Losungsgliihtemperatur im

Allgemeinen im Bereich zwischen 520-540°C angegeben [KAMO02].
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Abbildung 2.4: Prozessfiihrung bei der Ausscheidungshédrtung a) Temperaturfiihrung bei der
Ausscheidungshirtung im quasi-bindren Al-Mg,;Si-Phasendiagramm b) Schematischer zeitlicher
Temperaturverlauf ¢) Auswirkung der Warmauslagerung auf die Zugfestigkeit [BAROS]
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Im zweiten Prozessschritt folgt die hinreichend schnelle Abkiihlung (Abschrecken) aus dem
Einphasengebiet des Aluminiummischkristalls. Durch das  Abschrecken sollen
Diffusionsprozesse, die zur vorzeitigen Bildung von Ausscheidungen fiithren, unterbunden
werden. Der kritische Temperaturbereich liegt dabei zwischen der Losungsglithtemperatur und
etwa 200°C [KAMO2]. Folglich liegt nach dem Abschrecken ein iiberséttigter Mischkristall
vor, der groBBere Mengen an Fremdatomen enthélt, als unter Gleichgewichtsbedingungen, also
bei sehr langsamer Abkiihlung, moglich wire. Des Weiteren werden auch Leerstellen, die beim
Losungsglithen entstanden sind, beim Abschrecken ,.eingefroren” [KLOO08]. Die kritische
Abkiihlgeschwindigkeit, bei der Ausscheidungsprozesse noch vollstindig unterdriickt werden
und somit keine Beeintrachtigung der erreichbaren mechanischen Eigenschaften eintritt, ist von
der Legierungszusammensetzung abhidngig und steigt mit zunehmenden Legierungsgehalten an
[KAMO2]. Dabei spielen neben dem allgemeinen Anteil an Legierungselementen insbesondere
die Gehalte von Mn, Cr und Fe eine wichtige Rolle. Diese Elemente fithren bereits wihrend der
Homogenisierung zur Ausscheidung von Dispersoiden, die Orte fiir heterogene Keimbildung
fiir grobe Mg,Si-Ausscheidungen darstellen. Fiir die wichtigsten EN AW-6xxx-Legierungen
kann also eine steigende Abschreckempfindlichkeit in der Reihenfolge EN AW-6060, EN AW-
6005, EN AW-6061 und EN AW-6082 festgestellt werden [STR11].

Grundsitzlich kann die Auslagerung je nach Temperatur, bei der dieser Prozess stattfindet,
zwischen Kaltaushértung bei relativ niedrigen Temperaturen zwischen -50°C bis ca. 100°C und
Warmaushértung bei legierungsspezifischen erhohten Temperaturen im Bereich zwischen etwa
100°C und 230°C unterschieden werden. Bei der Auslagerung kommt es zur Bildung von
Ausscheidungen aus dem {iibersittigten Mischkristall, da dieser aus thermodynamischer Sicht
keinen stabilen Zustand darstellt. Durch Erh6hung der Temperatur und somit von thermischer
Energie werden Diffusionsvorgédnge ermdoglicht, die zur Bildung von Ausscheidungen fiihren.
Dabei wird ausgehend vom tibersittigten Mischkristall (englisch: super saturated solid solution
(ssss)) eine Ausscheidungssequenz durchlaufen, die bei den EN AW-6xxx-Legierungen bei der
Gleichgewichtphase Mg,Si (f) endet. Die Sequenz fiir das Legierungssystem Al-Mg-Si wird
allgemein wie folgt angegeben [DUT91]:

Al (ssss) — Fremdatom-Cluster — GP-I-Zonen — GP-1I-Zonen/p’” — ° —

Allerdings gibt es bis heute immer wieder Hinweise darauf, dass noch weitere metastabile
Phasen an dieser Ausscheidungssequenz beteiligt seien konnten [EDWO98], sodass diese

offenbar noch nicht abschlieBend aufgeklért ist.
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Direkt nach dem Abschrecken kommt es zur Bildung von Leerstellen-Fremdatom-Komplexen,
die zunichst zur Entstehung von Si-Clustern an eingefrorenen Leerstellen fithren [BANI1].
Wihrend der sogenannten Kaltauslagerung, diffundieren Mg-Atome zu diesen Clustern und es
kommt zur Bildung von Mg-Si-Coclustern. Im weiteren Verlauf dienen diese Cluster als
Keimbildungsorte fiir sog. Guinier-Preston Zonen (GP-I-Zonen). Hierbei handelt es sich um
globulare Ausscheidungen mit einem Durchmesser von ca. 1-3nm [AND98], die kohdrent zur
Aluminiummatrix vorliegen. Die Struktur dieser Phase ist noch nicht aufgeklart. Das Mg/Si-

Verhiiltnis liegt hier bei unter 1 [EDW94a]. [EDW94b, KOV72]

Durch Warmauslagerung bei erhohten Temperaturen im Zweiphasengebiet des quasibinédren
Phasendiagramms konnen deutlich hohere Festigkeiten als nach einer Kaltauslagerung erreicht
werden. Dies wird auf die Bildung von Ausscheidungen der f§’’-Phase (bzw. GP-1I-Zonen)
zuriickgefiihrt. Diese nadelformigen Ausscheidungen sind entlang der Nadelachse kohédrent zur
Matrix [OST14, ANDO98] und haben einen Querschnitt in der GroBenordnung von ca. 4nm x
4nm, sowie eine Lange von ca. 50nm [EDW94b, AND9S5]. Sie entstehen jeweils parallel zu den
drei (100)-Richtungen des Aluminiumkristalls [EDW98, AND98, MUR99]. Das Mg/Si-
Verhiltnis dieser Phase liegt bei 1 bzw. leicht darunter. Als Zusammensetzung ist heute MgsSig

akzeptiert und die Kristallstruktur der 3°’-Ausscheidungen als monoklin identifiziert [AND9S].

Bei langerer Warmebehandlungsdauer wird zunehmend die Umwandlung von 8°” in die nichste
Phase der Ausscheidungssequenz beobachtet. Diese wird als 8° bezeichnet und unterscheidet
sich von der ’’-Phase dadurch, dass sie eine stibchenférmige Gestalt hat, also groBer und
langer ist. Thre GroBe wird mit ca. 20nm x 20nm x 500nm angegeben [AND9S8]. Durch diese
Dimensionen kann eine Behinderung der Versetzungsbewegung nicht mehr so effektiv erfolgen
wie bei der Phase f’°. Daher sind Ausscheidungen dieses Typs bei {iiberalterten
Probenzustinden zu beobachten, also wenn entweder die Warmauslagerungstemperatur zu
hoch oder die Auslagerungsdauver zu lang gewidhlt wurden. FEin weiteres
Unterscheidungsmerkmal stellt das Verhiltnis Mg/Si dar. Dieses betrégt hier ca. 1,7 [LYNS82,
MAT94]. Die Kristallstruktur von @’ ist hexagonal [VIS07, MAT94] und seine
Zusammensetzung mit MgoSis angegeben [VISO07].

SchlieBlich kann nach langen Wérmebehandlungszeiten die Gleichgewichtsphase Mg,Si
erreicht werden. Diese liegt entlang der (100)-Richtungen in Form von Platten in der
GroBenordnung von Mikrometern vor und ist aufgrund ihrer GréBe und der inkohdrenten

Phasengrenze zur Aluminiummatrix nicht fiir Wechselwirkungen mit Versetzungen und somit
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nicht fiir eine festigkeitssteigernde Wirkung geeignet. Sie besitzt eine kubisch-flichenzentrierte

Struktur vom Typ CaF [AND9S].
2.1.4. Verformung von Aluminium

Versetzungen sind linienférmige Gitterfehler in Kristallen. Die Verformung von metallischen
Werkstoffen kann grundsitzlich entweder durch das Gleiten von Versetzungen oder tiber
Zwillingsbildung getragen werden. Neben der Anzahl an zur Verfiigung stehenden
Gleitsystemen, entscheidet der Wert der Stapelfehlerenergie (SFE), welcher der beiden
Mechanismen zum Tragen kommt. Die Stapelfehlerenergie gibt an, in wie weit sich
Versetzungen in Partialversetzungen aufspalten. Bei Metallen mit hoher SFE sind
Versetzungen weniger weit aufgespalten als bei niedriger. Dementsprechend ist hier das
Klettern und Quergleiten von Versetzungen erleichtert [HUMO4a, BER02]. Die SFE fiir
Aluminium betrigt ysrg =166mJ/m* und ist damit als hoch einzustufen [HUMO4a, MUR75].
Die plastische Deformation im Fall des Werkstoffs Aluminium wird demnach durch
Versetzungsbewegungen im Kristall getragen. Dabei stehen fiir eine Gleitbewegung die 4
{111}-Ebenen des kfz-Kristalls und die 3 <110>-Richtungen zur Verfiigung (Abbildung 2.5).
Folglich ergeben sich 12 aktivierbare Gleitsysteme.

(111)

Abbildung 2.5: Kfz-Gitter mit einer (111)-Gleitebene und 3 [110]-Gleitrichtungen [BER02]

Mit zunehmender Verformung steigt die Versetzungsdichte im Kristall an und das Material
verfestigt. Die Versetzungsbewegung erfolgt in Folge einer Kraft, die auf eine
kristallographische Ebene in eine definierte Richtung wirkt. Die Ebene, auf der die Gleitung
stattfindet, wird Gleitebene und die Richtung, in die diese erfolgt, Gleitrichtung genannt.
Gleitebene und Gleitrichtung ergeben gemeinsam ein Gleitsystem. Entscheidend fiir die
Aktivierung eines Gleitsystems ist jedoch nicht die an die Probe angelegte Spannung (o),
sondern eine resultierende Schubspannung (t) in einem Gleitsystem. Nach dem Schmid’schen

Schubspannungsgesetz berechnet sich die Schubspannung t gemif Gl. 2.1 wie folgt [GOTO07]:

10
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T = ocos (k) - cos (A) = mgo (Gl 2.1)

Hierbei ist k der Winkel zwischen Belastungsrichtung und Gleitebenennormale und A der
Winkel zwischen Belastungsrichtung und der Gleitrichtung. Des Weiteren wird ms als Schmid-

Faktor bezeichnet. Abbildung 2.6 veranschaulicht die beschriebenen Zusammenhinge grafisch.

— Gleitebene

Gleitrichtung

Y
F

Abbildung 2.6: Grafische Veranschaulichung des Schmid'schen Schubspannungsgesetzes [GOTO07]

Die im Kristall gespeicherte Energie (Ep) ist die Ursache fiir eine Reihe von
Eigenschaftsdanderungen bei Metallen. Daher wird sie im Folgenden kurz beleuchtet. Wenn die
Energie des Versetzungskerns vernachlédssigt wird und von isotroper Elastizitdt ausgegangen
wird, kann die Energie einer Versetzungslinie pro Einheitsldnge (Evers) nach GI. 2.2 bestimmt

werden [HUMO4a].

_ Gb?f(v) | ( r) (Gl. 2.2)
Vers — AT n ro

Hierbei ist G der Schubmodul, b der Burgersvektor, f(v) eine Funktion des
Possionverhéltnisses, r die Radiusobergrenze (fiir gewohnlich der Versetzungsabstand) und 1o

die Radiusuntergrenze (normalerweise zwischen b und 5b).

Die im Material gespeicherte Verformungsenergie Ep ergibt sich nach Gl. 2.3 aus Eyers und der
Versetzungsdichte (p) im Werkstoff. Steigt also in Folge zunehmender Verformung die

Versetzungsdichte im Kristall an, so erhoht sich auch Ep.

Ep = pEvers (Gl.2.3)

11
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2.1.5.  Erholung, Rekristallisation und Kornwachstum

Den Prozessen der Erholung, Rekristallisation und Kornwachstum ist gemein, dass sie nur bei
erhohten Temperaturen oberhalb von T,=0,4-Ts ablaufen [BER02]. Dabei bezeichnet Ty, die
homologe Temperatur (angegeben in Kelvin) und Ts die Schmelztemperatur des Materials. Die
Ursache, dass diese Prozesse eine Mindesttemperatur erfordern, ist mit der thermischen
Aktivierung der an ihnen beteiligten Mechanismen zu begriinden. Eine weitere Gemeinsamkeit
dieser Phéanomene ist, dass Sie auf eine Reduktion der im Kristall gespeicherten Energie

abzielen und somit eine entfestigende Wirkung nach sich ziehen. [HUMO04a, GOTO07]

2.1.5.1. Erholung

Die Kristallerholung, oder kurz Erholung, kann entweder wihrend einer Warmverformung
(dynamische Erholung) oder im Zuge einer an eine Kaltverformung anschlieBende
Wirmebehandlung (statische Erholung) ablaufen. Der verformte Zustand eines Materials ist
aus thermodynamischer Sicht stets instabil [HUMO4a]. Auf Grund der in ein Material
eingebrachten thermischen Energie, steigt die Mobilitdt von Versetzungen an [HUMO4a],
sodass sie auf andere Gleitebenen wechseln und somit energetisch giinstigere Positionen
einnehmen konnen. Dadurch wird die gespeicherte Energie des Materials abgesenkt. Diese
Umordnungsprozesse im Kristall werden durch das Klettern von Stufen- und das Quergleiten
von Schraubenversetzungen getragen. Die Umlagerung von Versetzungen fiithrt zu einem
rdumlichen Verbund von Kleinwinkelkorngrenzen (KWKGs) und wird auch als Polygonisation
bezeichnet. KWKGs zeichnen sich durch einen Misorientierungswinkel kleiner 5° aus, wiahrend
ein Winkel von 10-15° den Ubergang zu sog. GroBwinkelkorngrenzen (GWKGs)
charakterisiert [MCQ10, DOH97, HUMO4a]. Des Weiteren ziehen sich Versetzungen mit
entgegengesetztem Vorzeichen an und 16schen sich aus, wenn sie auf einer Gleitebene
aufeinandertreffen. Dieser Vorgang wird als Annihilation bezeichnet und bewirkt eine

Reduktion der Versetzungsdichte und folglich eine Entfestigung. [GOT07]

Abbildung 2.7 veranschaulicht die Umlagerung und Ausheilung von Versetzungen wihrend

der Erholung schematisch.
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2. Stand der Kenntnisse

Abbildung 2.7: a) Umlagerungs- und Ausheilungsprozesse von Versetzungen bei der Erholung
[BAROS], b) Bildung eines Subkornnetzwerkes (Polygonisation) im Zuge der Erholung [HUMO4a]

Eine besondere Form der dynamischen Erholung stellt die sog. geometrisch dynamische
Rekristallisation (gDRX) dar. Wihrend der Warmumformung #ndert sich in Folge der
anliegenden Last mit zunehmendem Umformgrad zunichst die Kornmorphologie. Der
Korndurchmesser in Lastrichtung nimmt ab, die Kornlédnge (senkrecht zur Lastrichtung) wird
hingegen erhoht (Abbildung 2.8). Wihrenddessen lauft zunédchst die konventionelle
dynamische Erholung ab, dass heiflt, in den sich verformenden Koérnern wird durch
Versetzungsumlagerung ein Netzwerk aus Subkornen ausgebildet. Des Weiteren bilden die
GWKGs eine sdgezahnformige Struktur mit Korngrenzenwolbungen aus (Abbildung 2.8 und
Abbildung 2.9). Dies ist auf lokale Umordnungsprozesse zuriickzufiihren, bei denen es zur
Bewegung von GWKGs entlang der Subkorngrenzen kommt, damit sie ein integraler Teil des
Subkornnetzwerks werden konnen und die Gesamtkorngrenzenenergie somit absinkt [BLU96a,
MCQO04a, MCQ95, KONI95D]. Ist der Umformgrad ausreichend hoch, sodass eine Kornhdhe
von etwa dem 2 bis 3 fachen des mittleren Subkorndurchmessers erreicht wird, konnen sich
nebeneinander liegende Korngrenzenwdlbungen beriihren, sodass es zu einer Abschniirung
(pinch-off) bzw. einer Perforation des Korns kommt (Abbildung 2.9 a und b) [SOL89, BLU96a,
KONO95b, MCQO04a]. Bei fortschreitender Verformung nimmt die Anzahl der Perforationen zu
und die Kornldnge immer weiter ab, sodass das Gefiige schlieBlich aus globulitischen Kérnen
besteht, die nur wenige Subkorner umfassen und von GWKGs umgeben sind [MCQ95,
BLU96a, KON95a, HUMO04a]. Eine weitere Moglichkeit der Korngrenzenrekombination stellt
das lokale Abschniiren einzelner Korngrenzenwolbungen dar (Abbildung 2.9¢) [BLU96a,
BLU96b]. Da es im Prozess der gDRX zur Bildung neuer Korner im deformierten Gefiige

kommit, erscheint die Bezeichnung als Rekristallisation zunichst sinnvoll. Allerdings wird im

13



2. Stand der Kenntnisse

Zuge der gDRX die Versetzungsdichte nicht signifikant reduziert [BANOS, BLU96a], wie es
durch die primédre Rekristallisation erfolgt. Aus diesem Grund schlug McQueen alternative
Bezeichnungen der gDRX als z. B. kornteilende, korndefinierende (englisch: grain deviding
oder grain defining dynamic recovery (kurz gdDRV) [MCQ10]) oder aber als kornfeinende
(grain refining dynamic recovery (kurz grDRV) [MCQ95, MCQO04a]) dynamische Erholung

vor. Nachfolgend soll dieser Mechanismus daher als gdDRV bezeichnet werden.

Abbildung 2.8: Abnehmender Korndurchmesser in Folge zunehmendem Umformgrads und einsetzende
gdDRV [HUMO4a]
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Abbildung 2.9: a) Extreme Streckung von Kornern fithrt zu Kornabschniirungen bzw. zu lokalen
Erhohungen der Korndurchmesser in den Nachbarkérnern [SOL89], b) Entstehung von
Kornperforationen und deren Wachstum im Zuge weiterer Verformung [MCQ91], ¢) Abschniirung
einzelner Korngrenzenwdlbungen (A) sowie durch Berithrung von gegeniiberliegenden Korngrenzen
(B) [BLU96b]

2.1.5.2. Rekristallisation

Rekristallisation wird definiert als Bildung einer neuen Kornstruktur in einem verformten

Material, die durch Neubildung und Bewegung von GWKGs von statten geht und deren
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Triebkraft die im Werkstoff gespeicherte Energie ist [DOH97]. Die Rekristallisation zielt stets
auf eine Reduzierung dieser Energie ab. Die Voraussetzungen fiir das Ablaufen von
Rekristallisationsvorgingen sind demnach zum einen ein Material, das iiber ein Minimum an
gespeicherter Energie in Form von Versetzungen oder Korngrenzen verfiigt. Zum anderen muss
eine Mindesttemperatur erreicht sein, da die Bewegung von GroBwinkelkorngrenzen wéhrend

der Rekristallisation erst durch thermische Energie ermdoglicht wird [HUMO04a, GOTO7].

Analog zur Erholung kann auch bei der Rekristallisation unterschieden werden, ob diese
wihrend der Verformung (dynamische Rekristallisation (DRX)) oder im Zuge einer im
Anschluss daran durchgefiithrten Warmebehandlung (statische Rekristallisation (SRX)) ablauft.
Eine weitere Unterscheidungsmoglichkeit fiir Rekristallisation kann danach erfolgen, ob sie
einer Keimbildung und eines Keimwachstums bedarf oder nicht. Tritt sie gleichformig tiber das
Material hinweg auf, ohne dass Keimbildung und -wachstum auftreten, wird sie als
kontinuierlich definiert. Lauft die Rekristallisation jedoch unter Keimbildung und —wachstum

und damit lokal heterogen ab, wird sie als diskontinuierlich bezeichnet. [HUMO04a, GOTO07]

Auf Grund seiner hohen Stapelfehlerenergie und der damit einhergehenden bevorzugt
ablaufenden Versetzungsbewegung, ist bei technisch reinem Aluminium oder
Aluminiumlegierungen wéhrend der Warmumformung keine DRX zu beobachten, sondern
DRV [MCQ91, MCQO04]. Aus diesem Grund tritt Rekristallisation bei Aluminiumlegierungen
iiberwiegend erst im Anschluss an die Warmumformung, also durch SRX ein.
Diskontinuierliche DRX konnte lediglich bei hochreinem Aluminium (>99,999% Al)
beobachtet werden, da hier die Korngrenzenbeweglichkeit sehr hoch ist [MCQ04a, YAM92,
YAMO94, KAS94, PON97]. Bei geringerer Reinheit wurde diese hingegen nicht vorgefunden
[MCQO04a, MCQ91, MCQ87, MCQO00]. Allerdings konnte DRX in Aluminiumlegierungen
auch im Falle einer Anwesenheit groBer (>1pum), harter Zweitphasen nachgewiesen werden,
die sich bei der Umformung nicht deformieren [MCQ04a, MCQ91, SHE81, CAS88, HUMS7].
Folglich wird im Umfeld des Zweiphasenpartikels eine Substruktur mit hoherer gespeicherter
Energie erzeugt, als es in weiterer Entfernung vom Partikel der Fall ist. Dieser Prozess wird als
partikelstimulierte Keimbildung (kurz PSN) bezeichnet und fiihrt lokal zu Bereichen, die fiir

eine Keimbildung zur Rekristallisation vorteilhaft sind.

Mit der allgemeinen Bezeichnung der Rekristallisation einer verformten Mikrostruktur, ist
iiberwiegend die primédre Rekristallisation gemeint. Hiermit soll der eigentliche

Rekristallisationsvorgang  von  moglichen anschlieBenden Kornwachstumsprozessen
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(sekundére Rekristallisation und abnormales Kornwachstum) abgegrenzt werden [HUMO4a,
GOTO07]. Die primidre Rekristallisation verlduft in zwei Phasen. Zunéchst werden Ausgangsorte
(Keime) fiir die Rekristallisation benétigt. Nach heutigem Kenntnistand wird davon
ausgegangen, dass im Verformungsgefiige bereits kleine Volumina relativ ungestorten
Materials (z. B. erholte Subkérner) existieren und diese zumindest teilweise von GWKGs
umgeben sind, also einen relativ hohen Misorientierungswinkel zu ihrer Umgebung sowie einen
GroBenvorteil gegeniiber anderen Subkornern aufweisen [HUMO4a, HUMO4b, DOH97,
RIOO05]. Diese dienen als Rekristallisationskeime. Die zweite Phase der Rekristallisation, die
des Wachstums, wird fiir den Fall des Aluminiums mit dem Zusammenwachsen (Koaleszenz)
von benachbarten Subkoérnern beschrieben [SAN78, RIO05, DOH97]. Abbildung 2.10
veranschaulicht die dabei ablaufenden Vorgénge schematisch. Die Wachstumsgeschwindigkeit
ist dabei abhdngig von der Korngrenzenbeweglichkeit und dem auf die Korngrenze wirkenden
Druck [HUMO04a, GOT07, RIO05]. Abbildung 2.11a zeigt eine schematische Darstellung eines
teilweise rekristallisierten Gefiiges, bei dem sich ausgehend von Keimbildungsorten
GroBwinkelkorngrenzen in die erholte Mikrostruktur hineinbewegen. In Abbildung 2.11b ist
ein vollstindig rekristallisiertes Gefiige, bei dem die Subkornstruktur eliminiert wurde,

dargestellt.

Abbildung 2.10: Schematische Darstellung zur Entwicklung eines rekristallisierten Korns (dicke Linien
beschreiben GWKGs) a) Ausgangsstruktur eines verformten Gefiiges b) Koalzenz von benachbarten
Subkoérnern durch Subkornrotation und teilweise Eliminierung von KWKGs, ¢) Weitere Koaleszenz der
Subkérner A und B, d) Rekristallisiertes Korn geht aus einer Gruppe zusammengewachsener
Subkoérnern hervor [RIO05]
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b)

©) d)

Abbildung 2.11: a) Teilweise rekristallisiertes Geflige b) Vollstindig rekristallisiertes Gefiige
e) Kornwachstum nach abgeschlossener primérer Rekristallisation d) Abnormales Kornwachstum
[HUMO4a]

2.1.5.3. Kornwachstum

StoBen bei der primdren Rekristallisation wachsende Korner zusammen und wurde das
Verformungsgefiige vollstindig eliminiert, liegt ein vollstindig rekristallisiertes und somit
nahezu versetzungsfreies Gefiige vor. Folglich ist dann die gespeicherte Energie des Werkstoffs
bereits signifikant reduziert. Allerdings stellt auch dieser Zustand noch keinen
thermodynamisch stabilen Zustand dar. Dies ist mit der Existenz der Korngrenzen zu
begriinden, die ebenfalls zur gespeicherten Energie des Materials beitragen. Durch
Korngrenzenbewegung im Anschluss an die eigentlich beendeten Rekristallisationsvorgénge,
kann es im weiteren Verlauf zu Kornwachstum kommen (Abbildung 2.11c¢). Im Mittel wachsen
dabei grofere Kristallite an, wiahrend kleinere ausgeldscht werden. In einigen Féllen, z. B. bei
unterschiedlichen Versetzungsdichten in der Mikrostruktur oder durch Ausscheidungen
begiinstigt [ROO05], kann auch selektives Wachstum auftreten. Das Gefiige besteht dann aus
wenigen Korner mit sehr hoher Korngréf3e, die von deutlich kleineren Kérnern umgeben sind
(Abbildung 2.11d). Dieser Vorgang des unstetigen Kornwachstums wird auch als sekundére
Rekristallisation bezeichnet. [GOTO07, HUMO04a]

2.2.  Strangpressen von Hohlprofilen

2.2.1. Strangpressen von nahtlosen Hohlprofilen

Im Allgemeinen werden nahtlose Rohre eingesetzt, wenn Bauteile aufgrund bestimmter
Anforderungen keine Fiigendhte aufweisen diirfen [FUCI15]. Hierzu konnen z. B.
sicherheitstechnische Anforderungen zdhlen, die eine Homogenitét der Mikrostruktur und der

mechanischen Eigenschaften erfordern. Komponenten, die eine Schweilnaht aufweisen, die
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somit zumindest potentiell eine Schwachstelle darstellt, erfiillen diese Vorgaben nicht
grundsétzlich. Somit finden nahtlose Rohre in den Branchen Luft- und Raumfahrt, Automotive,
aber auch in der Elektrotechnik Anwendung. Konkrete Anwendungsbeispiele sind z. B.
medienfiihrende Rohre fiir Klimaanlagen, Treibstoff- und Hydraulikleitungen. Hierbei sind die
Rohre einer inneren Druckbelastung ausgesetzt. Des Weiteren werden Konstruktionsrohre u. a.
fiir Hubschrauberlandekufen, Sitz- und Tiirkomponenten, Antriebsrohre aber auch fiir
StoBddmpfer eingesetzt. Im Zweiradbereich werden Aluminiumrohre z. B. fiir Rahmenbauteile
und Lenker, sowie in der Elektrotechnik als Leistungsschalter und Leiterrohre verwendet.

[ALU15]

Nahtlose Rohre aus Aluminium und Aluminiumlegierungen lassen sich mittels Strangpressen
herstellen. Hierbei wird ein Aluminiumblock durch ein formgebendes Werkzeug (Matrize)
hindurchgedriickt. Die AuBBengeometrie der Rohre wird durch die Form der Matrizen6ffnung
definiert, wahrend die Rohrinnengeometrie durch die Gestalt eines Pressdorns festgelegt wird.
Der Dorn ist liber einen Halter an einer hydraulischen Lochvorrichtung fixiert, die ihrerseits
wiederum mit der Strangpresse verbunden ist [BAUO1]. Zu den Vorteilen der Rohrherstellung
durch das Strangpressverfahren mittels Dorn zdhlen neben der zuvor erwidhnten Vermeidung
von Fiigenédhten, dass es sich um ein relativ einfaches Verfahren handelt, die Werkzeugkosten
gering sind und dass sich damit auch schwer pressbare Legierungen zu Hohlprofilen umformen
lassen [ADE15]. Dieses Verfahren bringt jedoch auch Einschrankungen bzw. Nachteile mit
sich. So lassen sich etwa nur relativ einfache Profilformen (z. B. Rundrohre, Formrohre und
Einkammerhohlprofile [BAUO1, FUCI15]) realisieren. Durch das Auftreten von
Dornschwingungen wihrend des Strangpressens konnen nur relativ grofle Toleranzen
gewidhrleistet werden. Bei hohen Anforderungen an die Maf3toleranzen ist im Anschluss an das

Strangpressen ein zusitzlicher Kalibrierprozess z. B. in Form von Rohrziehen notwendig

[ADEIS].
2.2.2.  Strangpressen von nahtbehafteten Hohlprofilen

Die Fertigung komplexerer Hohlprofile, wie beispielsweise die von Mehrkammerhohlprofilen,
kann nicht mittels des zuvor beschriebenen Verfahrens erfolgen. Stattdessen kommen in
solchen Fillen sog. Kammer- oder Briickenwerkzeuge zum Einsatz. Diese bestehen aus einem
Werkzeugsatz, dessen fiir die eigentliche Formgebung wichtigsten Komponenten das Matrizen-
und das Dornteil darstellen. Analog zum Strangpressen iiber Dorn wird auch beim

Strangpressen mittels Kammerwerkzeugen die duBlere Formgebung durch das Matrizenteil

18



2. Stand der Kenntnisse

(auch Werkzeugunterteil genannt) gewihrleistet. Die innere Formgebung der Hohlprofile
erfolgt ebenfalls durch einen Dorn (bzw. gegebenenfalls mehrere Dorne). Jedoch ist hierbei der
Dorn eines Kammerwerkzeugs nicht direkt mit der Strangpresse, sondern tiber Tragarme bzw.
Briicken mit dem Dornteil des Werkzeugs verbunden. Durch die hiermit einhergehende
deutlich kiirzere Hebelarmlénge fallen die Dornschwingungen wihrend des Pressprozesses bei
Kammerwerkzeugen geringer aus. Folglich konnen die so produzierten Hohlprofile engere
Toleranzanforderungen erfiillen. Im Pressprozess wird der Block zunichst durch die in das
Dornteil eingebrachten Einlaufkammern in Teilstrdnge aufgespalten. In der Schweilkammer
der Matrize treffen diese unter der Einwirkung von hohem Druck und Temperatur wieder
aufeinander und verschweiflen. Dementsprechend bestimmen u. a. die Schweieigenschaften
des Umformguts die FEignung dieses Verfahrens zur Hohlprofilherstellung. Das
Zusammenfithren der Teilstringe in der Schweikammer fithrt zur Ausbildung von
Langspressnédhten, die lokale Inhomogenitaten hinsichtlich Mikrostruktur und mechanischer
Eigenschaften tiber den Produktquerschnitt mit sich bringen konnen und somit potentielle

Schwachstellen darstellen [BAUO1, AKE92, VALO2]. [BAUO1]

Kammerwerkzeuge unterliegen im Einsatz hohen thermomechanischen Beanspruchungen, die
insbesondere von den auftretenden Presskriften und Umformtemperaturen abhidngen. Vor
allem die Dorntragarme sind dabei wechselnden Zug- und Biegekriften ausgesetzt, denen sich
zusitzlich lokale Wérmespannungen {iberlagern konnen. Des Weiteren konnen
Kerbspannungen an den Wurzeln des Dorns Rissbildung initiieren. Somit ist das

Belastungsszenario von Kammerwerkzeugen als sehr komplex zu bezeichnen. [BAUO1]

Uber Kammerwerkzeuge hergestellte, nahtbehaftete Hohlprofile aus Aluminium konnen in
einer nahezu unbegrenzten Querschnittsvielfalt produziert werden und bieten des Weiteren die
Moglichkeit der Integration von funktionellen Elementen in den Profilquerschnitt. Daher ist ihr
Anwendungsspektrum im Vergleich zu nahtlosen Rohren deutlich gréBer. Im Bausektor
werden Aluminiumhohlprofile beispielsweise in Form von Fenster- und Tiirprofilen,
Sonnenschutzlamellen, Lirmschutzwandelementen sowie fiir Licht- und Fahnenmaste
verwendet. Im Bereich Automotive sind Seitenschweller, Seitenaufprallschutzelemente,
StoBfinger, Léangstriger und Pedalprofile zu nennen. Im Transportsektor werden
stranggepresste Hohlprofile aus Aluminiumlegierungen u. a. fiir Ladewinde, Frachtraumbdden
sowie Fussboden, LKW Stirn- und Seitenwénde sowie fiir Verladebriicken eingesetzt. [ALU16,

FUCI16, BAUOI]
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2.2.3. Lastfélle und Auslegung

Zur Gewihrleistung einer dauerhaften strukturmechanischen Funktionsfidhigkeit von Bauteilen
oder Tragwerken ist eine Festigkeitsbetrachtung notwendig. Dadurch soll das Auftreten von
z. B. Gewalt- oder Dauerbriichen, plastischen Verformungen sowie strukturellen Instabilitidten
verhindert werden. Um solche Versagensarten auszuschlieBen, sind fiir eine Konstruktion
entsprechende Nachweise zu erbringen. Im technischen Einsatz sind verschiedene
Belastungsarten und gegebenenfalls auch Uberlagerungen mehrerer Arten méglich. Zu den
elementaren Belastungsarten zéhlen Zug, Druck, Biegung, Schub und Torsion. Des Weiteren
kann die Belastung statisch, zeitlich verdnderlich oder dynamisch (stoBartig) erfolgen. Dies gilt
es bei der Auslegung zu beriicksichtigen, sodass sie sich schnell sehr komplex gestalten kann.
Im Folgenden wird lediglich auf den Festigkeits- sowie den Stabilitdtsnachweis néher

eingegangen. [RIC08]

Bei einem Festigkeitsnachweis werden ausgehend von den auf ein Bauteil wirkenden
Belastungen, zundchst Lagerreaktionen, SchnittgroBen und anschlieBend unter
Beriicksichtigung der Querschnittsdimensionen die maximal wirksame Spannung (Owixk)
ermittelt. AnschlieBend erfolgt ein Vergleich mit der maximal zuldssigen Spannung (Ou), die
sich aus dem jeweiligen Werkstoftkennwert (z. B. Streckgrenze/Dehngrenze oder
Zugfestigkeit) und eines Sicherheitsfaktors ergibt. Da ein Bauteil nie mit einer wirksamen
Spannung in Hohe des Werkstoftkennwerts belastet werden darf, muss der Sicherheitsfaktor
immer grofer als eins sein. Der Festigkeitsnachweis ist erbracht, wenn die wirksame Spannung

kleiner als die zuldssige Spannung ist (Gl. 2.4). [RIC08]
Owirk =< Ozul (Gl 24)

Bei einer Auslegung, die z. B. das Auftreten von plastischen Deformationen bei uniaxialer
Zugbelastung ausschlieBen soll, wird entsprechend die Streck- bzw. die Dehngrenze (Rp) des
Werkstoffs flir die Ermittlung der zuldssigen Spannung beriicksichtigt und mit einem
Sicherheitsfaktor bewertet (GI. 2.5). Soll hingegen Versagen durch Bruch verhindert werden,
so ist als Werkstoffkennwert die Zugfestigkeit (Ry,) zu verwenden (GL. 2.6) [RICOS].

Rpo,2 (Gl. 2.5)

Ozul =
SF

20



2. Stand der Kenntnisse

R (Gl. 2.6)
Ozul = g

Hierbei stellt Sr den Sicherheitsfaktor gegen plastische Verformung dar und wird fiir duktile
Aluminiumknetlegierungen mit 1,5 angegeben, wihrend der Sicherheitsfaktor gegen

Gewaltbruch (Sg) mit 2,0 angenommen wird [RIC08, MUHO07].

Liegen mehrachsige Spannungszustinde vor, muss gekldrt werden, wann bei zunehmender
Belastung die Festigkeitsgrenze erreicht ist. Dazu wird aus den Normal- und Schubspannungen
eine Vergleichsspannung (oy) bestimmt. Diese wird mit den Werkstoffkennwerten bei
einachsiger Belastung bzw. mit der zuldssigen Spannung verglichen. Hierzu gibt es je nach
Werkstoff, Beanspruchungs- und Versagensart verschiedene Festigkeitshypothesen. Fiir
metallische Werkstoffe findet beispielsweise die Normalspannungshypothese (auch Navier-
Hypothese) bei der Vermeidung von Sprodbriichen Anwendung. Soll hingegen eine plastische
Deformation vermieden werden, so werden die Schubspannungshypothese (Hypothese nach
Tresca) oder die Gestaltinderungshypothese (von Mises-Hypothese) verwendet [RICOS,
CZ100].

Es gibt jedoch auch Belastungssituationen, bei denen die Stabilitdt nicht mehr gegeben ist,
obwohl die jeweilige Festigkeitsgrenze des Materials bei weitem noch nicht erreicht wurde. Zu
solchen Stabilitdtsproblemen zdhlen das u. a. das seitliche Ausweichen (Knicken) von
druckbelasteten Stiaben, das Kippen von Balken und das Beulen diinnwandiger Platten [RIC08].
In solchen Fillen ist zusidtzlich zum Festigkeitsnachweis auch ein Stabilitdtsnachweis zu

fiihren.

Im Folgenden soll beispielhaft lediglich auf die idealisierten Félle einer axialen
Druckbelastung, sowie auf eine Biegebelastung unter Einwirkung einer punktuell angreifenden,

quer zur Stab- bzw. Balkenldngsrichtung wirkenden Last eingegangen werden.

Abbildung 2.12 veranschaulicht einen Lastfall bei axialer Druckbelastung eines Stabs. Dabei
ist zu erkennen, dass eine stabile Gleichgewichtslage aufrechterhalten werden kann so lange
die auf den Stab wirkende Kraft F unterhalb einer kritischen Kraft, der sogenannten Knickkraft
(Fk) bleibt. Wird hingegen Fx erreicht, wird das System instabil und es kommt zum Ausknicken
des Stabs. Knickt der Stab aus, ist seine praktische Verwendbarkeit nicht mehr gegeben
[PFL75]. Im Stabilitdtsnachweis muss gemil3 Gl. 2.7 gezeigt werden, dass die wirkende Kraft,
die Knickkraft unter Beriicksichtigung des Sicherheitsfaktors gegen Knicken (Sk, wobei
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Sk = 1,5 gilt) nicht erreicht. Durch Ermittlung der Schnittgréen kann Gl. 2.8 hergeleitet und
dariiber Fx bestimmt werden. Daraus geht hervor, dass Fx von der Stabldnge (1), dem E-Modul
(E) des verwendeten Materials und dem axialen Flichentragheitsmoment (I) abhéngig ist. Das
Flachentrdgheitsmoment ist abhidngig vom Querschnitt des Stabes, beriicksichtigt bei der
Betrachtung also die Stabgeometrie. In Tabelle 2.1 sind die Gleichungen zur Bestimmung des
axialen Flachentrdgheitsmoments exemplarisch fiir Rund- und Vierkanthohlprofile dargestellt.
Das Produkt aus E-Modul und Flichentragheitsmoment (E-I) wird hédufig auch als
Biegesteifigkeit bezeichnet. [RIC08, GRO07]

F
P P (GL. 2.7)
Sk
2 (Gl. 2.8)
Fi = 17 EI
a) stabile Gleichgewichtslage b) Instabilitdt wenn F = Fg
F< I‘.K F E-T
—p | —— =
£ A TE 2

Abbildung 2.12: a) Stabilitét eines Druckstabs bei axialer Druckkraft kleiner der kritischen Knickkraft
(F < Fg) b) Instabilitdt durch Knicken des Stabs bei Erreichen der Knickkraft F = Fx [RIC08]

Die Knicklast hdangt jedoch nicht nur von der Biegesteifigkeit und der Stabldnge, sondern auch
von der Art der Lagerung ab. Tabelle 2.2 zeigt daher die Knickformen eines Stabes bei
unterschiedlicher Lagerung. Die vier dargestellten Fille werden als die Euler’schen Knickfille
bezeichnet und bilden die Grundlage fiir Stabilitdtsanalysen hinsichtlich Knickstabilitét
[RICOS8]. Sie gelten fiir eine konstante Biegesteifigkeit des betrachteten Stabs. Des Weiteren
sind die Gleichungen zur Ermittlung der Knicklasten, sowie der freien Knickldngen fiir die

verschiedenen Lagerungen aufgefiihrt.
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Tabelle 2.1: Bestimmung von axialen Flichentrigheits- und Widerstandsmomenten von Rund- und

Vierkanthohlprofilen [GROO07]

Querschnitt Axiales Flachentrdgheitsmoment Widerstandsmoment
i T
I, =—(D*-d* W, = —(D* - d*
Y 64( ) Y 32D ( )
et 8 - .
]
7 BH3 — bh3 BH3 — bh3
Y14 — 4V <= =—— Wy =———
1 4 l 12 6H
L
bw

Tabelle 2.2: Darstellung der Knickformen von druckbelasteten Stéiben bei unterschiedlicher Lagerung,
sowie die zugehorigen Gleichungen zur Bestimmung der Knicklasten Fx und der freien Knickldnge Ix

[RICOS]
Knttokdall I 11 I v
F }I’ {[.‘ F
A 4 / <I§ ; <1E Z§
/ / / ’
/ i ‘. /
(! '\ \ \
/ \ \ \
¥ A \ |
2 . . 2 - . 2 . . 2 . .
Fre l.ﬂ' E-1 p 4 f[ 2’045.7z E-I 4.7Z' E-I
4 2 I 12 12
I 21 I ~0,71 0,51

Als zweiter idealisierter Lastfall sei hier die Biegebeanspruchung eines aufgelagerten Stabs mit

konstantem Querschnitt in Folge einer quer zur Stabachse wirkenden punktuellen Einzelkraft

genannt. Dieser Fall entspricht einer Dreipunktbiegung. Abbildung 2.13a zeigt, dass hierbei der

Querkraftverlauf am Ort der Krafteinleitung einen Sprung aufweist und das Biegemoment, das

nach GI. 2.9 berechnet wird, dort seinen maximalen Wert (Mp max) annimmt. Mit zunehmender

Entfernung vom Ort der Krafteinleitung sinkt das Biegemoment ab.
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Abbildung 2.13: a) Schematische Abbildung einer Dreipunktbiegebeanspruchung, Verlauf von
Querkraft Q(x) und Biegemoment My(x) tiber die Stablinge nach [RICO08], b) Spannungs- und
Dehnungsverteilung eines Biegebalkens bei elastischer Beanspruchung und symmetrischem
FlieBverhalten des Materials unter Zug- und Druckbelastung [HEI03]

Auf Grund des in jedem Probenquerschnitt wirksamen Biegemoments (My), ist die
Spannungsverteilung tiber den Probenquerschnitt nicht homogen. Folglich gibt es Bereiche, die
Zugspannungen ausgesetzt sind und andere, die Druckspannungen erfahren. Zug- und
druckbeanspruchte Bereiche werden durch eine Probenschicht getrennt, die dadurch
charakterisiert ist, dass dort keine Krifte auftreten (Abbildung 2.13b). Daher wird dieser
Bereich auch als neutrale Faser bezeichnet. Zeigt der verwendete Werkstoff unter Zug- und
Druckbelastung ein symmetrisches FlieBverhalten, so ist auch die Spannungsverteilung iiber
den Querschnitt beziiglich der neutralen Faser symmetrisch. Unter Verwendung des maximalen
Biegemoments (Mp max) sowie des axialen Flachentridgheitsmoments (I) der belasteten Struktur
kann nach GI. 2.10 eine Biegespannung (o) im Abstand von der neutralen Faser (z) berechnet
werden. Dabei wird deutlich, dass sich die Biegespannung mit zunehmendem Abstand von der
neutralen Faser erhoht und in den Randbereichen des verwendeten Querschnitts maximal ist
[HEIO3, RICOS].

F-l (Gl. 2.9)
Mb,max =

—

+ Mb,max F-

Gl. 2.10
Mo, (GL.2.10)

Op = *Z

o~

Soll eine plastische Verformung der Struktur verhindert werden, erfolgt der
Festigkeitsnachweis bei Biegebeanspruchung wiederum nach Gl. 2.4 und Gl. 2.5. Des Weiteren

lassen sich das fiir die Auslegung erforderliche Widerstandsmoment (Wy ) nach Gl. 2.11 oder
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mit Hilfe des Widerstandsmoments des Querschnitts gegen Biegung (W,) das maximal

zulédssige Biegemoment (M, ,) nach Gl. 2.12 errechnen.

My, (GL 2.11)
Wherf = —

zul

Mp,zu1 = Wy - 02y (Gl. 2.12)

Als praktische Anwendungsbeispiele fiir den beschriebenen idealisierten Lastfall der
Dreipunktbiegung konnte im Bereich Automotive z. B. ein seitlicher Aufprall auf
Fahrzeugliangstréiger, in die Fahrzeugtiiren integrierte Komponenten zum Seitenaufprallschutz
oder aber die B-Sdule genannt werden. Des Weiteren konnen Stoffinger, sowie
Fahrzeugquertrdger im Falle einer frontal auf das Fahrzeug einwirkenden Belastung einer
solchen Situation ausgesetzt sein. Eine axiale Druckbelastung konnen z. B. im Falle eines
frontalen Aufpralls die Fahrzeuglidngstriager erfahren. Auch wenn die primire Aufgabe von im
Vorderbau angebrachten Crashboxen die Energieabsorption im Falle eines Frontalaufpralls ist,

so stellen auch diese ein weiteres Anwendungsbeispiel fiir eine axiale Druckbelastung dar.

Im realen Einsatz stellt sich die Lastsituation jedoch deutlich komplexer als im Falle der hier
beschriebenen idealisierten Beispiele dar. So kann z. B. der Querschnitt iiber die Lénge des
Profils oder Bauteils variieren, sodass auch das Fldachentrdgheitsmoment nicht mehr als
konstant anzusehen ist. Auch ist bei einer Dreipunktbiegebelastung nur selten von einer
punktuellen Kraftaufbringung auszugehen und die Kraft bei axialer Druckbelastung muss nicht
zwangsldufig ideal zentrisch auf den Querschnitt wirken. Des Weiteren sind die
FlieBeigenschaften eines Materials unter Zug- und Druckbelastung hiaufig nicht homogen. Die
Lagerung der jeweils betrachteten Komponente bzw. eines Systems kann auch zu statisch
unbestimmten Zustdnden fithren, wenn die Anzahl der Lagerreaktionen nicht mit den
Freiheitsgraden ibereinstimmt. Daher ist hdufig eine Analyse mittels der elementaren
Gleichgewichtsbedingungen nicht mehr gegeben. Aus diesem Grund kommen heutzutage
numerische Verfahren zum Einsatz, die zumindest einen Teil dieser Probleme
mitberticksichtigen und somit zu guten Naherungslosungen fithren konnen. Auf eine dieser

Methoden, die der finiten Elemente, soll im Folgenden kurz eingegangen werden.
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2.3.  Grundlagen der Modellierung von Strangpressprozessen mittels FEM

2.3.1. Die Methode der finiten Elemente

Die Methode der finiten Elemente (FEM) ist ein numerisches Verfahren zur Lésung von
partiellen, orts- und zeitabhingigen Differentialgleichungen, die das Verhalten eines
betrachteten Korpers beschreiben. So lassen sich Informationen iiber die Hohe von
Zustandsgroflen wie beispielsweise Temperatur und Spannung, sowie deren Verteilung tiber
das betrachtete Objekt lokal aufgelost bestimmen. Die FEM ermoglicht bereits im Rahmen
einer Prozess- oder Produktentwicklung realitdtsnahe Aussagen zur Vorhersage der spéteren
Performance. Daher wird sie heutzutage in zahlreichen Bereichen von Forschung und Technik,
wie z. B. im Maschinen- und Apparatebau oder im Fahrzeugbau bereits routineméfig eingesetzt
[KLEO7]. Die FEM findet auch im Bereich von Umformprozessen Anwendung. Hier liegt der
Fokus vor allem auf der Auslegung und der Analyse von Prozessen oder von Werkzeugdesigns,
die den kostenintensiven Einsatz von ,trial and error Versuchen® weitgehend minimieren
sollen. Weiterhin ist die FEM zur Entwicklung eines tiefgriindigeren Prozessverstindnisses
hilfreich, sowie um moglichst im Vorfeld oder gegebenenfalls nachtréglich Probleme im
jeweiligen Prozess- oder bei der Produktqualitdt zu identifizieren und folglich deren Ursachen
zu beheben. Somit ist es durch den Einsatz von FEM moglich, Entwicklungskosten zu senken

und gleichzeitig die Prozess- und Produktqualitidt zu erhohen [VAL10].

Die FE-Modellierung basiert grundsétzlich auf der Aufteilung eines betrachteten Gebiets
(Werkstiick) in eine beliebig grof3e, endliche (finite) Anzahl von Teilgebieten (Elemente).
Dieser Vorgang wird als Diskretisierung bezeichnet. Einzelne Elemente sind durch
Knotenpunkte miteinander verbunden und ergeben insgesamt ein Netz, das die
Ausgangsgeometrie des Objekts approximiert. Innerhalb der Elemente werden
Ansatzfunktionen definiert und schlieBlich mit Anfangs-, Rand- sowie Ubergangsbedingungen
in ein Gleichungssystem tiberfiihrt. Dieses wird dann von der FE-Software numerisch gelost.
Mittels Diskretisierung wird erreicht, dass ein Problem nicht fiir ein Kontinuum als Ganzes
gelost werden muss, sondern als Teilproblem fiir jedes Element des betrachteten Objekts
einzeln. Hierdurch wird eine Vereinfachung des Problems erreicht und die Anzahl der zu

l6senden Gleichungen signifikant reduziert. [VAL10, KALO1]
2.3.2. Kontinuumsmechanische Modellierung des Materialflusses

Im Rahmen einer FE-Analyse (FEA) des Strangpressens kann die Bewegung des Umformguts

(Materialfluss) durch zwei  grundsdtzlich  verschiedene  kontinuumsmechanische
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Formulierungen, die Euler- oder die Lagrange-Formulierung, beschrieben werden. Die
Euler’sche (oder raumliche) Formulierung betrachtet die Bewegung der Materie von der
Ausgangs- zur Endkonfiguration durch ein Kontrollvolumen hindurch. Es werden
Zustandsédnderungen an einem fixen Raumpunkt betrachtet. Bei einem rdumlich fixierten
Beobachtungspunkt liegen demnach an einem festen Raumpunkt zu unterschiedlichen
Zeitpunkten verschiedene Materialteilchen vor. Dabei wird also die Bewegung der Materie
durch ein stets ortsfestes Netz hindurch betrachtet, das nicht verzerrt wird. Die Lagrange- (oder
materielle) Formulierung hingegen koppelt Netzknotenpunkte mit Partikeln des Korpers und
beschreibt deren Bewegung von einer Ausgangskonfiguration in eine Endkonfiguration. Die
Knotenpunkte &ndern also ihre rdumliche Position in Abhédngigkeit von der Zeit. Beide
Formulierungen haben Vor- und Nachteile. Zu den Vorteilen der Euler’schen Formulierung
gehort die einfache Abbildung von stationdren oder quasi-stationdren Zustdnden. Diese
ermoglicht eine gute Ndherung der ZustandsgroBen Temperatur und Spannung iiber lange
Prozessdauern, ohne dass es zahlreiche Iterationen zur Ermittlung der Kontaktsituation oder
eine hdufige Neugenerierung des Netzes in Folge von starken Verzerrungen bedarf. Nachteilig
ist hingegen, dass die Ausbildung freier Oberflichen bzw. die Anderungen an Gebietsrindern
nicht ohne weiteres abzubilden sind. Die Vorteile der Lagrange-Formulierung liegen hingegen
in der einfachen Beschreibung von Randgebietsénderungen, wie z. B. der Verdnderung von
Oberflachen in Folge von Deformationen. Nachteilig ist, dass grole Deformationen das Netz
stark verzerren und somit die Ergebnisqualitidt verringern. Daher ist eine hédufige und
zeitintensive Neugenerierung des Netzes (Remeshing) notwendig. Hierbei werden die
Ergebnisse des verzerrten Netzes auf ein neu erstelltes, unverzerrtes iibertragen. [SCHO6,

VALI0]
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3. Zielsetzung

Das Strangpressen ist ein effizientes Umformverfahren, das die Erzielung hoher Umformgrade
in einem einzelnen Prozessschritt ermdglicht. Die groBindustriell verwendeten konventionellen
Strangpressverfahren verwenden starre formgebende Werkzeuge, sodass der Profilquerschnitt
dabei tiber die Profillédnge stets konstant ausgebildet wird. Da im technischen Einsatz jedoch
oftmals keine gleichmifBigen Belastungen iiber die Lénge eines Bauteils vorliegen, wére eine
Flexibilisierung des Profilquerschnitts im Hinblick auf die Moglichkeit der Erzeugung lokaler
Wanddickendnderungen wiinschenswert. Einen Beitrag dazu konnte die Verwendung von
Strangpressverfahren leisten, die mittels beweglicher formgebender Werkzeuge die Herstellung

von Profilen mit variablem Querschnitt tiber die Profillinge ermoglichen.

Daher ist es das Ziel dieser Arbeit, Hohlprofile mit verdnderliche Wanddicke entlang der
Profillangsrichtung herzustellen. Dazu wird wie beim konventionellen Strangpressen eine
starre Matrize verwendet, sodass der ProfilauBendurchmesser konstant bleiben soll. Die
Variation der Wanddicke erfolgt wihrend des Pressvorgangs in einem ersten Ansatz durch die
Bewegung eines abgestuften Dorns parallel zur Strangpressrichtung. In Abhidngigkeit des
jeweils im Matrizendurchbruch positionierten Querschnitts der Dornspitze werden
nacheinander dick- und diinnwandige Abschnitte innerhalb desselben Rohres erzeugt. Das
Strangpressen nahtloser Hohlprofile tiber Dorn ist jedoch auf einfache Querschnitte begrenzt.
Deshalb wird in einem zweiten Ansatz zunéchst ein neuartiges Verfahren fiir das Strangpressen
von nahtbehafteten Hohlprofilen auf Basis eines Kammerwerkzeugs entwickelt. Die Variation
der Wandstirke wird hierbei ebenfalls tiber einen beweglichen Dorn realisiert. Die

Verfahrrichtung erfolgt nun jedoch senkrecht zur Strangpressrichtung.

Die Herstellungsparameter Bolzeneinsatztemperatur, Stempelgeschwindigkeit,
Pressverhéltnisses und Art der Profilabkiihlung nach dem Austritt aus der Strangpresse haben
deutlichen Einfluss auf die Entwicklung der Mikrostruktur und damit der mechanischen
Werkstoffeigenschaften. Daher werden die Einfliisse dieser Prozessparameter auf die
Mikrostruktur anhand von licht- und elektronenmikroskopischen Verfahren analysiert. Die
Charakterisierung der mechanischen Eigenschaften erfolgt durch Zug-, Stauch- und

Dreipunktbiegeversuche.
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4. Experimentelle Grundlagen und Versuchsdurchfiihrung

4.1.  Verwendete Aluminiumlegierungen und Bolzenvorbereitung

Im Rahmen dieser Arbeit wird das Strangpressen von Hohlprofilen mit axial variabler
Wandstédrke anhand von zwei Legierungen aus der EN AW-6xxx Klasse untersucht. Dabei
handelt es sich zum einen um die Legierung EN AW-6060, die zwar nur niedrige bis mittlere
Festigkeiten erreicht, aber dafiir sehr gut strangpressbar ist. Zum anderen wurde die hoherfeste
Legierung EN AW-6082 verwendet. Die Strangpressbolzen beider Legierungen standen am
Forschungszentrum Strangpressen (FZS) der Technischen Universitit Berlin in der
Anlieferungsform stranggegossen und homogenisiert zur Verfiigung. Die fiir die Legierungen
zuldssigen Schwankungsbreiten hinsichtlich ihrer Legierungselemente und Verunreinigungen
sind in DIN EN 573-3 [DINI13a] festgelegt. Diese sowie die konkreten chemischen
Zusammensetzungen der verwendeten Chargen sind in Tabelle 4.1 aufgefiihrt. Ebenso sind hier
die aus der Zusammensetzung bestimmbaren maximalen Gehalte der festigkeitssteigernden
Phase Mg,Si zu entnehmen. Die Anforderungen an die mechanischen Eigenschaften sind in
DIN EN 755-2 [DIN13b] festgeschrieben und in Tabelle 4.2 dargestellt. Dabei bezeichnet Ry »
die Dehngrenze, R, die Zugfestigkeit und ep, die Bruchdehnung.

Tabelle 4.1: Zulédssige Schwankungsbreiten von Legierungselementen nach DIN EN 573-3 [DIN13a],

sowie Zusammensetzung und maximale Mg,Si-Gehalte der konkret verwendeten Legierungen,
Angaben in Massenprozent [m%]

Legierung Si Mg Mn Cu Fe Cr Al Mg,Si-Gehalt
DIN EN 573-3 EN AW-6060 0,3-0,6 0,35-0,6 0,10 0,10 0,1-0,3 0,05 Rest
verwendet EN AW-6060 0,53 0,49 0,14 0,00 0,19 0,00 Rest 0,77
DIN EN 573-3 EN AW-6082 0,7-1,3 0,6-1,2 0,4-1,0 0,10 0,50 0,25 Rest
verwendet EN AW-6082 0,93 0,63 0,43 0,09 0,24 - Rest 1,00

Tabelle 4.2: Mindestanforderungen an die mechanischen FEigenschaften von stranggepressten
Aluminiumrohren relevanter Legierungen nach DIN EN 755-2 [DIN13b]

Legierung Erzeugnisform Wanddicke t Werkstoffzustand Ry, Ry &g

[mm] [MPa] [MPa] [%]

EN AW-6060 stranggepresste Rohre <15 T4 60 120 16
<15 T6 150 190 8

EN AW-6082 stranggepresste Rohre <25 T4 110 205 14
<5 T6 250 290 8

Die Bolzenvorbereitung fiir die Strangpressversuche zur Rohrherstellung iiber Pressdorn
beinhaltete stets das Abdrehen des Bolzenauflendurchmessers (Dg ) auf das erforderliche MaB.
Des Weiteren wurde auf ein Lochen der Bolzen mittels der Lochdornvorrichtung der

Strangpresse direkt vor dem eigentlichen Pressvorgang verzichtet, um die Belastung fiir die
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Dornspitze gering zu halten und diese nicht zu beschiddigen. Zum Einfiihren und Positionieren
des Dorns wurden die Bolzen stattdessen mit einer zentrischen Bohrung versehen. Der innere
Bolzendurchmesser (Dg ) richtete sich dabei nach dem Durchmesser des jeweils verwendeten

Dorns.

Da die experimentelle Versuchsdurchfilhrung der Strangpressversuche im direkten
Pressverfahren iiber Kammerwerkzeug zeitlich deutlich nach Anlieferung des Bolzenmaterials
erfolgte, wurde hier eine erneute Homogenisierung der Bolzen durchgefiihrt. Diese erfolgte in
einem vorgeheizten Kammerofen bei einer Ofentemperatur von To=540°C tiber eine Dauer von
7 Stunden. Im Anschluss an diese Warmebehandlung wurden die Bolzen in einem Wasserbad

abgeschreckt.
4.2.  Strangpressen von Aluminiumhohlprofilen

Samtliche im Rahmen dieser Arbeit beschriebenen Strangpressversuche erfolgten auf der SMN
direkt/indirekt Strang- und Rohrpresse des Forschungszentrums Strangpressen (FZS) der
Technischen Universitdt Berlin. Durch in die Presse integrierte Druckmessdosen ermdoglicht
die Anlage die Erfassung der im Prozessverlauf auftretenden Krifte der Gesamtpresskraft
(Fges), die auf das formgebende Werkzeug (Matrize) wirkende Matrizenkraft (Fy), sowie die
im direkten Verfahren zwischen Aufnehmerinnenwandung und Blockmantelfldche wirkende
Reibkraft (Fr). Des Weiteren erlaubte die vorhandene Messtechnik den Verlauf der
Strangaustrittstemperatur {iber den Prozess zu ermitteln. Hierzu wurden Thermoelemente in

den Matrizenfithrungskanal der jeweiligen Matrize eingebracht.
4.2.1. Indirektes Strangpressen von nahtlosen Rohren mit konstanter Wanddicke

In einem ersten Schritt zur Erreichung der angestrebten Ziele wurden nahtlose
Aluminiumrundrohre der Legierung EN AW-6060 mit konstanter Wanddicke tiber die gesamte
Rohrldange hergestellt (Presskampagne I). Diese sollten als Referenzmaterial fiir die
Pressprodukte der nachfolgenden Prozessvariationen dienen. Dafiir kam das Verfahren des
indirekten Strangpressens {iiber feststehenden Dorn zum Einsatz. Der schematische
Versuchsaufbau ist in Abbildung 4.1a dargestellt. Abbildung 4.1b zeigt den fiir das indirekte
Strangpressen  charakteristischen =~ homogenen  Materialfluss. Das  grundsétzliche
Verfahrensprinzip kann wie folgt beschrieben werden. Der zu verpressende Block (auch Bolzen
genannt) wird auf die gewiinschte Bolzeneinsatztemperatur (Tg) erwdrmt und dem

Blockaufnehmer (auch Rezipient genannt) zugefiihrt. Im vorderen Bereich des Aufnehmers
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wird die Matrize positioniert. Sie gibt durch die Gestaltung des Matrizendurchbruchs die duf3ere
Form der erzeugten Hohlprofile vor. Die Innenkontur der nahtlosen Rohre wird durch die
geometrischen Maf3e des Pressdorns festgelegt. In riickwirtiger Richtung ist der Rezipient von
einem Verschlussstiick (auch Pressscheibe genannt) verschlossen. Diese libertrdgt die vom
Pressstempel aufgebrachte Presskraft auf den Bolzen. Im Umformprozess schiebt der
Pressstempel den Aufnehmer samt des darin befindlichen Bolzens in Richtung Matrize. Diese
ist auf dem Hohlstempel abgestiitzt, verbleibt also widhrend der Umformung in ortsfester
Position. Somit kommt es zu Prozessbeginn zunichst zum Aufstauchen des Bolzens zwischen
den Komponenten Aufnehmer, Dorn, Matrize und Verschlussstiick. Nach Erreichen der fiir die
Umformung des Materials notwendigen Kraft beginnt das Umformgut durch den formgebenden
Spalt zwischen Dornoberflache und Matrizenfiihrungskanal zu flieBen, sodass der Bolzen
schlieBlich zu einem Rohr umgeformt wird. Im Verfahren des Strangpressens iiber stehenden
Dorn dndert sich die Dornposition wihrend des Umformprozesses nicht. Da Aufnehmer und
Block wihrend des Prozesses mit gleicher Geschwindigkeit in Richtung der Matrize verfahren,
tritt zwischen ihnen keine Relativbewegung auf. Eine Relativbewegung liegt jedoch zwischen
dem in Richtung Matrize geschobenen Bolzen und dem feststehendem Dorn vor. Im

Kontaktbereich der beiden Reibpartner entsteht die sog. Dornreibung.

Die konkrete Versuchsdurchfiihrung stellte sich wir folgt dar. Simtliche Komponenten, die im
Pressverlauf mit dem Blockmaterial in Kontakt kommen, wurden im Vorfeld der Versuche
vorgewidrmt. Dabei wurden die Temperaturen des Aufnehmers (T4) und des Verschlussstiicks
auf die jeweils verwendete Bolzeneinsatztemperatur erhitzt. Matrize, Dorn (Tp) Die Matrize
(Tm) und der Dorn (Tg) wurden hingegen lediglich indirekt durch die Warme des Aufnehmers
erwdrmt. Somit, sowie durch die Abfiihrung von Wirme in den Hohlstempel bzw. in die
Dornhaltestange, ergaben sich Abweichungen von Tg. Die Erwidrmung der Bolzen erfolgte in
dem am FZS vorhandenen Induktionsofen. Nach dem Erreichen der vorgegebenen
Bolzeneinsatztemperatur wurde diese per Kontaktthermometer iiberpriift. Der Durchmesser der
verwendeten Matrize (D) lag bei Dyy=41mm. Die Matrize war fiir die im Rahmen dieser Arbeit
durchgefiihrten Versuche mit dem Hohlstempel fest verschraubt. Der hier zur Herstellung von
Aluminiumrundrohren mit konstanter Wanddicke verwendete Dorn verfligte iiber eine
abgesetzte Dornspitze (Abbildung 4.1c) und war iiber eine Dornhaltestange mit der
Lochdorntraverse der Strangpresse verbunden. Dabei lag der Durchmesser des Dornschafts
(Dp) mit Dp=37mm iiber dem der Dornspitze (Dps) von Dps=32mm. Somit konnten in

Abhingigkeit von der eingestellten Dornposition und folglich des in der Matrize befindlichen
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Dorndurchmessers (Dpwm) zwei verschiedene Rohrwandstirken (t) realisiert werden ohne
hierfiir den Dorn austauschen zu miissen. Es musste dazu lediglich die Dornposition in der
Matrize im Vorfeld der Versuche verdandert werden. Die Fixierung des Dorns erfolgte dadurch,
dass der maximal mogliche Verfahrweg der beiden Lautholme der Lochdorntraverse durch
Aufbringen von Muttern in der Art begrenzt wurde, dass nach Erreichen des Dorns in
Ausgangsstellung fiir den Pressvorgang keine weitere Dornbewegung in Pressrichtung mehr
moglich war. Um im Zuge einer mikrostrukturellen Materialcharakterisierung thermisch
induzierte Gefligednderungen weitgehend unterdriicken oder reduzieren zu kdnnen, stand eine
Strangabkiihleinrichtung zur Verfiigung (Abbildung 4.1d). Diese bestand aus einem Kiihlrohr,
dass im Ful3 des Hohlstempels und somit ca. 1m hinter dem Matrizenfiihrungskanal angebracht

wurde. Des Weiteren war im Anschluss an das Kiihlrohr ein 2m langes Wasserbad positioniert.

Verschlussstiick
Aufnehmer
a) Hohlstempel b)

i £

Dornhalte-
stange

d) Ende
Kiihlrohr

austretendes

a Rohr [ o

Abbildung 4.1: a) Prinzipdarstellung des indirekten Rohrstrangpressens iiber stehenden Dorn [MUEOQ7],
b) Schematische Abbildung des Materialflusses beim indirekten Strangpressen [BAUO1],
c) Veranschaulichung des Versuchsaufbaus zur Herstellung von Aluminiumrohren mit konstanter
Wanddicke, d) Darstellung der verwendeten Strangabkiihleinrichtung

Als Aluminiumlegierung wurde in dieser ersten Presskampagne ausschlieBlich EN AW-6060
verwendet und die Bolzenldnge (Ig) betrug lg=170mm. In Tabelle 4.3 sind die verwendeten
Strangpressparameter zur Herstellung von nahtlosen Aluminiumrundrohren mit konstanter

Wanddicke dargestellt. Hierbei betrug der Aufnehmerdurchmesser (D) Da=125mm. R
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bezeichnet das sog. Pressverhéltnis. Es charakterisiert allgemein das in Gl. 4.1 dargestellte
Verhiltnis von Querschnittsfliche des aufgestauchten Blocks im Aufnehmer (Ag) zur
Querschnittsfldche des erzeugten Profils (A;). In GI. 4.2 ist die Berechnung von R exemplarisch
fir Rundrohre gegeben. D ist dabei als Rohrauendurchmesser und d als innerer
Rohrdurchmesser definiert. Des Weiteren kann die Produktaustrittsgeschwindigkeit (Vprod)
ausgehend von der Stempelgeschwindigkeit (vs;) und dem Pressverhiltnis nach (GI. 4.3)

errechnet werden. [BAUO1]

R = 2o 1
-7 (Gl 4.1)
(Di — DP)
R= ﬁ (Gl 4.2)
Vprod = R " Vst (Gl. 4.3)

Tabelle 4.3: Parameter zum indirekten Strangpressen nahtloser EN AW-6060-Rohre iiber stehenden
Dorn

Legierung Dg, Dg; Da Dym Dpg Ts Vst R t Vprog  Kiihlung
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [°C] [mm/s] [mm] [m/min]

EN AW-6060 122 40 125 41 37 500/400 1,9/4,0 22:1 4,5 2,5/53 Wasser

EN AW-6060 122 35 125 41 32 500/400 0,9/1,9 46:1 2,0 2,5/52 Wasser

Wie aus Tabelle 4.3 hervorgeht, wurden im Rahmen der ersten Presskampagne zwei Werte flir
die Bolzeneinsatztemperatur gewihlt, die Extrembedingungen im unteren sowie im oberen
Temperaturbereich fiir das konventionelle Strangpressen der Legierung EN AW-6060
darstellen. Da in den nachfolgenden Presskampagnen relativ geringe Stempel- und somit
Produktaustrittsgeschwindigkeiten zur Anwendung kommen sollten, wurden auch hier
lediglich langsame Geschwindigkeiten verwendet. Alle im Zuge dieser ersten Presskampagne
hergestellten Rundrohre wurden mittels der Abkiihleinrichtung hinter dem Hohlstempel in

Wasser abgeschreckt.

Fiir eine Charakterisierung des Strangpressprozesses existieren neben R und vprq weitere

Kennwerte, auf deren Bestimmung im Folgenden kurz eingegangen werden soll.

Aus dem Pressverhéltnis kann durch logarithmieren der GI. 4.1 die Gesamthauptforménderung

(ges (nachfolgend auch Umformgrad genannt) berechnet werden (Gl. 4.4) [BAUO1].

Ag
Pges = In(R) =In <A_p> (Gl. 4.4)
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Die zur Erreichung eines bestimmten Umformgrads benoétigte Kraft entspricht der
Matrizenkraft Fy. Diese kann allgemein gemd GIl. 4.5 [BAUOI] mit Hilfe der
Forménderungsfestigkeit (FlieBspannung (kf)) des umzuformenden Materials, des
matrizenspezifischen Faktors C und der Querschnittsfliche des aufgestauchten Blocks im

Aufnehmer (Ay) ermittelt werden.
Fym = C* @ges * Kp * Af (Gl 4.5)

Unter Beriicksichtigung der Lange der Umformzone 1, (Gl. 4.6), der Stempelgeschwindigkeit

sowie des  Pressverhiltnisses lisst sich nach Gl 4.7 eine  mittlere

Hautforménderungsgeschwindigkeit (6) ermitteln. Bei Abweichungen vom Querschnitt einer
Rundstange ist hierzu statt des Stangendurchmessers (Ds) die Ermittlung eines
Aquivalenzdurchmessers (D) nach Gl. 4.8 notwendig. A, bezeichnet die Querschnittsfldche

des produzierten Profils. [BAUO1]

|, = 20— Ds Gl. 4.6
Y 2tan (a) (Gl. 4.6)
_ R-1
= s (GL. 4.7)
u
D= A A (GL. 4.8)
TC

Der sog. spezifische Pressdruck (Pg), der von der Strangpresse aufgebracht werden muss, um
das Pressgut zum FlieBen zu bringen, errechnet sich aus der Gesamtpresskraft Foos und der

Querschnittsfliche des aufgestauchten Bolzens im Aufnehmer nach Gl. 4.9 [SAHOO0].

F
p. = &2 Gl. 4.9
6=, ( )

AbschlieBend kann aus der Matrizenkraft Fys der Umformwiderstand des Bolzenwerkstoffs kyw
mittels Gl. 4.10 bestimmt werden [LAU76].

Fm

A I ® (Gl. 4.10)

kW:
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4.2.2. Indirektes Strangpressen von nahtlosen Aluminiumrohren mit axial variabler

Wanddicke

Um eine Variation der Wanddicke von Aluminiumhohlprofilen {iber die Profillinge realisieren
zu konnen, wurde zundchst das Verfahren des indirekten Strangpressens tiber mitlaufenden
Dorn mit abgestufter Dornspitze verwendet. Der generelle Hauptunterschied zu dem zuvor
beschriebenen Strangpressverfahren besteht darin, dass die Begrenzung des Dornverfahrwegs
aufgehoben bzw. verschoben wurde. Demnach bewegt sich der Dorn wéhrend des
Pressprozesses gemeinsam mit dem Stempel in Richtung Matrize. Folglich gibt es keine
Relativbewegung zwischen Bolzen und Dorn, sodass die Dornreibung und somit der
Presskraftbedarf im Vergleich zum Verfahren tiber stehenden Dorn signifikant reduziert ist.
Reibung tritt am Dorn lediglich im Bereich der Umformzone auf, da hier das Bolzenmaterial
im Zuge der Umformung beschleunigt wird und schlieBlich im Bereich des
Matrizenfiihrungskanals die Stangaustrittsgeschwindigkeit erreicht [BAUO1]. Im Rahmen
dieses Verfahrens wurden zwei Presskampagnen durchgefiihrt, wobei EN AW-6060-
Rundrohre (Kampagne 2) sowie nahtlose Hohlprofile mit quadratischem Querschnitt der selben
Legierung (Kampagne 3) produziert wurden. In Kampagne 3 wurden zusétzlich Pressversuche
mit EN AW-6082 als Vergleichslegierung durchgefiihrt. Die Herstellung der Rundrohre
erfolgte mit der selben Konfiguration der formgebenden Werkzeuge wie bei der zuvor
beschriebenen Kampagne 1. Fiir die Vierkantrohre hingegen wurde eine Matrize mit einem
Durchbruch von 32mm x 32mm, sowie ein Dorn mit gréferem Schaftdurchmesser von
Dp=50mm eingesetzt. Auf diesen wurde eine abgestufte quadratische Spitze aufgeschraubt, die
im vorderen Bereich Abmalle von 23mm x 23mm und innerhalb einer Linge von 1,5mm auf
einen Querschnitt von 28mm x 28mm im hinteren Bereich iiberging. Die entsprechende

Versuchsdurchfiihrung kann wie folgt beschrieben werden.

Die Dornposition wurde im Vorfeld der Versuche so eingestellt, dass sich der diinnwandige
Querschnitt der Dornspitze zu Beginn einer Pressung im Bereich des Matrizenfiihrungskanals
befand. Demnach war der formgebende Spalt zwischen Dorn und Matrize zunéchst grof3, sodass
der Rohranfang dickwandig ausgefithrt wurde. Da der jeweilige abgestufte Dorn jedoch
wihrend des Pressens in Richtung Matrize bewegt wurde, gab es einen Punkt, ab dem sich der
Abstand zwischen Dornstufe und Matrize reduzierte. Folglich muss durch das Einlaufen des
dickwandigen Dornspitzenquerschnitts in den Bereich der Matrize und die daraus resultierende
Erhohung des Rohrinnendurchmessers eine Reduktion der Rohrwanddicke (Nennwanddicke

tny) nach sich ziehen. Um im Anschluss an eine solche Wandstiarkenreduktion weitere
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Querschnittsiibergénge iiber die Rohrlidnge erzeugen zu konnen, musste der diinnwandige
Querschnitt der Dornspitze erneut in der Matrize positioniert werden. Ein kontinuierliches
Verfahren des Dorns entgegen der Pressrichtung lieB jedoch die SPS-Steuerung der
Strangpresse wihrend des Pressprozesses nicht zu. Daher musste der Pressvorgang kurzzeitig
unterbrochen werden, um die manuelle Repositionierung des Dorns vorzunehmen. Im
Anschluss daran konnte der Pressprozess durch Erzeugung eines weiteren dickwandigen
Rohrabschnitts fortgesetzt werden. Das Verfahrensprinzip ist am Beispiel der quadratischen
Aluminiumrohre in Abbildung 4.2 dargestellt. Diese veranschaulicht auch, warum es im Falle
der Vierkantrohre notwendig war, den Verfahrweg des Dorns zu begrenzen. Andernfalls wére
der Dornschaft mit einem Durchmesser von Dp=50mm gegen die Matrize gelaufen und hétte
zum Abriss des Rohres, sowie unter Umstinden zu Schaden an Dornspitze bzw. Matrize

gefiihrt.

Die Pressparameter der Kampagnen 2 und 3 sind in Tabelle 4.4 und Tabelle 4.5
zusammengefasst. Die Bolzeneinsatztemperaturen entsprechen denen der ersten Kampagne.
Die Stempelgeschwindigkeiten tiberdecken hingegen einen etwas grofleren Bereich, wobei sie
so gewdhlt wurden, dass fir Rund- wund Vierkantrohre etwa die gleiche
Strangaustrittsgeschwindigkeit erzielt werden konnte. Insgesamt wurden im Vergleich zu
industriellen Pressungen jedoch geringe Geschwindigkeiten gewihlt, da der Pressvorgang nach
Beendigung eines Wanddickeniibergangs bei Erreichen einer spezifischen Dornposition
manuell gestoppt werden musste. Durch Anfahren dieser zuvor festgelegten Dornpositionen,
sollte die Lange der dickwandigen Rohrabschnitte gezielt variiert werden. Um bei diesen
Presskampagnen auch den Einfluss der Strangabkiihlung untersuchen zu konnen, wurden
exemplarisch auch Rohre produziert, die an Luft abkiihlten. Fiir diese Versuche wurde Bolzen

mit einer Lénge von l3=300mm verwendet.
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abgestufte Dornspitze

e

Matrize

=

Dornbewegung

Abbildung 4.2: Versuchsaufbau und Verfahrensprinzip beim indirekten Strangpressen von nahtlosen
Aluminiumrohren mit axial variabler Wanddicke

|

Tabelle 4.4: Pressparameter der Presskampagne II zur Herstellung von EN AW-6060-Rundrohren mit
axial variabler Wanddicke

Legierung Dg, Dg; Da Dy Dps Ts Vst R tN Vprod  Kiihlart
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [°C] [mm/s] [mm] [m/min]
EN AW-6060 122 40 125 41 32 500/400 0,9/1,9/3,9 22:1 45 1/2/5  Wasser
37 46:1 2,0 2/5/10
EN AW-6060 122 40 125 41 32 500/400 0,9 22:1 45 1 Luft
37 46:1 2,0 2

Tabelle 4.5: Pressparameter der Presskampagne III zur Herstellung von Vierkantrohren mit axial
variabler Wanddicke

Legierung Dp. Dsi Da  Dm  Dps Ts Vst R tN Vprod  Kiihlart
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [°C] [mm/s] [mm] [m/min]
EN AW-6060 122 50 125 32x32 23x23 500/400 0,8/1,6/3,3 24:1 4.5 1/2/5 Wasser
28x28 48:1 2,0 2/5/10
EN AW-6060 122 50 125 32x32 23x23 500/400 0,8 24:1 4,5 1 Luft
28x28 48:1 2,0 2
EN AW-6082 122 50 125 32x32 23x23 500/400 0,8/3,3 24:1 4,5 1/5 Wasser
28x28 48:1 2,0 2/10

4.3.  Wirmebehandlung

Aus Kapitel 2.1.3 geht hervor, dass Legierungen der EN AW-6xxx-Klasse erst nach einer sog.
Warmauslagerung ihre maximalen mechanischen Eigenschaften erreichen. Aus diesem Grund
wurden Profilabschnitte im Anschluss an das Strangpressen Wiarmebehandlungen bei
verschiedenen Bedingungen von Temperatur und Haltedauer unterzogen. Diese erfolgten stets
in Kammerd6fen des FZS, die auf die jeweilige gewlinschte Temperatur vorgeheizt waren. Des
Weiteren wurde zum Zwecke der Temperaturiiberwachung stets ein Thermoelement mit in den
Ofen eingebracht. Die im Rahmen der Untersuchungen zur Anwendung gekommenen

Wiérmebehandlungsparameter und deren entsprechenden Bezeichnungen sind in Tabelle 4.6
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dargestellt. Hierbei wird zwischen den Schritten der Losungsglithung und der Auslagerung
unterschieden. Mit Ty, wird die zugehorige Losungsglithtemperatur, sowie mit t;, die Haltezeit
bei dieser Temperatur bezeichnet. Im Falle der Verwendung der Bezeichnung T, soll
angedeutet werden, dass die Bedingungen fiir die Losungsglithung vom Strangpressprozess,
insbesondere also von der Profilaustrittstemperatur T, vorgegeben wurden. Fiir den
anschlieBenden Schritt der Auslagerung bezeichnet Ta die Auslagerungstemperatur und ta die
Auslagerungsdauer. Die Bezeichnungen der Wiarmebehandlungen T4, T6 und sowie T62
entsprechen denen in DIN29850 [DIN89]. Dabei beschreibt T4 den Zustand 16sungsgegliiht,
abgeschreckt und kaltausgelagert. T6 bedeutet hingegen, dass eine Komponente der
Prozesskette bestehend aus Losungsglithung, Abschrecken und Warmauslagerung auf héchste
Festigkeit unterzogen wurde. Die Warmebehandlung T62 steht hingegen dafiir dass, nach dem
Umformprozess aus einem beliebigem Zustand beim Verbraucher 16sungsgegliiht,
abgeschreckt und warmausgelagert wurde. Als Basis fiir die Wahl der
Wirmebehandlungsparameter diente unter anderem die Vorschrift AMS 2772F [AMSI11]. Hier
werden fiir die Legierung AA6063, die nach Abbildung 2.2b sehr grofle
Uberschneidungsbereiche hinsichtlich des Mg- und Si-Gehalts mit der Legierung EN AW-6060
(die Legierungsbezeichnung AA6060 ist in den USA uniiblich) hat, Werte von Ty =516-543°C
mit tr>50min sowie Tao=177°C mit t4=8h empfohlen. Diese sind dhnlich den Parametern, die
in anderer Fachliteratur fiir EN AW-6060 bzw. -6063 gefunden wurden [SIL04, TUNI12,
FOU12]. Da die Legierung EN AW-6082 in [AMS11] nicht aufgefiihrt wurde, orientierten sich
die Warmebehandlungsparametern an Angaben der Fachliteratur [MROO09, BIR06], sodass
schlieBlich auch fiir diese Legierung die gleichen Bedingungen wie fiir EN AW-6060 gewé&hlt

wurden.

Um den Einfluss der Auslagerungstemperatur und der Haltezeit auf die mechanischen
Werkstoffeigenschaften zu untersuchen, wurden exemplarisch Proben auch mit einer
Warmauslagerungsdauer von lediglich ta=4h, sowie bei einer geringeren Temperatur
(Wiarmebehandlung T6a) von Ta=160°C ausgelagert. Um den Unterschied zwischen einer
Losungslithung wihrend des Strangpressens und einer nachtriaglichen separat durchgefiihrten
Glihung zu untersuchen, wurden einige Proben nach dem Strangpressen und Abschrecken an
der Presse einer erneuten Losungsgliihung in einem Kammerofen bei T =540°C fiir t;=1h
unterzogen. Im Anschluss daran wurden sie im Wasser abgeschreckt und nachfolgend

konventionell warmausgelagert (Zustand T62).
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Tabelle 4.6: Parameter fiir die durchgefithrten Warmebehandlungen

Losungsglithung Auslagerung
Bezeichnung To tr Ta ta
[°C] [h] [°C] [h]
T4 T, Raumtemperatur > 6 Monate
T6 T, 180 4,8
T6a T, 160 8
T62 540 1 180 4,8

4.4.  Mikrostrukturelle Analyse
4.4.1. Metallographische Probenpriparation

Zur Durchfiihrung einer mikrostrukturellen Analyse war zunichst eine metallographische
Praparation erforderlich. Hierzu wurden aus den stranggepressten Profilen relevante
Probenbereiche gemdll Abbildung 4.3 herausgetrennt und fiir die eigentliche Préparation
eingebettet. Danach erfolgte in mehreren Stufen ein mechanisches Schleifen und Polieren der
Proben. Im Anschluss daran wurde eine elektrolytische Politur durchgefiihrt. Der verwendete
Elektrolyt bestand aus einer Losung von 10% Perchlorsidure und 7% Glycerin in Ethanol. Die
Polierdauer bei einer Temperatur von -30°C und einer Spannung von 40V betrug 30s.

Pos. 4: dinnwandiger
Rohrbereich
Pos. 2: Start der Pos. 3: Ende der
Wanddickenreduktion Wanddickenreduktion

Pos. 1: dickwandiger
Rohrabschnitt

Abbildung 4.3: Schematische Darstellung von Probenentnahmeorten nach [NEG16]

4.4.2. Lichtmikroskopie

Im Anschluss an die allgemeine Probenpréparation erfolgte im Falle der lichtmikroskopischen
Mikrostrukturanalyse die sog. Probenanodisation nach Barker [BARS50]. Hierbei wurde die
relevante Probenoberfldche in eine Losung aus 5% HBF3 in H,O gebracht. Durch Anlegen einer
Spannung von 30V zwischen der Probenoberfliche (Anode) und einem Kathodenblech, wurde

auf der Probe eine diinne, doppelbrechende Oxidschicht abgeschieden. Bei Betrachtung der
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Probenoberfliche mittels polarisiertem Licht konnte so das Gefiige sichtbar gemacht werden.
Am Fachgebiet Metallische Werkstoffe stand fiir die Gefligeuntersuchungen ein Mikroskop
vom Typ UNIVAR der Firma Reichert-Jung zu Verfiigung. Grundsétzlich bestand auch die
Moglichkeit unter Verwendung eines A-Plittchens farbige Aufnahmen der Mikrostruktur zu
machen. Da sich hierbei allerdings der Bildkontrast oftmals als schlechter darstellte, wurde zu
Gunsten der Bildqualitédt iiberwiegend darauf verzichtet. Zur Bestimmung der KorngrofRe
(mittlerer Korndurchmesser) nach dem Linienschnittverfahren, wurde das Analyseprogramm
,»-ad4i-Analysis* der Firma Aquinto AG benutzt. Des Weiteren konnte bei der mikrostrukturellen
Untersuchung der rekristallisierte Gefligeanteil bestimmt werden, indem in Langsschliffen die
jeweilige Dicke des Rekristallisationssaums vermessen und anschlieend ins Verhéltnis zur

Gesamtprobendicke gesetzt wurde.
4.4.3. Electron Backscatter Diffraction (EBSD)

Die EBSD-Technik wird in Verbindung mit einem Rasterelektronenmikroskop (REM)
eingesetzt und basiert auf der automatisierten Erzeugung und Analyse von Beugungsmustern.
In einem REM wird ein Probenbereich zeilenférmig von einem gebiindelten Elektronenstahl
abgefahren. Fiir EBSD-Untersuchungen wird die Probe um 70° aus der horizontalen Lage
heraus gekippt. Wihrend der Analyse dringen die Primédrelektronen in die Materialoberfldche
ein und treten in Wechselwirkung mit dem Probenmaterial. Fiir die EBSD-Technik werden die
an den Netzebenen des Probenmaterials gebeugten Riickstreuelektronen (back scattered
electrons kurz BSE) genutzt. Auf einem Leuchtschirm konnen sie in Form von
Beugungsdiagrammen (Kikuchi pattern) sichtbar gemacht und automatisiert analysiert werden.
Somit wird es ermoglicht jedem analysierten Punkt des Probenmaterials eine
kristallographische Orientierung zuzuweisen. Mit Hilfe der EBSD-Methode konnen folglich
z. B. Informationen zu lokalen Orientierungsverteilungen (Textur) oder Orientierungs-
differenzen an GroB- und Kleinwinkelkorngrenzen (Misorientierungswinkel) ermittelt werden.

[HUMO1, SPI09]

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten EBSD-Analysen wurden an der
Zentraleinrichtung Elektronenmikroskopie (ZELMI) der TU Berlin durchgefiihrt. Zur
Anwendung kam dabei ein REM des Typs Hitachi S-2700 mit Nordlys II Detektor. Die
Untersuchungen erfolgten zum einen zur Analyse der Mikrostrukturentwicklung in der
Umformzone an einem abgeschreckten Pressrest der Legierung EN AW-6060. Zum anderen

wurden Léngsschliffe von Vierkantrohren in der Ebene von Pressrichtung ED und
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Normalenrichtung ND (siehe Abbildung 4.4) der beiden Legierungen EN AW-6060 und
EN AW-6082 hinsichtlich ihrer mikrostrukturellen Unterschiede in den Pressprodukten
untersucht. Fiir die Auswertung wurde jedoch eine 90° Probendrehung vorgenommen, um sie
beziiglich der z-Richtung, also der (,,Blech®-) Normalenrichtung ND darzustellen. Hierbei
wurden lediglich die unter Extrembedingungen (Tg=400°C bei vs=0,8mm/s, sowie Tg=500°C
mit vs=3,3mm/s) produzierten Rohrabschnitte analysiert. Die Abstinde zwischen den
Messpunkten (step size) auf der Probenoberfliche wurden je nach vorliegender
Gefiigemorphologie bzw. Korngrofle angepasst. Die Auswertung erfolgte mit Hilfe des
Softwareprogramms Channel 5 von HKL Technology. Abbildung 4.5 veranschaulicht

beispielhaft eine Aluminiumwalztextur.

ND

I
AT

Abbildung 4.4: Darstellung von Mess- und Probenkoordinatensystem fiir die EBSD-Analysen

Abbildung 4.5: Exemplarische Darstellung der {100}- und {111}-Polfiguren einer Walztextur von
Aluminium handelsiiblicher Reinheit bei 95% Walzgrad [WAS62]

4.4.4. Ausscheidungscharakterisierung mittels Transelektronenmikroskopie (TEM)

Fir die EN AW-6xxx-Legierungsklasse sind die metastabilen Ausscheidungsphasen von
elementarer Wichtigkeit, da sie mallgeblich die mechanischen Materialeigenschaften
bestimmen. Daher wurden an ausgewéhlten Probenzustanden exemplarische Untersuchungen
mittels Transelektronenmikroskopie zur Ausscheidungscharakterisierung vorgenommen. Diese
wurden am Fachgebiet Metallische Werkstoffe an einem TEM vom Typ Philips-CM30
durchgefiihrt.
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Im Gegensatz zur Probenpridparation fiir licht- und rasterelektronenmikroskopische
Untersuchungen ist die Fertigung von TEM-Folien deutlich aufwéndiger. Hierfiir wurden
relevante Bereiche aus den Flachseiten von Vierkantrohren der Legierungen EN AW-6060 und
EN-AW-6082 herausgetrennt. Die Probendicke betrug hiernach ca. 200um. Nachfolgend
wurden die Proben mit Schleifpapier der 1200er-K6rnung geschliffen, bis die Probendicke nur
noch ca. 100-120pm betrug. AnschlieBend erfolgte das Ausstanzen der TEM-Folien, die nun
einen Durchmesser von 3mm aufwiesen. Danach wurde die Foliendicke durch elektrolytisches
Abtragen weiter reduziert. Hierzu wurde als Elektrolyt eine Losung aus 500 ml HNO;s und
1000ml Methanol bei einer Spannung von 12V verwendet. Das Diinnen der Proben erfolgte bei

einer Temperatur von -35°C.

Nach dem Einschleusen einer Probe in das TEM, wurde die Beschleunigungsspannung
schrittweise auf 250kV hochgeregelt. AnschlieBend wurde mittels Drehen und Kippen der
Probe der Vielstrahlfall einer <001> Zonenachse (ZA) eingestellt. Dieser ermoglicht es
Ausscheidungen, die sich parallel zu den drei <001>-Richtungen des Aluminiumkristalls
orientieren, gleichzeitig abzubilden. Schlielich wurden bei verschiedenen Vergroferungen
von 31000x, 52000x sowie 89000x Aufnahmen gemacht, um den jeweiligen Probenzustand
hinsichtlich der GroéBe der Ausscheidungen, sowie der Ausscheidungsdichte zu

charakterisieren.
4.5.  Analyse von mechanischen Werkstoff- und Bauteileigenschaften

4.5.1. Flachzugversuche

Zur Charakterisierung der mechanischen Werkstoffeigenschaften der stranggepressten
Hohlprofile in Abhéngigkeit von den Prozessparametern und der jeweiligen Wéarmebehandlung
wurden Flachzugversuche durchgefiihrt. Hierzu wurden aus den indirekt stranggepressten
Vierkanthohlprofilen Proben parallel zur Strangpressrichtung entnommen und auf die in
Abbildung 4.6a dargestellten Mafle gefrist. Die Rahmenbedingungen zur Durchfithrung von
Zugversuchen an metallischen Proben bei Raumtemperatur sind in DIN EN ISO 6892-1
[DINO9] festgelegt. Vor der eigentlichen Versuchsdurchfithrung wurden auf der
Probenoberfliche Markierungen in gleichméfBigen Abstinden von 5Smm aufgebracht. Die
konkrete Durchfilhrung dieser Experimente erfolgte an dem thermomechanischen
Umformsimulator Gleeble System 3800 (Abbildung 4.6b). Hierbei wurden die Proben zunéchst
an beiden Probenenden zwischen Klemmbacken eingespannt. AnschlieBend wurden zwei

hochauflosende Extensometer zur jeweiligen Erfassung der Léngs- und Querdehnung an die
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4. Experimentelle Grundlagen und Versuchsdurchfithrung

Probe angebracht. Damit diese durch die Vorgénge bei Probeneinschniirung und Bruch nicht
beschidigt werden, wurden sie vorzeitig von der Probe entfernt. Um quasi-statische
Versuchsbedingungen zu realisieren, wurde mit einer niedrigen Dehnrate von ca. 0,0003s™
gearbeitet. Nach dem Bruch einer Probe wurde diese ausgebaut. Durch erneutes Vermessen der
Abstandsmarkierungen konnte die Bruchdehnung nach Gl. 4.11 bestimmt werden. Die
Ermittlung der Dehngrenze erfolgte graphisch durch Parallelverschiebung der Hookeschen
Gerade im  Spannungs-Dehnungsdiagramm  um  0,2%  und  anschlieBender
Schnittpunktbestimmung mit dem aufgezeichneten Spannungsverlauf. Die Zugfestigkeit wurde
den Gleeble-Daten als maximaler Spannungswert entnommen, die das System aus der
gemessenen Zugkraft und dem Aquivalenzdurchmesser (Berechnung analog zu Gl. 4.8) der

jeweiligen Probe berechnete.

L, -1
e = 11 9. 100 (Gl 4.11)
0

10,00
20,00

20,00

Extensometer

Abbildung 4.6: a) Abmafe der Flachzugproben b) Realer Versuchsaufbau fiir Flachzugversuche am
Priifstand Gleeble System 3800

4.5.2. Axiale Stauchversuche von Profilsegmenten

Das Stauchverhalten von Profilabschnitten bei axialer Druckbelastung wurde in quasi-
statischen Stauchversuchen untersucht. Ziel war es, die Einfliisse der Strangpressparameter, der
Wirmebehandlung, sowie der Profilgeometrie zu untersuchen. Hierzu wurden aus dem jeweils
selben Hohlprofil Abschnitte mit konstant diinnwandigem bzw. konstant dickwandigem
Querschnitt herausgesédgt und anschlieBend plane Stirnflichen mittels Drehen bzw. Frisen
erzeugt. Auch diese Experimente wurden an dem Priifsystem Gleeble System 3800
durchgefiihrt. Der Aufbau ist in Abbildung 4.7 dargestellt und besteht aus 2 planparallelen

Druckplatten zwischen denen die Druckprobe zentrisch positioniert wird. Anschlie3end erfolgt
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durch einseitiges Verfahren einer der Platten die Ubertragung einer Druckkraft auf die Probe.
Die maximal zur Verfiigung stehende Druckkraft der Apparatur lag bei 200kN. Um quasi-
statische ~ Versuchsbedingungen zu gewihrleisten, wurde erneut eine geringe
Verformungsgeschwindigkeit von £€=0,0003s™ festgelegt. Die Untersuchungen wurden sowohl
fiir nahtlose Rohre mit rundem als auch mit quadratischen Profilquerschnitt durchgefiihrt. Fiir
alle Querschnittsgeometrien betrug die Ausgangshohe bzw. -linge (hpp) der verwendeten
Abschnitte jeweils hpp=60mm. Damit lag hpp in dem laut DIN 50106 zuldssigen Bereich fiir
das Verhéltnis von Probenhdhe zu Probenauflendurchmesser zwischen 1 und 2. Nach Erreichen
eines Verfahrwegs der Druckplatte von sp=30mm, also der halben Probenausgangshéhe,

wurden die Stauchversuche abgebrochen.

Abbildung 4.7: Aufbau zur Durchfiithrung axialer Stauchversuche an Rohrabschnitten

Aus den aufgezeichneten Kraft-Verfahrweg-Kurven konnen eine Reihe von Kennwerten
bestimmt werden, die das Verformungsverhalten der Hohlprofilabschnitte charakterisieren
[SIM14]. Hierzu z#hlt zunéchst die hochste im Stauchversuch auftretende Kraft Fp max. Diese
tritt tiblicherweise am Anfang des Versuchs auf und charakterisiert das von der Struktur
ertragbare Kraftmaximum, bevor es zum Einsetzen von plastischer Deformation kommt. Des
Weiteren bestimmt die Fliche unter der Kraft-Weg-Kurve die wéhrend des Versuchs
absorbierte Energie (Eaps) (Gl. 4.12). Einen zusétzlichen Kennwert stellt die mittlere im Versuch
vorherrschende Druckkraft dar. Sie kann gemif3 GI. 4.13 aus der absorbierten Energie und dem
Verfahrweg der Druckplatte ermittelt werden. Aus der absorbierten Energie kann unter
Beriicksichtigung der Masse der Stauchprobe (mp) die sog. spezifische absorbierte Energie
bestimmt werden (Gl. 4.14). Sie ermoglicht folglich eine Vergleichbarkeit zwischen
energieabsorbierenden Strukturen mit unterschiedlicher Masse. Schlielich gibt es den Wert

der ,,Crush force efficiency* kurz CFE. Er gibt das Verhiltnis zwischen Fp,, und Fpmax an
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(GI. 4.15) und ist ein MaB fiir die Kraftschwankungen wéhrend des Versuchs, wobei ein Wert
von CFE=1 nach [SIM14] den wiinschenswertesten Fall charakterisiert. Schlieflich ladsst sich
aus Fp max und der realen Probenquerschnittsfliche (Ap) eine Art maximaler Druckfestigkeit
Opmax angeben, die die hochste vom Probenquerschnitt ertragene Spannung beschreibt

(Gl. 4.16).

B, = fF'SD (Gl 4.12)
Fpm = Eabs (Gl. 4.13)
m
. s
E = Eabs (GL. 4.14)
spec — m
CFE = D (Gl. 4.15)
1::D,max
Fp
O max = Ar]r;ax (Gl. 4.16)

4.5.3. Dreipunktbiegeversuche an Profilabschnitten

Die Motivation zur Herstellung von Aluminiumhohlprofilen mit axial variabler Wanddicke
bestand darin, den zum Ertragen der maximalen Last notwendigen Profilquerschnitt fiir den
Beanspruchungsfall einer punktuellen Lastaufbringung quer zur Profillingsachse auf einen sehr
kurzen Profilbereich reduzieren zu konnen, ohne dass dies Einbuflen der Lastkapazitit nach
sich zieht. Da das Biegemoment mit zunehmender Entfernung vom Ort der Krafteinleitung
absinkt (Abbildung 2.13a), ergibe sich demnach die Moglichkeit entsprechend niedriger
beanspruchte Profilsegmente mit einem diinnwandigeren Querschnitt auszulegen und somit das
Gewicht einer Komponente oder eines Bauteils zu reduzieren. Zur Verifikation dieser These
wurden exemplarisch an ausgewéhlten nahtlosen Rund- sowie Vierkanthohlprofilabschnitten
Dreipunktbiegeversuche durchgefiihrt. Diese Experimente erfolgten auf einer Universal-
Zug/Druck-Priifmaschine mit einer maximalen Priifkraft von 200kN. Der Versuchsaufbau ist
in Abbildung 4.8a dargestellt. Er besteht grundsétzlich aus einer mittig angeordneten Biegerolle
mit einem Durchmesser von Dgr=20mm, sowie einer vertikal verfahrbaren Traverse. Auf der
Traverse sind zwei Auflagerrollen mit einem Rollendurchmesser von Dar=50mm angebracht,
die in einen Abstand von [,g=400mm zueinander gebracht und dort fixiert wurden. Auf die

Auflagerrollen wurde die zu priifende Probe positioniert und die Traverse mit einer
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Geschwindigkeit von 20mm/min in Richtung Biegerolle bewegt. Die vorhandenen
Messeinrichtungen erlaubten die Aufzeichnung des Priifkraftverlaufs (F) iiber den Verfahrweg
der Traverse sg. Die Lange der Profilabschnitte fiir diese Untersuchungen lag bei [p=500mm.
Neben dem Einfluss der Strangpressparameter, der Profilgeometrie und der Warmebehandlung

wurde auch der Einfluss des Anteils des erhohten Profilquerschnitts an der Gesamtprobenldnge

auf das Verhalten unter Dreipunktbiegung untersucht (Abbildung 4.8b).

Abbildung 4.8: a) Aufbau zur Durchfiihrung von Dreipunktbiegeversuchen an Hohlprofilabschnitten,
b) Exemplarische Darstellung von Hohlprofilabschnitten mit variabler Lidnge des dickwandigen
Probenbereichs (Bereich innerhalb der schwarz markierten Begrenzungen)
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5. Ergebnisdarstellung zur Prozessentwicklung und -charakterisierung

5.1.  Indirektes Strangpressen von nahtlosen Rohren konstanter Wanddicke

Im Folgenden wird zunéchst der Prozess des indirekten Strangpressens von nahtlosen Rohren
mit einer tiber die Rohrldnge konstanten Wanddicke betrachtet. Dabei werden sowohl der

Prozess selbst als auch die Rohrabmale charakterisiert.
5.1.1.  Prozesscharakterisierung

In diesem Abschnitt wird der Prozess anhand der wichtigen Prozessgroflen von spezifischem
Pressdruck sowie der Strangaustrittstemperatur und dem umformbedingten Temperaturanstieg

des Pressguts charakterisiert.

5.1.1.1. Einfliisse der Strangpressparameter auf den spezifischen Pressdruck beim indirekten

Strangpressen iiber stehenden Dorn

Mittels des indirekten Strangpressverfahrens iiber stehenden Dorn wurden nahtlose
Aluminiumrundrohre der Legierung EN AW-6060 hergestellt. Dabei wurden die
Bolzeneinsatztemperatur, die Produktgeschwindigkeit sowie das Pressverhéltnis variiert.
Abbildung 5.1 zeigt beispielhaft zwei ausgewéhlte Pressdiagramme von Versuchen, die bei
gleicher Bolzeneinsatztemperatur und gleicher Stempelgeschwindigkeit jedoch mit
unterschiedlichem Pressverhdltnis (R=22:1 und R=46:1) und somit unterschiedlicher
Wanddicke durchgefiihrt wurden. In beiden Féllen ist der fiir das indirekte Strangpressen
charakteristische Kraftverlauf zu erkennen. Er ist gekennzeichnet durch einen anndhrend
horizontalen Verlauf der Gesamt- und Matrizenkraft {iber nahezu die gesamte Prozessdauer.
Lediglich in Abbildung 5.1a ist ein schwach ausgeprigtes Kraftmaximum zu Beginn der
Pressung vorzufinden. Aus dem Vergleich der beiden Diagramme wird ersichtlich, dass das
Pressverhéltnis einen signifikanten Einfluss auf den Kraftbedarf hat. Bei dem niedrigeren
Pressverhiltnis von 22:1 liegt dieser bei Fg=2,9MN, wihrend im Falle von R=46:1
Foes=4,9MN ermittelt wurden, sodass dies einer Steigerung um ca. 80% entspricht. Zur
Charakterisierung des Presskraftbedarfs bei verschiedenen Pressverfahren, Pressparametern
oder zu verpressenden Werkstoffen werden im Allgemeinen jedoch nicht die absoluten
Kraftwerte einander gegeniibergestellt, sondern mittels Gl. 4.9 der von der Presse

aufzubringende spezifische Pressdruck Pg bestimmt.
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Abbildung 5.1: Ausgewihlte Strangpressdiagramme fiir das indirekte Rohrpressen iiber stehenden Dorn
a) Tg=500°C, vs=1,9mm/s, R=22:1, b) Tg=500°C, vs=1,9mm/s, R=46:1

In Abbildung 5.2 ist daher der spezifische Pressdruck (Pg siat), der aus der Gesamtpresskraft im
stationdren Prozessbereich ermittelt wurde, fiir die im Rahmen der ersten Presskampagne
der

Bolzeneinsatztemperatur dargestellt. In Tabelle 5.1 sind die zur Prozesscharakterisierung

verwendeten Produktgeschwindigkeiten und Pressverhiéltnisse iber

wichtigsten Kennwerte fiir die verwendeten Pressbedingungen zusammentfassend aufgefiihrt.
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Abbildung 5.2: Einfliisse von Bolzeneinsatztemperatur, Produktgeschwindigkeit und Pressverhiltnis
auf den spezifischen Pressdruck im stationdren Prozessbereich

Demnach konnte festgestellt werden, dass der spezifische Pressdruck bei einer starken
Erhohung der Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C auf Tp=500°C signifikant absank.
Temperaturbedingt war bei den dickwandigen Rohren (Nennwanddicke tx=4,5mm,
Vprod=2m/min) eine Reduktion von Pg s.=357MPa auf Pg «=259MPa festzustellen, also eine
Absenkung um 38%. Im Falle der hoheren Produktgeschwindigkeit vproq=5m/min fiel von
PG sai=384MPa auf Pgsa=277MPa (39% niedriger) ab. Bei den diinnwandigen Rohren
(tn=2,0mm), die mit vpog=Sm/min produziert wurden, sank dieser Kennwert von
PG sa=536MPa auf Pg su=438MPa um 22% ab. Bei der niedrigeren vpyoq=2m/min wurde eine

Absenkung von Pg s.—=518MPa auf Pg s, =402MPa um 29% beobachtet.
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Die Verwendung eines hoheren Pressverhéltnisses von R=46:1 statt R=22:1 bei sonst gleicher
Blockeinsatztemperatur und Produktgeschwindigkeit zog hingegen einen starken Anstieg des
spezifischen Pressdrucks nach sich. So erhohte sich durch das groBere Pressverhéltnis der
spezifische Pressdruck bei Tg=500°C und vpo¢=2m/min um 55% von Pg=259MPa auf
PG sta=402MPa. Bei der hoheren Produktgeschwindigkeit von vp,,¢=5m/min war dieser Einfluss
mit einer Steigerung um 58% (von Pgsw=277MPa auf Pg s.—=438MPa) dhnlich hoch. Unter
Verwendung einer Bolzeneinsatztemperatur von lediglich Tg=400°C war dieser Effekt etwas
weniger ausgepriagt und die Erhohung des spezifischen Pressdrucks lag fiir vp¢=2m/min nur
noch bei 45% (Pgsa=357MPa auf Pg s =518MPa). Bei der hoheren Geschwindigkeit von
veroa=om/min fiel die Steigerung etwas geringfiigiger aus. Hier wurde eine Steigerung von

PG sta=384MPa auf Pg s, =536MPa und damit um 40% ermittelt.

Tabelle 5.1: Verwendete Prozessparameter und ermittelte strangpressspezifische Kennwerte

Ts Vst Vprod N R Feesstat Postt Fumstat Tpomax AT
[°C] [mm/s] [m/min] [mm] [MN] [MPa] [MN] [°C] [°C]
500 1,9 2 45 22:1 29 259 24 526 40
500 4,0 5 45 22:1 3,1 277 2,6 529 58
400 1,9 2 45 22:1 4,0 357 3,4 443 71
400 4,0 5 45 22:1 43 384 3,6 443 69
500 09 2 2,0 46:1 45 402 40 525 54
500 1,9 5 2,0 46:1 49 438 4,1 538 77
400 0,9 2 2,0 46:1 58 518 49 448 82
400 1,9 5 2,0 46:1 6,0 536 5,0 458 114

Des Weiteren konnte festgestellt werden, dass die Verwendung einer leicht hoheren
Produktgeschwindigkeit von vpg=5Sm/min gegeniiber vpog=2m/min bei gleicher
Bolzeneinsatztemperatur und gleichem Pressverhiltnis zu einem Anstieg des spezifischen
Pressdrucks fiihrte. Allerdings ist zu erwédhnen, dass dieser Anstieg gegeniiber den den
Einflissen von Tg und R sehr gering ausgeprdgt war. So resultierte die entsprechende
Geschwindigkeitserhohung bei dickwandigen Rohren maximal in einen um 8%
(Posta=357MPa auf Pga=384MPa) gesteigerten spezifischen Pressdruck. Im Falle der
diinnwandigen Rohre betrug der maximale geschwindigkeitsabhdngige Unterschied der
Pressdriicke bei Tg=500°C nur 9% (Pgsta=402MPa auf Pg —=438MPa), wihrend bei der
geringeren Temperatur Tg=400°C eine Differenz von lediglich 3% (Pgsu=518MPa auf

PG sai=536MPa) vorgefunden wurde. SchlieBlich ist also festzuhalten, dass die Variation des
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Pressverhiltnisses von R=22:1 zu R=46:1 sowie die Anderung der Bolzeneinsatztemperatur
von Tp=500°C auf Tg=400°C deutlich stdrkeren Einfluss auf Pgga hatten als die

Geschwindigkeitsdnderung von vprod=2m/min auf vpoq=5m/min.
5.1.1.2. Einfliisse der Strangpressparameter auf die Profilaustrittstemperatur

Fir Aluminiumlegierungen der EN AW-6xxx-Klasse ist die Austrittstemperatur (T,) eines
Profils aus der Matrize eine relevante Kenngrof3e, da sie die maximale Loslichkeit von Mg, Si
und folglich die erzielbaren mechanischen Eigenschaften nach einer Warmauslagerung
beeinflussen kann. Daher war die verwendete Matrize mit einem Thermoelement im Bereich
der Presskanals versehen, sodass die Entwicklung der Profilaustrittstemperaturen iiber die
Prozessdauer erfasst werden konnte. Typische Temperaturverldufe konnen exemplarisch den

Pressdiagrammen in Abbildung 5.1 entnommen werden.

Aus den aufgezeichneten  Temperaturdaten wurde jeweils die  maximale
Profilaustrittstemperatur (T}, max) ausgelesen. Die Einfliisse der Strangpressparameter auf T, max
konnen Abbildung 5.3a fiir die tiber stehenden Dorn stranggepressten Rohre entnommen
werden. Hierbei ist Tpma flir unterschiedliche Bolzeneinsatztemperaturen und
Pressverhéltnisse tiber der Produktgeschwindigkeit aufgetragen.

4 =*R=22:1, TB=500°C  -® R=46:1, TB=400°C

5 125 -e-R=22:1, TB=500°C -* R=46:1, TB=400°C
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Abbildung 5.3: Einflisse der Bolzeneinsatztemperatur, des Pressverhiltnisses sowie der
Produktgeschwindigkeit auf a) die maximale Profilaustrittstemperatur T,m.x und b) den
Temperaturanstieg AT fiir indirekt iiber stehenden Dorn stranggepresste Rundrohre

Die Abbildung zeigt zunéchst, dass sich die maximalen Werte der Produktaustritttemperatur
tiber einen Bereich zwischen 440°C und 540°C erstreckten. Die spezifischen Abhédngigkeiten

von den Prozessparametern werden im Folgenden beschrieben und quantifiziert.

Eine Erhohung der Produktgeschwindigkeit von 2m/min auf 5m/min hatte im Falle des
geringeren  Pressverhéltnisses von R=22:1 keinen FEinfluss auf die maximale

Strangaustrittstemperatur. Sie blieb fiir Tg=500°C bei ca. T}, max=528°C in etwa konstant. Die
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Verwendung des hoheren Pressverhidltnisses von R=46:1 hingegen fiihrte mit zunehmender
Produktgeschwindigkeit zu einem leichten Anstieg der Profiltemperatur von Tp na=525°C auf
Tp.max=538°C. Die Variation des Pressverhéltnisses von R=22:1 auf R=46:1 zog bei gleicher
Produktgeschwindigkeit sowie gleicher Bolzeneinsatztemperatur ebenfalls nur einen niedrigen
Anstieg der maximalen Strangaustrittstemperatur nach sich. Dieser war fiir die hoéhere
Produktgeschwindigkeit groBer. So erhohte sich fiir Tg=500°C und Vvpoq=5Sm/min die
Austrittstemperatur von T, max=529°C auf T}, ;max=538°C und bei Tg=400°C und vyr,¢=5m/min
von Tpma=443°C auf Tp ma=458°C. Die starke Variation der Bolzeneinsatztemperatur von
Tp=400°C auf Tp=500°C bei gleichem Pressverhéltnis und gleicher Produktgeschwindigkeit
stellte den deutlichsten Einfluss auf die Austrittstemperatur dar. So wurden bei Verwendung
von Tg=500°C stets etwa um 80°C hohere Werte der Strangaustrittstemperatur festgestellt als
bei T=400°C.

Werden jedoch nicht die absoluten Werte der Strangaustrittsgeschwindigkeit betrachtet,
sondern der im Zuge der Umformung hervorgerufene Temperaturanstieg des Blockmaterials
AT, wobei hier AT=Tp max-Tswure gilt, und Tsun die Temperatur zu Beginn einer Pressung
kennzeichnet, so kénnen die Ergebnisse wie folgt beschrieben werden. Abbildung 5.3b zeigt,
dass die Werte von AT insgesamt im Bereich zwischen AT=40°C und AT=114°C liegen. Dabei
wurde der hochste Wert beim Rohrpressen mit den Parametern von Tg=400°C, vpro¢=5m/min
und R=46:1 (geringste T, hochste vpoa und hochstes R) ermittelt. Die geringste
Materialerwdrmung trat hingegen bei Verwendung der Pressbedingungen von Tp=500°C,

Vprod=2m/min und R=22:1 (hochste Tg, geringste vproq und niedrigstes R) auf.

Des Weiteren wird aus Abbildung 5.3b deutlich, dass bei nahezu allen Pressversuchen eine
Erhohung der Produktgeschwindigkeit auch zu einer gréBeren umformungsbedingten
Temperaturdifferenz fithrte. So erhohte sich der Wert bei den dickwandigen Rohren (R=22:1)
bei Tp=500°C von AT=40°C auf AT=58°C. Bei den diinnwandigen Rohren (R=46:1) und
Tp=500°C fiihrte die hohere Produktgeschwindigkeit zu einem Anstieg von AT=54°C auf
AT=77°C. Bei den diinnwandigen Rohren und fiir Tg=400°C erhohte sich AT von AT=82°C
auf AT=114°C und somit mit einer Differenz von 32°C am deutlichsten. Im Falle der
dickwandigen Rohre, die bei Tp=400°C stranggepresst wurden, zeigte sich die

Temperaturdnderung hingegen unabhéngig von der Produktgeschwindigkeit.

Des Weiteren kann Abbildung 5.3b sowie Tabelle 5.1 entnommen werden, dass AT fiir die

niedrigere Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C stets hoher ausfiel als bei Tg=500°C. Als
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Beispiele fiir diesen Zusammenhang seien hier lediglich der groBte, sowie der kleinste
beobachte Einfluss aufgefiihrt. Der grof3te Unterschied trat bei diinnwandigen Rohren auf, die
mit  Vpe=dm/min  gepresst wurden. So betrug der Wert der umformbedingten
Materialerwdrmung AT=114°C bei Verwendung von Tg=400°C und lag bei lediglich AT=77°C
im Falle von Tg=500°C.

SchlieBlich konnte auch fiir den Einfluss des Pressverhiltnisses auf die Erwidrmung des
Umformguts ein grundsitzlicher Trend festgestellt werden. Dieser war dadurch charakterisiert,
dass eine Erhohung des Pressverhéltnisses in hoheren Werten fiir AT resultierte. Der deutlichste
Effekt wurde fiir Rohre ermittelt, die bei Tg=400°C mit der héheren Produktgeschwindigkeit
(Vproe=5m/min) erzeugt wurden. Hier erwdrmte sich das Material im Falle des geringeren
Pressverhiltnisses R=22:1 um AT=69°C, wihrend fiir R=46:1 ein Wert von AT=114°C
gefunden wurde. Der geringste Einfluss dieses Zusammenhangs wurde hingegen fiir Rohre
ermittelt, die bei Tg=400°C mit vpoq=2m/min stranggepresst wurden. Fiir R=22:1 betrug die
Materialerwdrmung AT=40°C und im Falle des hoheren Pressverhéltnisses stieg der Wert auf

AT=54°C an.
5.1.2.  Charakterisierung der Rohrmale

Die Charakterisierung der Rohrabmafle erfolgte anhand von ausgewédhlten Rohren. Dabei
handelte es sich es um dickwandige sowie dinnwandige Rohre, die bei unterschiedlichen
Bolzeneinsatztemperaturen jedoch stets mit vsg=1,9mm/s hergestellt wurden. Die
Untersuchungen umfassten zunichst die Ermittlung der Verteilung der Wanddicke, des Aullen-
und des Innendurchmessers entlang eines Querschnitts in der jeweiligen Rohrmitte (Abbildung
5.4). Die Vermessungsresultate sind in Tabelle 5.2 aufgefiihrt und in Abbildung 5.5 grafisch

veranschaulicht.

Eine Moglichkeit zur Charakterisierung von Wanddickenunterschieden eines jeweiligen
Rohrabschnitts ist die Angabe der Exzentrizitdt. Nach DIN EN 755-7 [DINOS] kann dies auf 2
Arten erfolgen. Zum einen kann der maximale Wanddickenunterschied Atm.x gemiB der
Rechnung Atmax = tmax - tmin angegeben werden. Zum anderen kann die Differenz auch als
prozentualer Anteil der Nennwanddicke (tn) nach GI. 5.1 errechnet werden. Die
Nennwanddicken fiir dickwandige Rohrabschnitte betrug stets ty=4,5mm und fiir diinnwandige
tn=2,0mm. Beide Angaben sind fiir jedes Rohr ebenfalls in Tabelle 5.2 aufgefiihrt.

Exzentrizitit = tma;‘# 100% (GL. 5.1)
‘IN
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Tabelle 5.2: Vermessungsergebnisse von nahtlosen Rohrquerschnitten von iiber stehenden Dorn
gepressten Rohren, sowie Angabe von maximalen Messwertdifferenzen und der Exzentrizitét

Rohr D.m ADj max Dim AD;j max tm Atmae  Exzentrizitit
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [%]

Tg=400°C,

vse=1,9mm/s, 40,60+0,03 0,07 31,74+0,07 0,16 4,46+0,12 0,35 3,9

tn=4,5mm

Tg=400°C,

vs=1,9mm/s, 40,50+0,06 0,13  36,62+0,18 0,39 1,91+0,07 0,17 43

tn=2,0mm

Tg=500°C,

vse=1,9mm/s, 40,43+0,11 0,23  31,66+0,03 0,06 4,37+0,13 0,35 3,9

tn=4,5mm

Tg=500°C,

vs=1,9mm/s, 40,40+0,11 0,54 36,60+0,17 0,31 1,90+0,09 0,31 7,8

tn=2,0mm

Abbildung 5.5a kann entnommen werden, dass in der Rohrmitte des diinnwandigen Rohres, das
mit den Pressbedingungen von Tp=400°C, vs=1,9mm/s und einer Nennwanddicke von
tn=2,0mm stranggepresst wurde, nur geringe Unterschiede fiir den Rohrauflendurchmesser
festgestellt wurden. Bei einem Mittelwert von D, M=40,5mm betrug die maximale Differenz
hier nur AD, max=0,13mm. Wird dagegen das Rohr, welches bei gleicher Geschwindigkeit und
Wanddicke, jedoch bei Tg=500°C erzeugt wurde, betrachtet, so wird ersichtlich, dass der
RohrauBendurchmesser mit D,=40,4mm unter Beriicksichtigung des Fehlerbereichs den
gleichen Wert zeigte. Jedoch war der maximal festgestellte Unterschied des
RohrauBendurchmessers mit ADymax=0,594mm deutlich groBer. Die entsprechende
Untersuchung dickwandiger Rohre (Abbildung 5.5b) zeigte, dass die Ausbildung der
AuBlendurchmesser in der jeweiligen Rohrmitte homogene Werte lieferte. Im Falle des Rohres
Tp=400°C, vg=1,9mm betrug der Mittelwert des AuBendurchmessers D, »=40,6mm bei einer
maximalen Abweichung von nur AD, me=0,07mm. Jedoch wurde im Vergleich dazu auch fiir
das dickwandige Rohr, das bei der hoheren Bolzeneinsatztemperatur von Tg=500°C hergestellt

wurde, eine groflere maximale AuBlendurchmesserdifferenz von ADj max=0,23mm ermittelt.

Die Vermessung der Rohrinnendurchmesser ergab fiir die diinnwandigen Rohre, dass jeweils
zwel relativ hohe und zwei niedrigere Werte vorgefunden wurden (Abbildung 5.5a), sodass
eine leichte Ovalitdt vorlag. Ein Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur auf die Mittelwerte
wurde nicht festgestellt. Die ermittelte maximale Differenz der Innendurchmesser war bei
Tp=400°C mit ADjmax=0,39mm dhnlich hoch wie bei Tg=500°C (ADjmax=0,31mm). Bei den
dickwandigen Rohren zeigte sich im Vergleich zu den untersuchten diinnwandigen auch der

Innendurchmesser homogener ausgeprédgt (Abbildung 5.5b). Die maximalen Unterschiede der
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Innendurchmesser fiir Tg=400°C waren mit ADj max=0,16mm nur unwesentlich hoher als bei

Tp=500°C (AD; max=0,06mm).

In Abbildung 5.5c sind die ermittelten lokalen Wanddicken tiber der Position entlang des
Rohrumfangs aus dem mittigen Bereich fiir zwei diinnwandige Rohre dargestellt, die bei
Bolzentemperaturen von Tg=400°C und Tg=500°C produziert wurden. Des Weiteren sind die
jeweiligen gemittelten Wanddicken in Form von horizontalen Linien aufgefiihrt. Aus der
Auftragung kann entnommen werden, dass die beiden Mittelwerte der Wanddicken nahezu
tibereinstimmten. Des Weiteren geht daraus hervor, dass ndherungsweise jeweils eine Hilfte
des Rohres, z. B. bei Tg=500°C die Positionen 1 bis 5, Wandstirkenwerte unterhalb des
Mittelwertes aufwiesen und auf der anderen Rohrseite groBere Werte annahmen. Die
maximalen Wanddickendifferenzen waren bei dem diinnwandigen Rohr, das bei Tg=500°C
erzeugt wurde mit Atp,=0,31mm grofer als bei Tg=400°C, wo dieser Wert lediglich
Atma=0,17mm betrug. Dementsprechend wurde nach GI. 5.1 auch eine hohere Exzentrizitét

ermittelt. Diese betrug hier 7,8% gegentiber 4,3% bei Tg=400°C.

Die dickwandigen Rohrabschnitte zeigten eine dhnliche Charakteristik bei der Verteilung der
lokalen Wanddicken entlang des jeweiligen Querschnittumfangs (Abbildung 5.5d). Die
maximale = Wanddickendifferenz ~ betrug bei  diesen  Abschnitten fiir  beide

Bolzeneinsatztemperaturen Atma=0,35mm und entsprechend eine Exzentrizitdt von 3,9%.

Pos. 2

Pos. 4 4

Pos. 5
Abbildung 5.4: Darstellung der Vermessungspositionen an einem Rundrohrquerschnitt
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Abbildung 5.5: Vermessungsergebnisse an Querschnitten in der jeweiligen Rohrmitte a) Auflen und
Innendurchmesser bei diinnwandigen Rundrohrabschnitten b) Auflen und Innendurchmesser bei
dickwandigen Abschnitten c¢) Verlauf der lokalen Rohrwanddicke fiir diinnwandige Rohre d)
Wanddickenausprigung bei dickwandigen Rohren

Des Weiteren wurde auch die axiale Entwicklung dieser Groflen entlang der jeweiligen
Rohrldnge bestimmt. Dazu wurden der vordere Rohrbereich, die Mitte und das Ende der
exemplarisch ausgewéhlten Rohre vermessen. Im Zuge dessen wurde fiir die diinnwandigen
Rohre festgestellt, dass der RohrauBendurchmesser sowohl bei Tg=400°C als auch bei
Tp=500°C iiber die Rohrlidnge eine leicht abnehmende Tendenz aufwies (Abbildung 5.6a).
Dabei waren die Werte fiir beide Bolzeneinsatztemperaturen innerhalb der Fehlergrenzen

gleich groB.

Die Betrachtung des Verlaufs der Rohrauflendurchmesser im Falle des dickwandigen Rohres,
welches bei Tg=500°C erzeugt wurde, zeigte unter Berticksichtigung der Fehlerbereiche einen
konstanten Auflendurchmesser entlang der Rohrlédnge (Abbildung 5.6b). Bei Tg=400°C waren
die Rohrauflendurchmesser am Rohranfang und in der Mitte ebenfalls auf einem konstanten
Niveau. Am Rohrende hingegen war eine geringe Reduktion um 0,14mm festzustellen. Des
Weiteren wurde festgestellt, dass der Rohraulendurchmesser bei Verwendung von Tg=400°C

im Vergleich zu Tg=500°C um ca. 0,1mm bis 0,15mm groBere Werte aufwies.

Die axiale Vermessung des Rohrinnendurchmessers ergab fiir beide untersuchte dinnwandige

Rohre unter Beriicksichtigung der Standardabweichung, die hier recht hoch war, jeweils einen
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konstanten Innendurchmesser tiber die Rohrldnge (Abbildung 5.6a). Auch beim dickwandigen
Rohr, das bei Tg=400°C mit vs=1,9mm/s verpresst wurde, war der Innendurchmesser entlang
der Rohrlidnge konstant ausgeprégt (Abbildung 5.6b). Im Falle des dickwandigen Rohres, das
bei Tp=500°C hergestellt wurde, sind die Werte am Anfang und am Ende des Rohres ebenfalls
auf gleichem Niveau. In der Rohrmitte hingegen wurde ein leicht erhohter Innendurchmesser

festgestellt.

Wird schlieBlich die Entwicklung der Rohrwanddicke betrachtet, so konnte festgestellt werden,
dass diese sowohl fiir die beiden betrachteten diinnwandigen als auch fiir die entsprechenden
dickwandigen Rundrohre tiber die Rohrldnge innerhalb der Fehlerbereiche konstant ausgepragt
vorlagen (Abbildung 5.6c und d). Des Weiteren waren die Werte flir beide
Bolzeneinsatztemperaturen von Tg=400°C und Tp=500°C gleich gro8.
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Abbildung 5.6: Axiale Verldufe der Rohrabmalle a) AuBlen- und Innendurchmesser fiir diinnwandige
Rundrohre b) Auflen und Innendurchmesser fiir dickwandige Rohre ¢) Wanddicke dinnwandiger
Rundrohre d) Wanddicke bei dickwandigen Rundrohren

5.2. Indirektes Strangpressen von nahtlosen Rohren mit axial variabler

Wanddicke

Nachfolgend soll auf die Charakterisierung des Strangpressprozesses zur Herstellung nahtloser
Rohre mit einer tiber die Rohrldnge verdnderten Wanddicke sowie die Charakterisierung ihrer

geometrischen Abmessungen eingegangen werden.
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5.2.1.  Prozesscharakterisierung

Die Charakterisierung des indirekten Strangpressens von nahtlosen Rohren mit axial
verdnderter Wanddicke erfolgt analog zu Kapitel 5.1.1. anhand der KenngréBen von
spezifischen Pressdruck, der Produktaustrittstemperatur und der umformbedingten Erwadrmung

des Pressguts.

5.2.1.1. Einfliisse der Strangpressparameter auf den spezifischen Pressdruck beim indirekten

Strangpressen nahtloser Rohre mit axial variabler Wanddicke

In Kapitel 4.2.2 wurde beschrieben, dass zur Erzeugung mehrerer Wanddickenvariationen
entlang der Rohrlidnge eine Repositionierung des Dorns erforderlich war. Diese lie8 sich mit
der vorhandenen Pressensteuerung nicht kontinuierlich wiahrend des Pressprozesses realisieren,
sodass der Pressvorgang fiir das manuelle Zuriickfahren des Dorns in seine Ausgangsposition
kurzzeitig unterbrochen werden musste. Diese nicht vermeidbare Vorgehensweise fiihrte zu
deutlichen Abweichungen der Kraft-Stempelweg-Diagramme (Pressdiagramme) von denen des
konventionellen indirekten Strangpressens wie z. B. in Abbildung 5.1 dargestellt. Abbildung
5.7a zeigt ein typisches Pressdiagramm fiir das Strangpressen von nahtlosen Rohren mit axial
variabler Wanddicke. Deutlich sind dabei die Prozessunterbrechungen am Ende eines jeden
Wanddickenvariationszyklusses zur Umpositionierung des Dorns erkennbar. Sie sind durch
einen vertikalen Abfall der Gesamtkraft gekennzeichnet. Folglich kann dem dargestellten
Pressdiagramm entnommen werden, dass im konkreten Fall wéhrend des Verpressens eines
Bolzens sieben vollstindige Wanddickenvariationszyklen erzielt wurden. Da die Position der
Dornspitze in der Matrize zu Pressbeginn mit dem Ziel einer Léngendnderung des
dickwandigen Bereichs bei einzelnen Zyklen variiert wurde, weisen die einzelnen Zyklen

untereinander einen unterschiedlichen Verlauf und eine unterschiedliche Lange auf.

In Abbildung 5.7b sind daher exemplarisch ausgewéhlte Presszyklen von Vierkantrohren der
Legierung EN AW-6060 fiir die hochsten, sowie die geringsten Werte von
Bolzeneinsatztemperatur und  Stempelgeschwindigkeit —dargestellt. Der prinzipielle
Kraftverlauf ist dabei stets gleich. Zu Beginn eines Presszyklus steigt die Gesamtkraft zun4chst
an und geht anschlieffend in einen Bereich nahezu konstanter Kraft iiber. Dieser Bereich
kennzeichnet die Erzeugung eines dickwandigen (tx=4,5mm) Rohrabschnitts. Nachfolgend
kam es zu einem erneuten, nun jedoch stdrker ausgeprigten Kraftanstieg. Auch auf diesen
zweiten Anstieg folgt ein Abschnitt mit nahezu konstanter Kraft. Dies ist der Bereich in dem

ein Rohrabschnitt mit konstant dinnwandiger Wandstirke (tx=2,0mm) erzeugt wird. Dieses
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zweite Kraftplateau liegt gegeniiber dem ersten bei deutlich hoheren Kraftwerten, wobei sich
beide um einen Faktor von 1,5 bis 2 unterschieden. Der zweite konstante Bereich wird durch

den vertikalen Kraftabfall im Zuge der Prozessunterbrechung zur Dornrepositionierung

beendet.
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Abbildung 5.7: a) Exemplarisches Pressdiagramm des indirekten Strangpressens von Aluminiumrohren
mit axial variabler Wanddicke (hier: Vierkantrohr der Legierung EN AW-6060, Tg=500°C,
vs=0,8mm/s) b) Kraftverlauf ausgewdéhlter Presszyklen zur Wanddickenreduktion in Abhéngigkeit von
Bolzeneinsatztemperatur und Stempelgeschwindigkeit

Des Weiteren kann Abbildung 5.7b entnommen werden, dass die Verwendung von hoheren
Bolzeneinsatztemperaturen und niedrigeren Stempelgeschwindigkeiten zu einer Verringerung

des Presskraftbedarfs fiihrten.

Analog zu den Pressversuchen des indirekten Strangpressens iiber stehenden Dorn, sind
nachfolgend die Einfliisse der Pressparameter auf den spezifischen Pressdruck fiir Rundrohre
mit axial variablen Wanddicken aus EN AW-6060 (Abbildung 5.8a), Vierkantrohre mit
variabler Wanddicke aus EN AW-6060 (Abbildung 5.8b), sowie Vierkantrohre mit variabler
Wanddicke aus EN AW-6082 (Abbildung 5.8c) dargestellt.

In allen Fillen wurden grundsitzlich die gleichen Abhéngigkeiten vorgefunden und wie folgt
beschrieben werden. Wurde bei gleicher Bolzeneinsatztemperatur und gleichem
Pressverhiltnis die Produktgeschwindigkeit erhoht, so zog dies einen Anstieg des spezifischen
Pressdrucks nach sich. Dieser war mit 29% am groBiten fiir die Steigerung der
Produktgeschwindigkeit dickwandiger Rohrabschnitte von vpg=Im/min (Pg s =298MPa) auf
Veroa=om/min (Pgs=383MPa) unter Verwendung von Tp=400°C stranggepresst wurden.
Hingegen war der geschwindigkeitsbedingte Anstieg mit nur 8% (von Pggu=418MPa auf
Pgsta=453MPa) fiir dinnwandige Vierkantrohrabschnitte am geringsten ausgeprégt, die bei

Tg=500°C verarbeitet wurden.
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Den gleichen tendenziellen Effekt, wenn auch deutlich stirker ausgeprigt, bewirkte auch eine
Reduktion der Bolzeneinsatztemperatur von Tg=500°C auf Tg=400°C bei gleicher
Produktgeschwindigkeit und gleichem Pressverhiltnis. Die deutlichste Steigerung von 61%
war im Falle der dickwandigen Rohre festzustellen, die mit der hochsten
Produktgeschwindigkeit  erzeugt wurden. Hier fiihrte eine  Absenkung der
Bolzeneinsatztemperatur um 100°C zu einer Anderung des spezifischen Pressdrucks von
PG sta=238MPa auf Pgsa=383MPa. Die geringste Auswirkung der Temperaturabsenkung
zeigte sich mit 10% fiir diinnwandige Rohre, die mit der geringsten vp,¢=2m/min verarbeitet

wurden (von Pg s.=418MPa auf Pg s,=461MPa).

Eine Erhohung des Pressverhiltnisses von R=24:1 auf R=48:1 bei gleichbleibenden Werten
von Produktgeschwindigkeit und Bolzeneinsatztemperatur wirkte sich ebenfalls in Form
hoherer Werte des spezifischen Pressdrucks aus. Die grofite Steigerung von 113% (von
PG sta=196MPa auf Pgs.—=418MPa) wurde dabei fiir die Verwendung von Tp=500°C und
vs—0,8mm/s vorgefunden. Mit abnehmender Bolzeneinsatztemperatur und zunehmender
Stempelgeschwindigkeit reduzierte sich der Einfluss der Pressverhéltniserhohung auf den
spezifischen Pressdruck. Somit wurde die geringste Steigerung von Pg sr bei Tg=400°C und
vsi=3,3mm/s festgestellt. Hier erhohte sich der spezifische Pressdruck von Pg s =383MPa um

52% auf 583MPa.

Die Ergebnisse der Prozesscharakterisierung sind fiir Rundrohre mit axial variabler Wanddicke

in Tabelle 5.3 und fiir Vierkantrohre in Tabelle 5.4 zusammengefasst.

Tabelle 5.3: Strangpressparameter und ermittelte strangpressspezifische Kennwerte fiir Rundrohre der
Legierung EN AW-6060 mit axial variabler Wanddicke

Tg Vst VProd R Foesdick  Fgesdinn  Podick  Poaonn  Tpmaxdick  Tpmaxdin  ATdgick  ATqunn
[°C] [mm/s] [m/min] [MN] [MN] [MPa] [MPa] [°C] [°C] [°C] [°C]
500 0,9 1 22/46 2,8 4.4 244 393 516 541 14 39
500 1,9 2 22/46 3,1 4,6 270 411 520 557 17 54
500 3,9 5 22/46 3,2 4.8 279 429 529 541 47 59
400 0,9 2 22/46 3,5 5,3 305 473 439 461 9 31
400 1,9 5 22/46 4,0 59 349 527 445 473 25 53
400 3,9 10 22/46 4.5 6,7 392 598 459 489 30 60
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Tabelle 5.4: Strangpressparameter und ermittelte strangpressspezifische Kennwerte fiir Vierkantrohre
der Legierung EN AW-6060 mit axial variabler Wanddicke

TB Vst VProd R Fges,dick Fges,dﬁnn PG.dick PG,diinn Tp.max dick Tp,max diinn ATdick ATdijnn
[°C] [mm/s] [m/min] [MN] [MN] [MPa] [MPa] [°C] [°C] [°C] [°C]
500 0,8 1 24/48 23 4.8 196 418 500 537 4 41
500 1,6 2 24/48 2,6 4.9 221 427 499 533 9 43
500 33 5 24/48 2,8 5,2 238 453 506 551 11 56
400 0,8 2 24/48 3,5 5,3 298 461 429 445 6 22
400 1,6 5 24/48 3,6 6,1 307 531 417 456 15 54
400 33 10 24/48 4.5 6,7 383 583 430 490 21 81
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Abbildung 5.8: Spezifischer Pressdruck in Abhidngigkeit von der Produktgeschwindigkeit fiir
verschiedene Bolzeneinsatztemperaturen und lokale Pressverhéltnisse am Beispiel von dickwandigen
und diinnwandigen Abschnitten von a) EN AW-6060-Rundrohren axial variabler Wanddicke b)
EN AW-6060-Vierkantrohren axial variabler Wanddicke ¢) EN AW-6082-Vierkantrohren axial
variabler Wanddicke

5.2.1.2. Einfliisse der Strangpressparameter auf die Profilaustrittstemperatur beim indirekten

Strangpressen nahtloser Rohre mit axial variabler Wanddicke

Analog zu den Ausfiithrungen in Kapitel 5.1.1.2 soll an dieser Stelle auf die Entwicklung der
Strangaustrittstemperatur, sowie die Erwdrmung des Umformguts in Abhédngigkeit der
Strangpressparameter fiir das indirekte Strangpressen von nahtlosen Aluminiumrohren mit

axial variabler Wanddicke eingegangen werden.
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Abbildung 5.9a zeigt fiir ausgewdhlte Presszyklen von EN AW-6060-Vierkantrohren die
Entwicklung der Strangaustrittstemperatur in Abhéngigkeit von Bolzeneinsatztemperatur und
Stempelgeschwindigkeit, sowie fiir die Zunahme des Pressverhédltnisses von R=24:1 auf
R=48:1. Der prinzipielle Verlauf &hnelt grundsitzlich dem der Gesamtkraft fiir Vierkantrohre
in Abbildung 5.9b. Charakteristisch hierfir ~war ein geringer Anstieg der
Strangaustrittstemperatur zu Beginn eines Presszyklus, der anschlieend in einen Bereich mit
nahezu konstanter Temperatur {iberging. Dieses Plateau charakterisiert den Bereich der
Herstellung eines dickwandigen Rohrquerschnitts. Im weiteren Prozessverlauf erhohte sich die
Strangaustrittstemperatur erneut, bis sich im Bereich der Herstellung eines diinnwandigen
Rohrabschnitts ein zweites Plateau mit nahezu konstanter Temperatur ausbildete. Der
Temperaturverlauf des dargestellten Zyklus der bei Tg=400°C mit vs=0,8mm/s produziert
wurde, zeigt ein von den obigen Beschreibungen abweichenden Verlauf. Hierbei folgt auf das
Strangpressen eines dickwandigen Rohrquerschnitts zundchst ein leichter Anstieg der
Strangaustrittstemperatur, gefolgt von einem kurzen Temperaturabfall. Im Anschluss daran trat
eine neuerliche Temperaturerhohung auf. Hintergrund dieses Sonderfalls war, dass im Zuge
dieses Presszyklus zu Beginn des Temperaturanstieges und somit des Wanddickeniibergangs
die Stempelgeschwindigkeit reduziert wurde (Abbildung 5.9b). Dabei sollte eine
gleichmifBigere Austrittstemperatur im Vergleich zu den anderen in Abbildung 5.9a

dargestellten Zyklen erreicht werden.
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relativer Stempelweg [mm] relativer Stempelweg [mm]
Abbildung 5.9: a) Verlauf der Strangaustrittstemperatur iiber den Stempelweg ausgewdéhlter
Wanddickenvariationszyklen von Vierkantrohren fiir verschiedene Bolzeneinsatztemperaturen und
Stempel-geschwindigkeiten b) Lokaler Presszyklus mit Reduktion der Stempelgeschwindigkeit im
diinnwandigen Profilabschnitt zur Erzielung einer homogeneren Strangaustrittstemperatur

In Abbildung 5.10 sind die maximalen Strangaustrittstemperaturen und die maximalen
Temperaturdnderungen in Abhingigkeit der Pressparameter fiir Rund- und Vierkantrohre mit
axial variabler Wanddicke der Legierung EN AW-6060, sowie fiir EN AW-6082-Vierkantrohre

mit axial variabler Wanddicke dargestellt. Insgesamt konnte beobachtet werden, dass dabei
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stets die gleichen Tendenzen auftraten. So war festzustellen, dass eine Erhohung der
Produktgeschwindigkeit tendenziell zu hoheren maximalen Strangaustrittstemperaturen fiihrte.
Die maximale geschwindigkeitsbedingte Erh6hung der absoluten Strangaustrittstemperatur um
45°C wurde fiir diinnwandige Rohrabschnitte vorgefunden, die bei Tg=400°C produziert
wurden (von Tp max=445°C auf T; max=490°C). Weiterhin wurde ersichtlich, dass eine Erh6hung
des Pressverhéltnisses von R=24:1 auf R=48:1 innenhalb desselben Rohres, also bei gleicher
Bolzeneinsatztemperatur und gleicher Stempelgeschwindigkeit, ebenfalls einen Anstieg der
maximalen Strangaustritttemperatur bewirkte. Dieser nahm unter Verwendung von Tg=400°C
und vs=3,3mm/s Werte bis zu 60°C (von Tpmax=430°C auf T, max=490°C) an. Bei den im
Rahmen dieser Untersuchungen gewéhlten Strangpressparameter hatte allerdings die
Bolzeneinsatztemperatur den deutlichsten Einfluss. Die starke Anderung dieses Parameters von
Tp=400°C auf Tg=500°C bei gleichen Werten von Pressverhéltnis und Stempelgeschwindigkeit
resultierte in einer deutlich hoheren Strangaustrittstemperaturen. Die maximale absolute
Temperaturzunahme durch Erhéhung der Bolzeneinsatztemperatur wurde fiir dinnwandige
Rohrabschnitte festgestellt, die mit geringsten Stempelgeschwindigkeit stranggepresst wurden.

Hier wurde die Austrittstemperatur von Tp ;ax=445°C um 92°C auf Tp, nax=537°C gesteigert.

Wird statt den absoluten Werten der Austrittstemperatur die durch die Umformung bedingte
Erwidrmung des Pressguts, also die Temperaturdifferenz AT zwischen T,max und der
Anfangstemperatur des jeweils betrachteten Presszyklus (Tsurt), betrachtet, so lassen sich die
gefundenen Zusammenhidnge wie folgt beschreiben. Im Zuge einer Erhohung der
Produktgeschwindigkeit wurde die Tendenz eines Ansteigens der Temperaturdifferenz
beobachtet. Diese trat fiir beide Rohrquerschnittsformen und bei beiden betrachteten
Aluminiumlegierungen auf. So betrug die umformbedingte Temperaturzunahme beispielsweise
fiir dinnwandige Vierkantrohrabschnitte bei Tg=400°C und vs~=0,8mm/s lediglich AT=22°C.
Durch Erhohung der Stempelgeschwindigkeit auf vg=3,3mm/s wurde dann eine
Temperaturzunahme von AT=81°C vorgefunden (Tabelle 5.4). Des Weiteren zeigte die
Temperaturdifferenz auch einen Zusammenhang mit der Bolzeneinsatztemperatur. Demnach
war festzustellen, dass sie bei Verwendung tieferer Blocktemperaturen in den meisten Fillen
grofer ausfiel. Allerdings kam dieser Trend erst fiir hohere Produktgeschwindigkeiten deutlich
zum Tragen. So ergab sich z. B. fiir diinnwandige Rohrabschnitte unter Verwendung von
Tp=500°C und vs=3,3mm/s ein Wert von AT=56°C, wihrend die umformbedingte Erwdrmung
fiir Tg=400°C bei gleicher Geschwindigkeit AT=81°C betrug (Tabelle 5.4). Bei geringen

Geschwindigkeiten hingegen zeigte sich dieser Zusammenhang nur schwach ausgepragt bzw.
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war zum Teil nicht signifikant. Der Einfluss des Pressverhéltnisses auf AT war hingegen
eindeutiger. Bei dem jeweils groferen Pressverhdltnis wurden hohere Werte der
Temperaturzunahme beobachtet. So fithrte beispielsweise die Verdoppelung des
Pressverhiltnisses von R=24:1 auf R=48:1 im Falle eines Vierkantrohrs, das bei Tg=400°C mit
vs—0,8mm/s herstellt wurde zu einer Erhohung von AT=6°C auf AT=22°C. Auch in diesem
Fall konnte eine Zunahme der Signifikanz dieser Aussage fiir  hohere
Produktgeschwindigkeiten festgestellt werden. Denn bei gleicher Tg=400°C jedoch der
hoheren vs=3,3mm/s betrug die umformbedingte Erwdrmung im dickwandigen Abschnitt

AT=21°C und im diinnwandigen Rohrbereich AT=81°C (Tabelle 5.4).
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Abbildung 5.10: Darstellung der maximalen Strangaustrittstemperaturen T, m.x und der maximalen
umformungsbedingten Temperaturanstiege AT fiir a) und b) EN AW-6060-Rundrohre mit axial
variabler Wanddicke ¢) und d) EN AW-6060-Vierkantrohre mit axial variabler Wanddicke sowie ¢) und
f) EN AW-6082-Rundrohre mit axial variabler Wanddicke

63



5. Ergebnisdarstellung zur Prozessentwicklung und -charakterisierung

5.2.1.3. Charakterisierung der MafBe von Rund- sowie Vierkantrohren in dick- und

diinnwandigen Rohrabschnitten mit konstanter Wanddicke

Zur Charakterisierung der geometrischen Abmessungen der stranggepressten Rund- und
Vierkantrohre mit axial variabler Wanddicke wurden diese hinsichtlich ihrer Auflen- und
Innendurchmesser sowie der Wanddicken vermessen. Die Ergebnisse werden im
nachfolgenden exemplarisch anhand eines Rund- sowie eines Vierkantrohrquerschnitts
dargestellt, der jeweils aus der Mitte eines dick- und diinnwandigen Rohrbereichs entnommen
wurde. Abbildung 5.11 zeigt jeweils die Vermessungsorte an einem diinnwandigen Rund- und

Vierkantrohrquerschnitt.

In Tabelle 5.5 sind die Vermessungsergebnisse flir ausgewidhlte Rund- und
Vierkantrohrquerschnitte prasentiert und in Abbildung 5.12 grafisch veranschaulicht. Demnach
kann fiir Rundrohrquerschnitte, die aus einem Rohr stammten, welches bei Tg=500°C mit
vs=1,9mm/s verpresst wurde, zunidchst entnommen werden, dass der Aulendurchmesser des
dickwandigen Rohrquerschnitts fiir alle Messpositionen den gleichen Wert aufwies (Abbildung
5.12a). Die maximale Abweichung des AuBBendurchmessers lag bei lediglich ADjmax=0,01mm
und war damit zu vernachlédssigen. Bei dem diinnwandigen Rohrabschnitt hingegen waren die
AuBendurchmesserwerte der Positionen 1-5 und 2-6 um etwa 0,Imm geringer als an den
Positionen 3-7 und 4-8. Die grofite festgestellte Differenz lag bei AD, max=0,12mm. Die gleiche
Beobachtung konnte fiir die Werte der Innendurchmesser an diesen Positionen festgestellt
werden (Abbildung 5.12¢). So betrug die maximale Differenz des Innendurchmessers im Falle
des dickwandigen Rohrabschnitts AD; ax=0,03mm, fiir den diinnwandigen Rohrbereich jedoch
ADjmax=0,18mm.  Die  Betrachtung der  Wanddickenausprigung  entlang  der
Rundrohrquerschnitte zeigte, dass diese sowohl fiir dick- als auch fiir dinnwandige Abschnitte
entlang des Querschnitts keine konstanten Werte aufwiesen (Abbildung 5.12¢). So wurde
festgestellt, dass die Wandstédrken an den Messpositionen 1, 7 und 8 unterhalb der jeweiligen
Wanddickenmittelwerte lagen. An den Positionen 3, 4 und 5 lagen sie hingegen dariiber und an
den Messorten 2 und 6 nahmen die Wanddicken den Mittelwert der Wandstiarken an. Die
hochste Wanddicke des dickwandigen Querschnitts lag bei tmax=4,55mm und der niedrigste bei

tmin=4,13mm. Der Mittelwert betrug ty=4,35mm=0,16mm.

Fiir die untersuchten Rohrquerschnitte sind die Angaben der maximalen Wanddickendifferenz,
sowie der Exzentrizitdit in Tabelle 5.5 aufgefithrt. Im Falle des dickwandigen

Rundrohrquerschnitts konnte so eine maximale Wanddickendifferenz von Atpax=0,42mm bzw.
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bei Verwendung der Exzentrizititsangabe gemiB GIl. 5.1 von 5%. Fiir den diinnwandigen
Rundrohrbereich betrug die groBBte Wanddicke tmax=2,18mm und die geringste tmin=1,63mm.
Der Mittelwert wurde zu ty=1,88mm=+0,2lmm  bestimmt. Der maximale

Wanddickenunterschied lag bei Atpm,=0,55mm bzw. nach GI. 5.1 bei 14%.

Tabelle 5.5: Mittelwerte und Standardabweichungen der Rohrabmafle, Angabe der maximalen
MaBdifferenzen sowie Exzentrizitét fiir Rohre mit axial variabler Wanddicke

Dam AD, max Dim AD; pmax tm Atpax Exzentrizitit
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm] [%o]

Rundrohr,
Tp=500°C,
vse=1,9mm/s
ty=4,5mm
Rundrohr,
Tp=500°C,
vse=1,9mm/s
tNn=2,0mm
Vierkantrohr,
Tp=500°C,
vs=3,3mm/s
tn=4,5mm
Vierkantrohr,
Tp=500°C,
vs=3,3mm/s
tN=2,0mm

40,50+0,01 0,01 31,7840,01 0,03 4,35+0,16 0,42 5

40,43+0,06 0,12 36,65+0,08 0,18 1,8840,21 0,55 14

31,41+0,04 0,11 22,90+0,06 0,17 4,2740,19 0,53 6

31,38+0,09 0,23 27,810,08 0,19 1,8140,19 0,51 13

Die gleichen Untersuchungen wurden an Vierkantrohrabschnitten vorgenommen, die einem
Rohr entnommen wurden, das bei Tg=500°C mit vs~=3,3mm/s produziert wurde. Die Werte der
AuBendurchmesser entlang des dickwandigen Abschnitts schwankten hier kaum. Die maximal
festgestellte Abweichung lag bei AD, max=0,11mm (siche Tabelle 5.5 und Abbildung 5.12b).
Auch im Bereich des diinnwandigen Vierkantrohrabschnitts waren die AuBBerdurchmesser am
betrachteten Querschnitt nahezu konstant. Einzige Ausnahme stellte die Messposition 2-8 dar.

Hier wurde eine Verringerung des Aullendurchmessers um AD, max=0,23 mm festgestellt.

Die Betrachtung der Innendurchmesser zeigte, dass diese sowohl beim dick- als auch fiir den
diinnwandigen Rohrquerschnitt lokal um bis zu AD; ax=0,19mm variierten (Abbildung 5.12d).
Im Zuge der Wanddickenvermessung konnte festgestellt werden, dass diese entlang der
untersuchten Querschnitte nicht homogen ausgebildet vorlagen. Wie Abbildung 5.12f aufzeigt,
wurde bei der Vermessung auf jeder Profilseite zunédchst ein hoher Wert ermittelt, der jedoch
entlang Profilseite stets abfiel. Diese Beobachtung wurde auf jeder der vier Profilseiten
festgestellt. Die groBte Wanddicke des dickwandigen Vierkantrohrquerschnitts lag bei
tmax=4,92mm und die geringste bei tmin=3,99mm, sodass die maximale Abweichung
Atma=0,53mm betrug. Der Mittelwert wurde hierbei zu ty=4,27mm=0,19mm bestimmt. Die

Exzentrizitit lag bei 6%. Am diinnwandigen Querschnitt betrug die groflte Wandstirke
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tmax=2,05mm, wéhrend der geringste Wert bei tmin»=1,54mm lag. Somit ergab sich eine
maximale Differenz von Atn,x=0,51mm bzw. eine Exzentrizitit von 13%. Der Mittelwert der

Wanddicke lag bei ty=1,8 lmm=0,19mm.
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Abbildung 5.11: Messpositionen am a) dinnwandigen Rundrohrquerschnitt b) diinnwandigen
Vierkantrohrquerschnitt
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Abbildung 5.12: Ermittelte Rohrabmessungen entlang eines Querschnitts in der Mitte dick- bzw.
dinnwandiger Profilbereciche a) RundrohrauBendurchmesser b) VierkantrohrauBendurchmesser c)
Rundrohrinnendurchmesser d) Vierkantrohrinnendurchmesser ¢) Wanddickenauspriagung bei Rundrohr
f) Wanddickenauspriagung bei Vierkantrohr
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5.2.1.4. Charakterisierung der Rohrmafe entlang der Rohrlinge insbesondere in

kontinuierlichen und diskontinuierlichen Wanddickeniibergangsbereichen

Im Anschluss an die Strangpressversuche unter Verwendung eines axial beweglichen Dorns
mit abgestufter Spitze wurde festgestellt, dass der Rohraufendurchmesser entlang der
Rohrldnge nicht immer konstant ausgeprdgt vorlag. Stattdessen wurden lokal
RohrauBBendurchmesser vorgefunden, die geringer ausfielen als durch den Durchmesser der
Matrizendffnung vorgegeben und z. T. deutlich niedriger ausfielen als in benachbarten
Rohrabschnitten. Diese Abweichungen wurden sowohl bei Rund- als auch bei Vierkantrohren
beobachtet. Das duflere Erscheinungsbild dieser spezifischen Rohrabschnitte ist exemplarisch

in Abbildung 5.13 dargestellt. Bereiche mit eingeschniirter Rohroberflache aufgrund von

Reduktion des AuBBendurchmessers wurden jeweils mit einem Pfeil kenntlich gemacht.

a) b)

Abbildung 5.13: Bereiche mit reduziertem AuBendurchmesser, PR< a) Rundrohr kontinuierlicher
Ubergang b) Rundrohr diskontinuierlicher Ubergang c¢) Vierkantrohr kontinuierlicher Ubergang d)
Vierkantrohr diskontinuierlicher Ubergang

Abbildung 5.14 zeigt die entsprechenden Rohrabschnitte nach dem Léngstrennen. Neben den
zuvor bereits beschriebenen Oberflicheneinschniirungen wird daraus zunichst ersichtlich, dass
ein Wanddickentibergang von dickwandig auf diinnwandig, nachfolgend auch als
kontinuierlicher Wanddickeniibergang bezeichnet, sowohl bei Rund- (Abbildung 5.14a) als
auch bei Vierkantrohren (Abbildung 5.14c) erfolgreich realisiert werden konnte. Des Weiteren
belegen die Abbildung 5.14b und d, dass jeweils auch Wanddickenerh6hungen erzielt werden
konnten. Diese Uberginge werden im weiteren Verlauf auch diskontinuierliche Uberginge

genannt.
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Abbildung 5.14: Langsschnitte von Wanddickeniibergangsbereichen, PR € a) Rundrohr kontinuierliche
Wanddickenreduktion b) Rundrohr diskontinuierliche Wanddickenerh6hung c¢) Vierkantrohr
kontinuierliche Wanddickenreduktion d) Vierkantrohr diskontinuierliche Wanddickenerhhung

Um die Entwicklung der Rohrmaf3e von Innen- und Auendurchmesser sowie Rohrwanddicke
iiber die Rohrlidnge eines vollstindigen Wanddickenvariationszyklus zu charakterisieren,
wurden entsprechende Vermessungen an ausgewéhlten Rohren vorgenommen. Dabei besteht
ein solcher Zyklus stets zundchst aus einem dickwandigen Rohrabschnitt, einer daran
anschlieenden kontinuierlichen Wanddickenreduktion, gefolgt von einem konstant
dinnwandigen ausgepridgten Profilbereich und schlieflich einer diskontinuierlichen
Wanddickenerhdhung. Hierzu wurden beispielhaft zunichst ein Rundrohr ausgewihlt, das mit
Tg=500°C und vs=1,9mm/s sowie ein Vierkantrohr, welches bei Tg=500°C und vs=3,3mm/s
hergestellt wurde. Die Ergebnisse dieser Vermessungen sind in Abbildung 5.15 aufgefiihrt.
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Abbildung 5.15: Exemplarische Darstellung der axialen Entwicklung von Rohrabmallen a)
AuBlendurchmesser von Rundrohr (Tg=500°C, vs~=1,9mm/s) b) Innendurchmesser und Wanddicke des
Rundrohrs ¢) AuBBendurchmesser von Vierkantrohr (Tg=500°C, vs~=3,3mm/s) d) Innendurchmesser und
Wanddicke des Vierkantrohrs

Zunichst wird auf die axiale Entwicklung der Rundrohrabmalle eingegangen. Abbildung 5.15a
und b zeigen jeweils, dass zu Beginn des Wanddickenvariationszyklus, also im dickwandigen
Abschnitt, RohrauBen- und -innendurchmesser sowie auch die Wanddicke gleichmifBig
ausgebildet wurden. Nach einer Rohrabschnittsldnge von 265mm war ein Absinken der Werte
von Wandstirke und AuBendurchmesser zu beobachten, sodass dies den Beginn des
kontinuierlichen Wanddickentibergangs charakterisierte. Die Wanddicke fiel in diesem Bereich
von t=4,2mm auf t=1,8mm also um At=2,4mm ab. Der Rohrau3endurchmesser reduzierte sich
ab diesem Punkt ebenfalls ausgehend von D,=40,5mm auf D,=39,lmm um einen Maximalwert
von AD,=1,4mm. Gleichzeitig kam es zu einem Anstieg des Innendurchmessers um
AD=4,8mm von D;=31,8mm auf D;=36,6mm. Ab einer Rohrabschnittslinge von ca. 500mm
verblieben die Messgroflen relativ konstant auf diesem Niveau. Ab einer Rohrabschnittsldnge
von ca. 935mm verlief der AuBlendurchmesser unregelmafiger. Dabei reduzierte sich dieser
Kennwert zunichst leicht, stieg dann jedoch wieder an. Ab einer Linge des betrachteten
Rohrbereichs von  1180mm  zeigte sich eine massive Einschniirung des
RohrauBBendurchmessers, der sich ausgehend von D,=40,5mm auf D,=37,9mm also um

insgesamt AD,=2,6mm verjiingte. Der Innendurchmesser hingegen erhohte sich zunéchst nach
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einer Abschnittsldnge von 935mm leicht, reduzierte sich anschlieBend jedoch wieder. Ab einer
Abschnittsldnge von ca. 1120mm setzte dann eine massive Reduktion des Innendurchmessers
von Di=36,6mm auf D;=31,9mm ein. Damit betrug die Innendurchmesseridnderung in diesem
Abschnitt AD;=4,7mm. Nach einer Rohrabschnittsldnge von ca. 1310mm lag der nachfolgende

Wanddickenvariationszyklus mit einem neuerlichen dickwandigen Rohrsegment vor.

Die entsprechende Betrachtung der Entwicklung der Rohrabmale fiir ein Vierkantrohr fiihrte
zu prinzipiell dhnlichen Verldufen. Wihrend Auflen-, Innendurchmesser und Wanddicke im
Bereich des dickwandigen Rohrsegments konstante Werte zeigten, war nach einer
Rohrabschnittsldnge von 300mm eine deutliche Abnahme des Aufendurchmessers von
D,=31,5mm auf bis zu D,=27,2mm festzustellen (Abbildung 5.15c). Damit betrug die
Verjliingung des AuBendurchmessers hier AD,=4,3mm. Abbildung 5.15d kann entnommen
werden, dass sich in diesem Bereich der Innendurchmesser des Rohres um maximal
AD=4,9mm von D;=23,0mm auf D;=27,9mm vergroflerte. Die Wanddicke wurde in diesem
kontinuierlichen Ubergang von t=4,2 auf t=1,8mm verringert, also um insgesamt At=2,4mm.
Im anschliefenden diinnwandigen Rohrabschnitt wurden keine signifikanten Abweichungen
der drei charakteristischen Rohrabmafle ermittelt. Ab einer Rohrabschnittslange von 925mm
traten hingegen erneute Variationen auf, die darauf hindeuteten, dass ab dieser Position der
diskontinuierliche Wanddickeniibergang vorzuliegen schien. Es konnte dort zunéchst eine
Reduzierung des AuBBendurchmessers von D,=31,3mm auf bis zu D,=27,2mm ermittelt werden.
Nach dem Erreichen dieses Minimums folgte ein Anstieg auf D,=28,2mm (bei Abschnittsldnge
von 1000mm) bevor nach einer Abschnittslinge von 1085mm eine neuerliche Reduktion auf
D,=27,2mm zu beobachten war. Daran schloss sich abermals eine lokale Erhohung des
AuBendurchmessers auf D,=29,0mm sowie eine dritte Verringerung auf D,=27,2mm an. Erst
nach einer Ladnge des betrachteten Rohrbereichs von 1200mm stellte sich erneut der
Ausgangswert von D,=31,3mm ein. Im Gegensatz dazu, zeigte der Verlauf des
Innendurchmessers im Bereich des diskontinuierlichen Wanddickeniibergangs weniger
Schwankungen.  Am  Anfang  dieses  Ubergangs  wurde  zunichst  eine
Innendurchmesserreduktion von D;=28 0mm auf D;=23,0mm ermittelt. Ab einer
Rohrabschnittsldnge von 1050mm war dann ein Ansteigen dieses Werts auf bis zu D;=25,6mm
(nach 1150mm Abschnittslinge) zu beobachten. Im Anschluss daran verringerte sich der
Innendurchmesser erneut auf D;=23,0mm. SchlieBlich waren auch bei der Rohrwanddicke
Schwankungen im Anschluss an den diinnwandigen Profilabschnitt festzustellen. Zunéchst

wurde ab einer Rohrabschnittsldnge von 925mm eine geringfiigige Reduktion von t=1,8mm auf
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t=1,7mm ermittelt. Auf diese folgte ein Anstieg der Wandstérke ab einer Abschnittsldnge von
940mm, der nach 1000mm Linge des relevanten Rohrbereichs mit t=2,6mm ein lokales
Maximum erreichte. Nachfolgend setzte eine Wanddickenreduktion ein, die bei 1150mm erneut
zu einem Minimalwert von t=1,7mm fiihrte. Schlielich ergaben die Vermessungen nach einer
Rohrabschnittslinge von ca. 1200mm, dass die Ausgangswanddicke fiir den dickwandigen
Rohrabschnitt von t=4,2mm erneut erreicht wurde und damit die Untersuchung eines

vollstandigen Wanddickenvariationszyklus abgeschlossen war.

5.2.1.5. Einfluss der Strangpressparameter auf die Rohrmafse im Bereich der kontinuierlichen

Wanddickenabnahme

Der Einfluss von Bolzeneinsatztemperatur und Stempelgeschwindigkeit auf die Entwicklung
von Aullendurchmesser und Wanddicke in kontinuierlichen Wanddickeniibergéingen wurde am
Beispiel von Vierkantrohrabschnitten untersucht, die jeweils unter den Extrembedingungen von
T=500°C und vs=3,3mm/s sowie Tp=400°C und vs=0,8mm/s stranggepresst wurden. Die
Vermessungsergebnisse sind in Abbildung 5.16 iiber der lokalen Profilmessldnge dargestellt.
Dabei konnte festgestellt werden, dass beide Abschnitte den gleichen prinzipiellen Verlauf der
Wanddickenabnahme aufwiesen. Die Betrachtung der AuBendurchmesser zeigte hingegen,
dass im Bereich des kontinuierlichen Ubergangs bei Verwendung der héheren Werte von Tp
und vs; die Oberfldcheneinschniirung stirker ausgepriagt war. So wurde hierbei eine Reduktion
von D,=31,1mm auf D,=26,9mm, also um AD,=4,2mm ermittelt. Bei dem Abschnitt, der mit
Tp=400°C und vs=0,8mm/s hergestellt wurde, betrug die Abnahme des AuBendurchmessers

hingegen von D,=31,3mm auf D,=27,5mm lediglich AD,=3,8mm.

-#-Da TB=500°C v5t=3,3mm/s -4 Da TB=400°C v5t=0,8mm/s
=t TB=500°C vSt=3,3mm/s ©-t TB=400°C vSt=0,8mm/s

Abbildung 5.16:
Strangpressbedingungen
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5.2.1.6. Ansatz zur Verbesserung der  Mafshaltigkeit in  diskontinuierlichen

Wandstdrkeniibergdngen

Wie fiir das Beispiel der Vierkantrohre aus Abbildung 5.13d, Abbildung 5.14d sowie

Abbildung 5.15¢ hervorging, wurde in den Bereichen der diskontinuierlichen

Wanddickenerhohungen stets eine Abnahme des Rohraufendurchmessers festgestellt. Als
mogliche Maflnahme gegen das Auftreten dieses Effekts wurde das Entlasten des Pressblocks
vor der Dornrepositionierung untersucht. Wie Abbildung 5.17a zeigt, konnte mittels dieser
Vorgehensweise ein extrem scharfer Wanddickeniibergang von diinnwandig nach dickwandig
erzielt werden. Die Vermessungsergebnisse in Abbildung 5.17b belegen, dass die Wanddicke
innerhalb einer Rohrabschnittslinge von nur Smm ausgehend von t=1,9 auf etwa t=4,4mm

anstieg. Der Rohraulendurchmesser reduzierte sich in diesem Bereich nur leicht von maximal

D,=31,5mm auf D,=31,3mm also um lediglich AD,=0,2mm.
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Abbildung 5.17: a) Darstellung eines diskontinuierlichen Wanddickentibergangs nach Bolzenentlastung
vor Umpositionierung des Dorns, PR€ b) Vermessung des abgebildeten Bereichs

5.2.2.  Modellierung des Strangpressens von nahtlosen Rohren mit axial variabler Wanddicke

5.2.2.1. Modellaufbau

Der Prozess des Strangpressens von Hohlprofilen wurde im Rahmen dieser Arbeit mit dem FE-
Code DEFORM-3D der Firma Scientific Forming Technologies Corporation untersucht. Die
Besonderheit dieses Programms liegt darin begriindet, dass der Materialfluss sowohl nach der

Euler als auch nach der Lagrange Methode berechnet werden kann.

In Abbildung 5.18 ist das geometrische Modell fiir die Simulationen zum indirekten

Strangpressen von nahtlosen Vierkantrohren gezeigt. Da der Profilquerschnitt

achsensymmetrisch ist, wurde zu Gunsten von Rechenzeit und Speicherkapazitét lediglich ein
Viertel-Modell verwendet. Es beinhaltete alle bei der Umformung beteiligen Komponenten.
Allerdings kann der Darstellung entnommen werden, dass lediglich die Komponenten Block,
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Matrize, und Dorn vernetzt wurden. Die Vernetzung dieser Werkzeuge wurde vorgenommen,
um im Zuge der Auswertung bei Bedarf die Temperaturverteilung in diesen Bauteilen grafisch
veranschaulichen zu konnen. Fiir das Netz des Bolzens wurde eine Elementanzahl von 100000
bei einem GroBenverhéltnis von grofitem zu kleinsten Element von 5 vorgegeben. Des Weiteren
wurde mit Hilfe zweier Mesh-windows der Blockbereich direkt vor dem Matrizendurchbruch
sowie der Rohrabschnitt innerhalb des Matrizenfithrungskanals und der Rohrbereich bis zum
Ende der Matrize feiner vernetzt. Dies ermoglicht lokal eine bessere Auflosung der
Zustandsvariablen in den fiir den Prozess und das Produkt wichtigen Bereichen, ohne hierfiir

den gesamten Bolzen feiner vernetzen zu miissen.

Pressscheibe ~ Aufnehmer B Matrize

N

Dorn Pressbolzen  Mesh windows /.m

Abbildung 5.18: Darstellung des geometrischen Modells fiir die FE-Simulationen zum Strangpressen
von nahtlosen Vierkantrohren mit axial variabler Wanddicke

Fiir die Beschreibung der FlieBspannung des in den numerischen Simulationen verwendeten
Materialmodells, wurde auf die in [SAN15] publizierten Daten zuriickgegriffen, die die gleiche
EN AW-6060 Legierung verwendete. Dafiir wurden aus den vorliegenden Stranggussbolzen
Proben mit einem Durchmesser von 7,8mm und einer H6he von 10,5mm mittels Drahterosion
herauspripariert. Mit diesen wurden am thermomechanischen Umformsimulator Gleeble 3800
Warmdruckversuche durchgefiihrt. Die Versuche umfassten einen Temperaturbereich von
300°C bis 500°C (in Schritten von 50°C) und fiinf verschiedene Umformgeschwindigkeiten
(0,00055'1, 0,01s", 0,1s™, 1s! und lOs'l). AnschlieBend wurden die FlieBspannungswerte bei
einem Umformgrad von 0,5mm/mm bestimmt. Fiir das Materialmodell wurde die temperatur-
und dehnratenabhingige Approximation der Formédnderung mittels der sinushyperbolischen
Formulierung verwendet (Gl. 5.2) [SEL72]. Hierin bezeichnet ¢ die Dehnungsgeschwindigkeit,
R die universelle Gaskonstante, T die absolute Temperatur angegeben in Kelvin, Z den
sogenannten Zener-Parameter und o die Spannung. Die fiir die Formulierung notwendigen
Materialkonstanten der Aktivierungsenergie Q, des reziproken Dehnungsfaktors A, des
Spannungsmultiplikationsfaktors o und des Verfestigungsexponenten n wurden aus dafiir

geeigneten Auftragungen bestimmt. Ndhere Informationen zum konkreten Vorgehen kénnen z.
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B. [CHEO08] entnommen werden. Bei Gleichsetzung der Spannung o mit der FlieBspannung k¢
ergibt sich aus Gl. 5.2 eine temperatur- und dehnratenabhéngige Beschreibung der
Fliefspannung GI. 5.3. Die fiir das Materialmodell ermittelten und zur Simulation verwendeten

Werte konnen Tabelle 5.6 entnommen werden.

gexp (&) = Z = A(sinhao)™ (Gl 5.2)
RT
Q 1
. n
1 gexp | o=
ke = —sinh? %T) (Gl. 5.3)

Tabelle 5.6: Konstanten des Materialmodells zur FlieBspannungsbeschreibung fiir EN AW-6060
[SANIS5]

Q [kJ/mol] A[s"] a[l/MPa] n

203,8  2,00-10"* 00265 53

Fiir die Reibung wurden alle Kontakte des Bolzenmaterials mit den Stahlkomponenten von
Matrize, Aufnehmer, Dorn und Pressscheibe nach dem Scherreibungsmodell nach Tresca mit
einem Reibungskoeffizienten (mg) definiert, der in Tabelle 5.7 angegeben ist. Fiir einige
Simulationen wurde dieser Wert zeitabhéngig definiert, um damit der Zunahme des
Normaldrucks im Zuge der Pressverhiltniszunahme Rechnung zu tragen. Des Weiteren ist zu
erwdhnen, dass zwischen Matrizenmantelfliche und Aufnehmer kein Kontakt und folglich kein
Reibungskoeffizient definiert wurde. Entsprechend war zu erwarten, dass die in den
Simulationen ermittelten Krédfte um diesen Beitrag niedriger ausfallen sollten. Als
Wirmetibergangskoeffizient zwischen Aluminiumblock und Stahl wurde jeweils
h=11000W/m’K angenommen. Die Randbedingungen sind in Tabelle 5.7 dargestellt. Die
Bolzeneinsatztemperaturen entsprechen den im realen Experiment gemessenen. Die
Matrizentemperaturen wurden aus der Aufzeichnung der Pressdaten zu Beginn des jeweiligen
Versuchs entnommen. Die Werte der Aufnehmertemperaturen entsprechen denen, die zur

Versuchsdurchfithrung an der 8MN Strangpresse eingestellt wurden.
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Tabelle 5.7: Randbedingungen fiir die Simulationen zum indirekten Strangpressen von EN AW-6060-
Rohren mit axial variabler Wanddicke

Parameter vs=0,8mm/s Vs=3,3mm/s

- Tg[°C] 410 490

5 Tw[°C] 350 450

§ Toom [°C] 220 300

é TAufnehmer [OC] 380 480

TPressscheibe [OC] 400 500

® 0,8 /von 0,8 auf 1 erhoht /von .
[} . > b}
—2 MR Matrize 0.8 auf 2 erhoht 0,6/0,9/1/von 1 auf 2 gesteigert /2
29 0,8 /von 0,8 auf 1 erhoht /von .
g ‘M b b
2 E MR Dorn 0.8 auf 2 erhoht 0,6/0,9/1/von 1 auf 2 gesteigert /2
= A 0,8 /von 0,8 auf 1 erhoht /von .
;o) = MR Aufnchmer 0.8 auf 2 erhoht 0,6/0,9/1/von 1 auf 2 gesteigert /2
= 0,8 /von 0,8 auf 1 erhoht /von .
[} . > b}
& MR pressscheibe 0.8 auf 2 erhoht 0,6/0,9/1/von 1 auf 2 gesteigert /2

5.2.2.2. Darstellung der Simulationsergebnisse

Zunichst sollen die mittels der FE-Simulationen ermittelten Presskréfte betrachtet werden. Fiir
die Parameterkombination von Tg=490°C und vs=3,3mm/s sind die Verldufe der jeweiligen
Gesamtkraft unter Annahme unterschiedlicher Reibkoeffizienten in Abbildung 5.19a
dargestellt. Dabei ist anzumerken, dass fiir diese Darstellung auf die in der Simulation
ermittelten Krifte bereits ein Kraftwert fiir die im realen Versuch auftretende Reibung zwischen
Aufnehmer und Matrize von ca. 0,3MN hinzuaddiert wurde. Dieser Wert konnte aus

Trockenzyklen an der Presse ohne die Verwendung von Pressbolzen gewonnen werden.

Demnach geht aus Abbildung 5.19a hervor, dass jeder der Kraftverldufe eine ansteigende
Tendenz nach dem Einlaufen des groferen Dornquerschnitts in die Matrize wiedergab. Bei
geringen  Reibungskoeffizienten (z.B. mgr=0,6) war dieser Kraftanstieg von
Fges dickwandig=2,3MN auf Fes dinnwandig=3,1MN weniger stark ausgeprégt als bei hoheren. Zum
Beispiel stieg die Gesamtkraft unter Verwendung von mgr=1 von F gickwandig=2,6MN auf
Foes dinnwandig=3,8MN an. Weiterhin nahm der Gesamtpresskraftbedarf fiir hohere
Reibkoeffizienten zu. So wurde fiir dickwandige Rohrbereiche unter Annahme von mg=0,6 ein
Kraftbedarf von Feq dickwandig=2,3MN ermittelt, wihrend sich bei Verwendung von mg=2 ein
Wert von Fge dgickwandig=3,9MN ergab. Ein Vergleich der numerisch bestimmten Krifte
(Abbildung 5.19a) mit den in realen Experimenten gemessenen (Abbildung 5.7b bzw. Tabelle
5.8) zeigte fiir die hier untersuchte Parameterkombination von Tg=490°C und vg=3,3mm/s im
dickwandigen Profilbereich eine gute Vergleichbarkeit bei Verwendung von mg=0,9 und mg=1

sowie bei der zeitabhidngigen Steigerung des Reibwerts mg gickwandig=1 auf Mg dgannwandig=2. Fiir
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mg=0,6 hingegen war der bestimmte Gesamtpresskraftbedarf im dickwandigen Rohrabschnitt
zu gering, im Falle von mg=2 deutlich zu hoch. Andererseits erreichten im diinnwandigen
Rohrbereich lediglich die Simulationen mit mr=2 und dem zeitabhingigen
Reibungskoeffizienten realistische Kraftwerte. Fiir alle anderen angenommen Reibwerte

ergaben sich deutlich zu geringe Kréfte (Tabelle 5.8 und Abbildung 5.19a).

In Abbildung 5.19c¢ sind die numerisch ermittelten Gesamtpresskraftverldufe in Abhéngigkeit
des Reibungskoeffizienten fiir die Parameterkombination von Tp=410°C und vs~0,8mm/s
dargestellt. Bis zu einem Stempelweg von ca. 27mm war dabei ein Reibfaktor von mg=0,8
verwendet worden. Erst nach diesem Punkt kurz bevor die Dornschulter die Rohrwanddicke
reduzieren wiirde, erfolgte dabei eine zeitabhingige Anderung des Reibwerts gemiB Tabelle
5.7. Die Resultate fiir die Verwendung von mg=2 im diinnwandigen Rohrabschnitt ergab eine
deutlich zu hohe Kraft. Das realistischste Ergebnis zeigte die zeitabhingige Steigerung des
Reibungskoeffizienten von mg=0,8 auf mg=1. Die numerisch ermittelten Kréfte in dick- sowie

diinnwandigen Rohrbereichen sind in Tabelle 5.8 zusammengefasst.
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Abbildung 5.19: Mittels FEM ermittelte Verldufe a) der Gesamtkraft fiir verschiedene
Reibungskoeffizienten bei Tg=490°C und vs=3,3mm/s und b) der Profilaustrittstemperatur bei gleichen
Bedingungen c¢) der Gesamtkraft und d) Strangaustrittstemperatur bei Tg=410°C, vs=0,8mm/s in
Anhéngigkeit von den gewédhlten Reibrandbedingungen
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Tabelle 5.8: Mittels FEM ermittelte Gesamtkréfte und Strangaustrittstemperaturen

F s, dickwandi F es,diinnwandi, T max dickwandi T max diinnwandi
Pressparameter m ges,die g £es g p.max ¢ g p.mat s €
P k [MN] [MN] [°C] [°C]
0,6 2.3 3,1 510 528
0,9 2,5 3,5 515 550
Ty=490°C, 1 2,6 3,8 518 559
vs=3,3mm/s 2 3,5 5 527 580
von 1 auf 2 2,7 4,7 513 575
realer
Versuch 2,8 5,2 506 551
0,8 3,5 4.7 413 450
Tue410°C von 0,8 auf 1 3,5 5,2 413 445
B™ s
vs=0,8mm/s von 0,8 auf 2 3,5 7 413 457
realer
Versuch 3,5 5,3 429 445

Fiir eine Auswertung der Profilaustrittstemperaturen wurde im Postprocessor von DEFORM
3D ein ortsfestes sogenanntes ,Point tracking® vorgenommen. Dadurch konnte die
Temperaturentwicklung im Matrizenfithrungskanal iiber den Stempelweg dargestellt werden.
In Abbildung 5.19b sind die numerisch ermittelten Strangaustrittstemperaturen in Abhéngigkeit
von den verschiedenen Reibwerten unter Verwendung von Tp=500°C und vs=3,3mm/s
prasentiert. Daraus geht hervor, dass die Temperatur wihrend des Prozesses stets anstieg.
Insbesondere nach einem Stempelweg von ca. 25mm, wo der groBere Dornspitzenquerschnitt
in die Matrize eintrat, war eine deutliche Temperaturzunahme festzustellen. Zudem ergaben die
Ergebnisse eine  Erhohung der  Strangaustrittstemperaturen mit zunehmenden

Reibungskoeffizienten.

Ein Vergleich der numerisch bestimmten Ergebnisse der Profilaustrittstemperaturen mit den
experimentell gemessenen (Abbildung 5.9a) zeigt, dass die Annahme von mg=1 und mg=2 im
dickwandigen Rohrbereich (bis ca. 25mm Stempelweg) mit jeweils T max dickwandig=325°C bzw.
Tp,max dickwandig=527°C gegen dem real beobachteten Wert von Tp max dickwandig=506°C deutlich
zu hohe Werte lieferte. Alle anderen Reibkoeffizienten lieferten akzeptable Resultate, mit einer
Abweichung kleiner 10°C von realen Messwert. Nach der Reduzierung der Rohrwanddicke
ergaben sich bei Verwendung von mg=0,6 jedoch mit T}, max dinnwandig=528°C im Vergleich zum
real gemessenen Tpmax dinnwandig=51°C zu geringe Strangaustrittstemperaturen. Ein Wert
deutlich oberhalb der im realen Versuch gemessenen Temperatur wurden hingegen mit
Tp max dinnwandig=380°C fiir mg=2 ermittelt. Auch fiir die zeitabhéngige Steigerung von mg=1 auf

mg=2 ergaben sich mit T} max dinnwandig=575°C zu hohe T,-Werte, die allerdings weniger von
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den realen Werten abwichen als bei mg=2. Die Wahl der Reibwerte von mgr=0,9
(Tp.max dinnwandig=550°C) und mr=1 (Tpmax dinnwandig=561°C) zeigten fiir den diinnwandigen
Rohrabschnitt eine recht gute Ubereinstimmung mit den experimentell ermittelten

Temperaturen.

Fir die Verwendung der Strangpressparameter von Tg=400°C und vs=0,8mm/s zeigte die
Verwendung von sowohl mr=0,8 (Tpmax dinnwandig=450°C) als auch dessen zeitabhéngige
Steigerung auf mg=1 (T} max dinnwandig=445°C) realistische Werte der Strangaustrittstemperatur
(Abbildung 5.19d). Eine zeitabhidngige Erhohung des Reibfaktors auf mgp=2 nach der
Wanddickenreduktion resultierte hingegen mit Tpmax dinnwandig=457°C in etwas hoheren

Temperaturen als experimentell gemessen T max dinnwandig=445°C wurden.
Verteilung von ausgewéhlten, numerisch ermittelten Zustandsgrofien

In Abbildung 5.20 sind die Verteilungen von wichtigen, insbesondere fiir mikrostrukturelle
Entwicklung relevanten ZustandsgroBen fiir die Strangpressbedingungen von Tp=400°C und
vs=0,8mm/s bei einem zeitlich variablen Reibwert von mg gickwandig=0,8 und mg dginnwandig=1
aufgefiihrt. Dabei ist jeweils auf der linken Bildseite der Zustand des Strangpressens eines
dickwandigen Rohrabschnitts und auf der rechten Seite der fiir diinnwandige Rohrabschnitte

dargestellt.

Den Temperaturverteilungen in Abbildung 5.20a und b kann entnommen werden, dass die
Temperatur der Umformguts im Bereich der Umformzone vor der Matrizen6ffnung zunahm.
Des Weiteren lag beim Strangpressen eines diinnwandigen Rohrsegments im Presskanal eine
hohere Temperatur als im Falle eines dickwandigen Abschnitts vor. Die Abbildung 5.20c¢ zeigt,
dass die Verformung (effective strain) im Bereich des Matrizenfithrungskanals beim Erzeugen
der groBBeren Wanddicke insbesondere jedoch an der Dornoberfliche hohere Werte annahm als
in der Mitte der Wanddicke. Dies wurde exemplarisch fiir verschiedene Pressbedingungen in
Abbildung 5.21a grafisch veranschaulicht. Daraus geht auch hervor, dass die lokalen
Verformungen bei dinnwandigen Bereichen zum einen deutlich homogener verteilt vorlagen
und zum anderen auf einem hoéheren Niveau lagen als bei dickwandigen Rohrabschnitten

(Abbildung 5.20d).

In Abbildung 5.20e und f ist die Verteilung der Verformungsgeschwindigkeit (strain rate)
préasentiert. Diese zeigten, dass die jeweils grofiten Werte kurz vor dem Matrizendurchbruch

erreicht wurden. Konkret konnten zwei Maxima zum einen am Radius des Matrizeneinlaufs
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(Messweg = 0) und zum anderen an der Dornoberfliche (jeweils maximaler Messweg)
lokalisiert werden. Die Verteilung der Verformungsgeschwindigkeit entlang einer Linie
zwischen den beiden Maxima ist in Abbildung 5.21b dargestellt. Die Darstellung zeigt analog
zum zuvor beschriebenen Verlauf der Verformung, dass auch fiir die
Verformungsgeschwindigkeit ein deutlicher Abfall im Bereich der Wanddickenmitte und somit

hohere Werte jeweils am Presskanal bzw. an der Dornoberfldche vorgefunden wurden.

a) b)

Temperature (C) Temperature (C)

d)

Strain rate - Effective ((mmimm)/sec) Strain rate - Effective ((mmimm)/sec)

5.00 5.00 I
438 I 438

e) f)

Strain - Effective (mmimm) Strain - Effective (mmimm)

100 I
875

100

BTSI

0000

-

Abbildung 5.20: Verteilungen ausgewdhlter Zustandsgrofen der Simulation mit Tp=410°C,
vs=0,8mm/s und mgp=0,8 a) Temperatur im dickwandigen Rohrabschnitt b) Temperatur im
dinnwandigen Bereich c¢) Verformung (effective strain) im Falle des dickwandigen Bereichs d)
Verformung im diinnwandigen Rohrsegment e) Verformungsgeschwindigkeit im dickwandigen
Abschnitt f) Verformungsgeschwindigkeit fiir den diinnwandigen Rohrbereich
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a) -+ TB=410°C, v5t=0,8mm/s, R=48:1 - -TB=410°C, v5t=0,8mm/s, R=24:1 b ----- TB=410"C, v5t=0,8mm/s, R=48:1 = =TB=410°C, v5t=0,8mm/s, R=24:1
= =TB=490°C, vSt=3,3mm/s, R=24:1 - TB=490°C, vSt=3,3mm/s, R=48:1 -+ TB=490°C, v5t=3,3mm/s R=48:1 ~ -TB=490°C, v5t=3,3mm/s, R=24:1
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Abbildung 5.21: a) Verlauf der Verformung (effective strain) zwischen Matrizenfithrungskanal und
Dornoberfliche b) Verlauf der Verformungsgeschwindigkeit (strain rate) zwischen den beiden Maxima
an Matrizenradius und Dornoberfldche

Numerische Materialflussuntersuchungen

Im Rahmen der Untersuchungen zur Ermittlung der Ursache fiir die in Abschnitt 5.2.1.4 zuvor
beschriebenen  Oberflicheneinwdlbungen in  Wanddickeniibergangsbereichen wurden
numerische Materialflussanalysen durchgefiihrt. Deren Ergebnisse werden nachfolgend
exemplarisch fiir ein Vierkantrohr mit axial variabler Wanddicke dargestellt. Zur
Visualisierung des flieBenden =~ Materials wurde die Darstellung der
Netzknotenpunktverschiebung (displacement) in vektorieller Form verwendet. Der Verlauf

wihrend einer Wanddickenreduktion ist in Abbildung 5.22 prisentiert.

So zeigt Abbildung 5.22a zunichst den konventionellen Materialfluss beim Strangpressen von
nahtlosen Rohren tiber Dorn. Im Bolzenbereich zwischen Aufnehmer und Dornschaft sind die
Verschiebungsvektoren parallel zur Strangpressrichtung orientiert. Erst im Bereich der
aufgeschraubten Dornspitze erfolgte eine Umorientierung des Materialflusses nach innen in
Richtung Matrizen6ffnung. Weiterhin wird ersichtlich, dass auch am Matrizenfithrungskanal
der Verschiebungsvektoren nach innen, also in Richtung der Dornoberfldche, ausgerichtet sind.
Uber die Rohrwanddicke betrachtet, erfolgte in Richtung zur Dornspitze zunehmend eine
Orientierung  der  Verschiebungsvektoren parallel zur Pressrichtung. An der
Dornspitzenoberfliche war die Ausrichtung schlieBlich parallel zur Prozessrichtung

ausgerichtet.
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Oberfldchen-
einschniirung

kein Kontakt

Abbildung 5.22: Darstellung des Materialflusses anhand der vektoriellen Netzknotenpunktverschiebung
in unterschiedlichen Phasen einer Wanddickenreduktion a) Strangpressen von dickwandigem
Rohrabschnitt b) Beginn der Oberfldcheneinschniirung c¢) zunehmender Kontaktverlust an Dornspitze
und Matrizenfithrungskanal d) Strangpressen eines dinnwandigen Rohrsegments

In Abbildung 5.22b ist zu erkennen, wie durch die axiale Bewegung des Dorns in Richtung
Matrize die Dornschulter, die den Ubergang zwischen dem kleinen und dem groBeren
Dornquerschnitt definiert, eine Position direkt vor der Matrizen6ffnung erreicht hat. Dabei wird
deutlich, dass im Zuge dessen der Abstand zwischen Dornschulter und Matrizenradius und
damit die Rohrwanddicke reduziert wurde. Weiterhin ldsst sich erkennen, dass es dabei zu einer
Ablosung der RohrauBlenflaiche vom Matrizenfithrungskanal und der Rohrinnenfldche von der
Dornspitzenoberfldche im Bereich des geringeren Querschnitts kam. In Abbildung 5.22c¢ ist
dann zu einem geringfiigig spéteren Zeitpunkt bereits ein vollstdndiger Kontaktverlust am
Presskanal sowie eine Einschniirung des Rohraufendurchmessers festzustellen. Diese

verschwand erst nachdem der gréere Dornspitzenquerschnitt in die Matrize eingelaufen war
(Abbildung 5.22d).

5.3. Entwicklung eines Werkzeugs zum direkten Strangpressen von

nahtbehafteten Hohlprofilen mit axial variabler Wanddicke

Wie die zuvor beschriebenen Ergebnisse zum indirekten Strangpressen von nahtlosen Rohren
mit axial variabler Wanddicke zeigten, war die Ursache fiir die Entstehung der beobachteten

Oberflacheneinschniirungen der Rohre der nach innen gerichtete Materialfluss. Im
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Ubergangsbereich zwischen zwei Wanddicken, konnte der Dorn bzw. die Dornspitze keinen
geeigneten Widerstand liefern. Daher wurden anschlieBend mittels numerischer
Materialflussuntersuchungen zahlreiche Modifikationen der Dorn- und Matrizengeometrien im
Hinblick auf eine Verbesserung der MaBgenauigkeit der Hohlprofile untersucht. Dabei musste
jedoch festgestellt werden, dass damit die Entstehung von Oberflicheneinschniirungen bei
axialer Dornbewegung nicht verhindert werden konnte. Auf eine Darstellung dieser
Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit wurde daher verzichtet. Stattdessen wurden fiir die
Variation von Profilwanddicken unter Verwendung eines Kammerwerkzeugs alternative
Moglichkeiten untersucht. Von diesen wird nachfolgend lediglich die Entwicklung des
erfolgversprechendsten Werkzeugkonzepts, das auch unter Zuhilfenahme von FE-Simulationen
konstruiert wurde und dessen Erprobung dargestellt sowie die damit erzeugten Profile

charakterisiert.
5.3.1  Prinzipbeschreibung des Werkzeugkonzepts

Das neu entwickelte Konzept zur Variation der Wanddicke von Hohlprofilen entlang ihrer
Liangsrichtung iiber ein Kammer- bzw. Briickenwerkzeug basiert auf der Verwendung von
beweglichen Komponenten, nachfolgend Keile genannt, die am Dornteil des Werkzeugs
angebracht sind. Die Keile konnen in vertikaler Richtung verfahren werden, sodass sie im
Ubergangsbereich zwischen zwei angestrebten Wanddicken stets einen Widerstand gegen
moglicherweise nach innen flieBendes Material gewédhrleisten konnen. Das grundsétzliche
Verfahrensprinzip ist in Abbildung 5.23a dargestellt. Durch das Auseinanderfahren
(Aufspreizen) des oberen und unteren Keils kann demnach eine Wanddickenreduktion realisiert
werden, wenn der formgebende Spalt zwischen Matrizenfithrungskanal und Presskanal eines
Keils verkleinert wird (Abbildung 5.23b). Andererseits ldsst sich die Wandstirke wieder
erhéhen, indem die Keile zusammengefahren werden und somit eine Vergroferung des
formgebenden Spalts herbeigefiihrt wird. Die Keilbewegung wird iiber die Verschiebeelemente
Querarm, Querschieber und innerer Verschiebedorn realisiert (Abbildung 5.23c). Diese
wiederum werden von zwei synchron arbeitenden Hydraulikzylindern angetrieben, die seitlich

an der Aufnehmerhalterung der Strangpresse befestigt sind.
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Verfahrrichtung bei
Wanddickenreduktion
Wanddickenerhohung

Abbildung 5.23: a) Schematische Darstellung des Prinzips zur Wanddickenvariation mittels vertikal
beweglicher Keile, Querschieber in riickwértiger Position, zusammengefahrene Keile zum
Strangpressen dickwandiger Profilsegmente b) Querschieber in vorderer Position, Keile zum
Strangpressen diinnwandiger Profilabschnitte ausgefahren c¢) Schematische Darstellung des
Versuchsaufbaus mit 1. Aufnehmer, 2. Hydraulikzylinder, 3. Querarm, 4. Querschieber, 5. Dornteil, 6.
Matrizenteil, 7. Druckplatte

5.3.2. Modellierung des Strangpressens von nahtbehafteten Hohlprofilen mit axial variabler

Wanddicke
5.3.2.1. Numerische Materialflussuntersuchungen unter Beriicksichtigung der Keilbewegung

Um zundchst zu {berpriifen, ob das Werkzeugkonzept tatsdchlich zu einem konstanten
ProfilauBendurchmesser moglichst ohne signifikante Abweichungen innerhalb der
Wanddickeniibergangsbereichen fihren  konnte, wurden  erneut  numerische
Materialflussuntersuchungen durchgefiihrt. Dazu wurde ein Profil mit einer Breite von 78,5mm

und einer Hohe von 39mm gewihlt. Der Profilinnendurchmesser in horizontaler Richtung sollte
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iiber die Profillinge konstant D;=72mm betragen, sodass sich eine seitliche Wanddicke von
t=3,25mm ergibt. Der Innendurchmesser in vertikaler Richtung hingegen sollte in
dickwandigen Profilbereichen D;g4ick=30mm betragen und fiir dinnwandige Abschnitte auf
D; ginn=36mm erhoht werden. Damit einhergehend war die Profilwanddicke von t=4,5mm auf

t=2,0mm zu reduzieren.

Das fiir die Simulation verwendete geometrische Modell ist in Abbildung 5.24 dargestellt.
Hierbei wurde ein Halbmodell verwendet. Dieses bestand aus den Komponenten Aufnehmer,
Pressstempel, Dornteil, Matrizenteil, Bolzen sowie einem Keil. Letzterer befand sich zu Beginn
der Simulation zunéchst 0,5mm unterhalb des Dornpresskanals, sodass zundchst kein Kontakt
zwischen Keil und austretendem Profil zustande kommen sollte. Bei der Bolzengeometrie
wurde davon ausgegangen, dass das Werkzeug bereits mit Material gefiillt war. Die im
Aufnehmer verbliebene Bolzenldnge betrug lg=37mm. In der Simulation, die auf der Lagrange-
Formulierung des Materialflusses basierte, verfuhr der Pressstempel mit einer Geschwindigkeit
von vg=3mm/s in Pressrichtung. Nach einer Wartezeit von 1s, die notwendig war, um zunichst
einen dickwandigen Profilabschnitt zu erzeugen, bewegte sich der Keil fiir 1,5s mit einer
Geschwindigkeit von 2mm/s in Richtung des Matrizenfiihrungskanals. Sobald dieser den
vorgegebenen Abstand zum Presskanal von 2,0mm erreichte, sollte er in dieser Position fiir 3,5s
verweilen, sodass in dieser Zeitspanne ein diinnwandiger Profilabschnitt erzeugt werden
konnte. AnschlieBend bewegte sich der Keil mit gleicher Geschwindigkeit wie zuvor jedoch in
entgegengesetzter Richtung in seine Ausgangslage zuriick und erreichte diese nach einer
Prozesszeit von 9s. Hierbei sollte eine Wanddickenzunahme simuliert werden. Allen beteiligten
Komponenten wurde in dieser Simulation eine Temperatur von 500°C zugewiesen. Lediglich
die Aufnehmertemperatur wich mit T,=480°C davon ab. Die Reibkontakte zwischen
Aluminiumblock und den Komponenten Aufnehmer, Dornteil, Keil und Matrize wurden als
Scherreibung mit einem Reibungskoeffizienten von mg=1 mit trennbarem Kontakt (separable)
angenommen. Der Reibkoeffizienten mit dem Stempel wurde als mg=0,7 definiert. Die
Vernetzung des Bolzenmaterials mit ca. 60000 Elementen im Ausgangszustand sowie die

Mesh-windows zur lokalen Netzverfeinerung sind in Abbildung 5.25 dargestellt.
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. : i Aufnehmer
Matrizenteil Dormteil

Keil
Bolzen Stempel

7 N
[ ‘| \
Abbildung 5.24: Modell fiir Materialflusssimulation zur Abschédtzung des Kraftbedarfs fiir eine

Wanddickenreduktion, Pressrichtung <«

Abbildung 5.25: Ausgangsvernetzung des Umformguts mit Darstellung der Mesh-windows

Die Ergebnisse hinsichtlich des in der Simulation erzeugten Profils zeigt Abbildung 5.26 in
Form von ebenen Schnitten entlang der Profilmitte. Demnach war nach einer Prozesszeit von
1,5s (Abbildung 5.26a) auf der oberen Seite bereits ein dickwandiger Profilabschnitt
ausgetreten. Der Austritt erfolgte weitgehend parallel zur Strangpressrichtung. Abbildung
5.26b zeigt wie nach 3,5s der Keil voll ausgefahren ist und somit die Wanddicke des erzeugten
Profils auf der Oberseite von t=4,5mm auf t=2,0mm reduziert wurde. Festzustellen ist auch,
dass der im Bild nach oben gefahrene Keil im Bereich hinter dem Presskanal zu einer Erh6hung
des ProfilauBendurchmessers tiber das durch die Matrize vorgegebene Mal3 fiihrte. Die
Erhohung betrug dabei etwa 1,8mm. Des Weiteren ist zu erkennen, dass der vordere
dickwandige Abschnitt nun leicht nach unten geneigt vorlag und auf der Profiloberseite eine
lokale Verringerung des ProfilauBendurchmessers erzeugt wurde. Im weiteren Verlauf der
Simulation trat ein diinnwandiger Profilabschnitt aus der Matrize aus. Hierbei waren keine
weiteren Anderungen des AuBendurchmessers festzustellen (Abbildung 5.26¢). SchlieBlich ist
in Abbildung 5.26d (ebene Darstellung) und Abbildung 5.26e (dreidimensionale Darstellung)
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der Zustand am Ende der Simulation nach einer Prozesszeit von 9,5s dargestellt. Zu dieser Zeit
war der Keil bereits in seiner urspriingliche Ausgangsposition zuriickgekehrt, dabei wurde der
Profilinnendurchmesser wieder reduziert und folglich die Wanddicke erhoht. Des Weiteren
wurde zu diesem Zeitpunkt bereits ein neuerlicher dickwandiger Profilabschnitt erzeugt. Der
Ubergang der Profilwanddicke von ty=4,5mm auf ty=2,0mm erfolgte ohne signifikante

Anderungen des ProfilauBendurchmessers.

a) 1,5s b) 3,5s

c) 7,55 d) 9,5s

Abbildung 5.26: Ergebnisse der Materialflusssimulationen zu verschiedenen Prozesszeiten fiir EN AW-
6060, Tg=500°C, vg=3mm/s, mg=1, trennbarer Kontakt

5.3.2.2. Bestimmung der bei der Keilbewegung auftretenden Krdifte

Die an den Keilen wirksamen Kréfte sind fiir die Auslegung des Werkzeugmechanismus von
groBBer Bedeutung. Zum einen muss dafiir bekannt sein, welche Kraft zur Reduktion der
Profilwanddicke notwendig ist. Zum anderen muss jedoch auch die vom flieBenden Material

erzeugte, auf einen ausgefahrenen Keil in axialer Richtung (in Pressrichtung) wirkende Kraft
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bestimmt sein. Die erzeugt ein Moment auf die Keilhaltungen am Dornteil, sodass diese

entsprechend dafiir ausgelegt sein miissen.

Die beiden Krifte wurden zum einen aus der oben beschriebenen Materialflusssimulation
ermittelt, bei der der Reibkontakt zwischen Keil und Aluminium als ,,separable* definiert war.
Zum anderen wurde diese Simulation wiederholt und lediglich die Reibrandbedingungen ,,non
separable* angenommen. Das bedeutet bei der zweiten Simulation, dass sich mit dem Keil in
Kontakt stehende Netzknotenpunkte nicht von diesem ablosen konnen. Hierdurch sollte der bei
der vorherigen Simulation mit separierbarem Reibkontakt oftmals beobachtete Kontaktverlust
von Netzknotenpunkten mit dem Keil reduziert bzw. vermieden werden. Ziel der Annahme
eines nicht trennbaren Kontakts war es, einen gleichméBigeren Kraftverlauf und folglich

realititsnihere Kraftwerte zu ermitteln.

Die im Rahmen der beiden Simulationen bestimmten Kraftverldufe in axialer und vertikaler
Richtung sind in Abbildung 5.27a fiir den trennbaren Reibkontakt sowie in Abbildung 5.27b
fiir untrennbaren Reibkontakt {iber der Prozessdauer dargestellt. Aus Abbildung 5.27a ist zu
entnehmen, dass die in axialer Richtung auf den Keil wirkende Kraft nach 1,75s beginnt
anzusteigen und nach einer Zeit von etwa 3s einen Wert von ca. 19kN erreicht. Im weiteren
Verlauf schwankten die Kraftwerte zwischen 10,7kN und 20,5kN. Ab ciner Prozesszeit von
7,5s war ein abfallender Trend der Kraft zu beobachten, der nach 8,75s eine Kraft von OkN

erreichte und bis zum Simulationsende auf bei diesem Wert verblieb.

Bei Betrachtung der Kraft in vertikaler Richtung ist zu erkennen, dass diese ebenfalls ab einer
Prozesszeit von 1,75s anstieg und nach einer Zeit von 3s ihren hochsten Wert von 8,7kN
erreichte. Bei einer Prozessdauer von 3s war ein deutlicher Abfall der Vertikalkraft erkennbar.
Zwischen 3s und 7,5s verharrten die Kraftwerte auf einem geringen Niveau zwischen 0,3kN
und 2kN. Nach etwa 8s lag das Kraftniveau der Vertikalkraft bei OkN und blieb bis zum

Simulationsende auf diesem Wert.

Abbildung 5.27b zeigt fiir den Fall eines untrennbaren Kontakts (non-separable) zwischen Keil
und Bolzenmaterial einen prinzipiell dhnlichen Verlauf der Krifte. Allerdings liegen die in
axialer Richtung wirkenden Kraftwerte auf einem hoheren Niveau als zuvor. Die maximale
Kraft betrug hierbei 28kN. Fiir die in vertikaler Richtung wirkende Kraft wurde jedoch wie
zuvor ein Wert von ca. 9kN ermittelt. Abweichend vom zuvor beschriebenen Verlauf der

Vertikalkraft war hier jedoch nach einer Prozesszeit von 7,5s ein erneuter Anstieg der
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Vertikalkraft auf bis zu 5,5 kN festzustellen. Nach 9s Prozessdauer sank diese auf ein geringeres

Niveau ab und schwankte anschlieend bis zum Simulationsende zwischen 0,7kN und 3kN.

SchlieBlich wurden, ebenfalls unter Annahme eines untrennbaren Kontakts zwischen Keil und
Aluminium, die Entwicklungen der beiden an einem Keil wirksamen Kréfte bei Absenkung der
Bolzentemperatur (und entsprechend auch der anderen Temperaturen) auf Tg=450°C
untersucht. Wéhrend dies den prinzipiellen Kraftverlauf gegeniiber Abbildung 5.27b nicht
signifikant verdnderte, fiihrte die geringere Bolzeneinsatztemperatur jedoch zu einer Erhohung
der Axialkraft. Deren Maximum betrug nun 37kN (Abbildung 5.27¢). Der Kraftbedarf in

vertikaler Richtung erhohte sich hierbei ebenfalls, wenn auch nur leicht auf 12kN.
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Abbildung 5.27: Darstellung der mittels FEM-Simulation ermittelten am Keil wirksamen Krifte a)
Tp=500, vs=3mm/s, Kontakt Aluminium/Keil seperable b) T=500, vs=3mm/s, Kontakt
Aluminium/Keil non seperable ¢) Tg=450, vs=3mm/s, Kontakt Aluminium/Keil non seperable

5.3.2.3. Numerische Werkzeugbelastungsanalyse

Da fiir die Umsetzung des Keilverschiebemechanismus mehrere Verschiebeelemente in das
Dornteil zu integrieren waren, mussten bei dessen Fertigung entsprechende Offnungen und
Hohlrdume in das Dornteil eingebracht werden. Hierbei war jedoch davon auszugehen, dass
dies die Belastbarkeit dieser Werkzeugkomponente reduzieren wiirde. Um zu ermitteln, ob das
Dornteil den beim direkten Strangpressen auftretenden Lasten standhalten wiirde, wurde eine

zweistufige numerische Werkzeugbelastungsanalyse mittels DEFORM 3D durchgefiihrt. Dazu
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wurden zunichst sog. Steady-State-Simulationen durchgefiihrt und in einem zweiten Schritt die

dabei vorherrschenden Krifte auf das Dornteil tibertragen.

Bei den Steady-State-Simulationen errechnet der FE-Code aus den vorgegebenen
Randbedingungen einen Gleichgewichtszustand. Das Modell fiir die Steady-State-
Simulationen entspricht grundsitzlich dem in Abbildung 5.27. Allerdings wurde fiir diese
Simulationen ein Vollmodell verwendet und die Keile befinden sich im ausgefahrenen Zustand,
um den kritischeren Belastungsfall im Zuge des hoheren Umformgrads zu beriicksichtigen.
Dabei ist festzuhalten, dass im Rahmen dieser Simulationen das Dornteil und die Keile ein
einzelnes Bauteil darstellen und folglich fest miteinander verbunden vorliegen. Des Weiteren
betrdgt die Liange des aufgestauchten Bolzens hier 15=200mm. Die Werkzeugeinldufe und die
SchweiBlkammer sind im Anfangszustand der Simulation mit Material gefiillt und aus der
Matrize ragt ein Profil mit einer Lange von 25mm heraus. Dies entspricht der fiinffachen Lénge
des Matrizenfithrungskanals. Eine Darstellung der Bolzenvernetzung mit ca. 300000

Elementen kann Abbildung 5.28 entnommen werden. Die fiir die Simulationen verwendeten

Strangpressparameter und die angenommenen Randbedingungen sind Tabelle 5.9 aufgefiihrt.
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Abbildung 5.28: Modell fiir Steady-State-Simulationen

Tabelle 5.9: Strangpressparameter und Randbedingungen fiir Steady-State-Simulationen

Parameter

Tg [°C] 450/500
Vst [mm/s] 3

R 23:1
Vieil [Mm/s] 2
Legierung EN AW-6060
Reibungskoeffizient Block/Dornteil 1
Reibungskoeffizient Block/Matrize 1
Reibungskoeffizient Block/Aufnehmer 2
Reibungskoeffizient Block/Stempel 0,7
Wirmeiibergangskoeffizient [W/m’K] 11000
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Ergebnisse der Steady State Simulationen

Im Rahmen der Steady-State-Simulationen wurden die beiden Bolzeneinsatztemperaturen
Tp=450°C und T=500°C jeweils bei einer Stempelgeschwindigkeit von vg=3mm/s verwendet.
In Abbildung 5.29 sind die daraus ermittelten Verteilungen der wichtigsten ZustandsgréBen
anhand von mittigen Schnitten durch die Einlautkammern dargestellt. Dabei sind jeweils auf
der linken Seite die Ergebnisse von Tp=450°C und auf der rechten jene fiir Tp=500°C

aufgezeigt.

Aus Abbildung 5.29a und b geht zunichst hervor, dass die Geschwindigkeiten in der
Kontaktzone zum Aufnehmer null bzw. nahe null sind. Des Weiteren konnten vor dem
Werkzeug an den duBeren Bereichen der Bolzenstirnflache, sowie in der Schweilkammer tote
Zonen vorgefunden werden. Diese sind von einer sehr niedrigen FlieBgeschwindigkeit nahe
null gekennzeichnet. Abbildung 5.29¢ und d zeigten weiterhin, dass die Geschwindigkeit im
Profilbereich bei Tg=500°C homogener verteilt vorlagen und etwas hohere Werte annahmen
als fir Tg=450°C. Die effektiven Spannungen (Abbildung 5.29¢ und f) werden fiir beide
Bolzeneinsatztemperaturen jeweils im Bereich des Presskanals maximal. Bei der niedrigeren
Tp=450°C erreichten diese im gesamten Bereich jedoch hohere Werte als fiir Tg=500°C. Die
Betrachtung der vorliegenden Temperaturverteilungen fithrt zu dem Ergebnis, dass die
Erhohung der Bolzeneinsatztemperatur von Tp=450°C auf Tp=500°C in einer hoheren
Strangaustrittstemperatur T, resultierte. Wéhrend diese fiir Tg=450°C bei T, max=501°C lag,
konnte bei Tg=500°C eine maximale Strangaustrittstemperatur von Tpmax=538°C ermittelt

werden (Abbildung 5.29g und h).

Des Weiteren konnten anhand dieser Simulationen die in Pressrichtung wirkenden Krifte
Gesamtkraft (Stempelkraft) und die auf das Dornteil wirksame Kraft (Matrizenkraft) sowie die
maximale Temperatur des austretenden Profils bestimmt werden. Diese Ergebnisse sind in
Abbildung 5.30 zusammenfassend dargestellt. Daraus geht hervor, dass die Gesamtkraft sowie
die auf das Dornteil in Pressrichtung wirkende ,Matrizenkraft“ mit zunehmender
Bolzeneinsatztemperatur abnahmen. Die maximale Presskraft der am FZS zur Verfligung
stehenden Presse von 8,3MN wurde erst ab einer Bolzentemperatur von Tp=460°C

unterschritten.
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Abbildung 5.29: Ergebnisse der Steady-State-Simulationen fiir Tp=450°C (links) und Tp=500°C
(rechts), Pressrichtung >
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Abbildung 5.30: Aus Steady-State-Simulationen fiir EN AW-6060 ermittelte Presskrifte und maximale

Profilaustrittstemperaturen in Abhéngigkeit von der Bolzeneinsatztemperatur

In einem zweiten Schritt wurden die bei den Steady-State-Simulationen mit Tg=450°C und

T=500°C ermittelten Krifte tiber die Option ,,Force interpolation* auf das Dornteil tibertragen.
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Dazu wurde dieses mit einer Elementanzahl von ca. 340000 vernetzt und das Materialverhalten
als elasto-plastisch angenommen. Als Werkstoff fiir das Dornteil wurde das Materialmodell
von ,,AISI-H-13 (HRC45) machining“ aus der Materialdatenbank von DEFORM 3D
verwendet, was dem auf eine Hérte von 45 HRC vergiiteten Werkstoff 1.2344 entspricht. Den
Materialdaten konnte entnommen werden, dass die FlieBspannung k¢ temperaturabhingig
hinterlegt war und bei T=500°C k~=850MPa sowie fiir T=450°C k~=875MPa betrug. Um
sicherzustellen, dass es infolge der Kraftiibertragung zu keiner ausschlieBlichen
translatorischen Bewegung des Dornteils kommen wiirde, mussten Lagerbedingungen fiir das
Werkzeug festgelegt werden. Hierzu wurde definiert, dass alle Netzknotenpunkte auf der
vorderen Stirnseite des Dornteils, welche sich in Realitdt gegen das Matrizenteil abstiitzt, eine
Geschwindigkeit in Pressrichtung (z-Richtung) von Omm/s aufweisen sollten (Abbildung
5.31a). In gleicher Weise, allerdings fiir die beiden Richtungen (x- und y-Richtung) senkrecht
zur Pressrichtung, wurde mit Elementen verfahren, die auf der hinteren Seite des Dornteils in
den Aufnehmer eintauchten (Abbildung 5.31b). SchlieBlich wurden die Simulationen als
Lagrange-Typ gestartet und fiinf Simulationsschritte mit einem Zeitintervall von jeweils 1s

durchgefiihrt.

a)

b)

2 x

Abbildung 5.31: Lagerung des Dornteils bei der Belastungsanalyse a) Elemente mit v=0mm/s in
Strangpressrichtung (z) b) Elemente mit v=0mm/s in beiden Richtungen (x und y) quer zur
Strangpressrichtung

Ergebnisse der Werkzeugbelastungsanalyse

Abbildung 5.32a bis c¢ zeigen schlieBlich die Ergebnisse der zweistufigen
Werkzeugbelastungsanalyse bei Tg=450°C, wihrend in Abbildung 5.32d bis f die Resultate bei
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Verwendung von Tg=500°C aufgefiihrt sind. Von gréfitem Interesse bei der Analyse waren die
Spannungsverteilung sowie die GrofBenordnung der Verschiebungen (displacement) von

Netzknotenpunkten infolge der Werkzeugbelastung.
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Abbildung 5.32: Ergebnisse der Werkzeugbelastungsanalysen a) Spannungsverteilung im Dornteil beim
Strangpressen mit Tg=450°C und vg=3mm/s, b) Verschiebung von Netzknotenpunkten c) vektorielle
Verschiebungsdarstellung d) Spannungsverteilung im Dornteil bei Tp=500°C und vs=3mm/s e)
Verschiebung von Netzknotenpunkten f) vektorielle Darstellung der Verschiebungen

Aus Abbildung 5.32a geht hervor, dass die im Werkzeug bei Tg=450°C Spannungen unterhalb
der FlieBspannung lagen. Dabei ist anzumerken, dass die Spannungen in den Abbildungen
jeweils so skaliert sind, dass Werte oberhalb der FlieBspannung bei der jeweiligen Temperatur
rot dargestellt sind. Die hochsten Spannungen von bis zu 830MPa (Fliespannung des Materials
bei 450°C k=875MPa) wurden in den Radien der Werkzeugeinldufe, sowie im Innenbereich
des Langlochs, das quer durch das Dornteil hindurchfiihrt, vorgefunden. Die grofiten
Verschiebungen (total displacement) sind im aufnehmerseitigen Teil des ausgehohlten
Dorntragarms in horizontaler Werkzeugquerrichtung vorzufinden. Sie lagen in diesem Bereich
bei tiber 0,35mm (Abbildung 5.32b). Aus einer vektoriellen Darstellung (Abbildung 5.32c)
wird ersichtlich, dass die Verschiebungen des horizontalen Dorntragarms auf der hinteren Seite
des Dornteils vorwiegend parallel zur Pressrichtung erfolgten. Die Richtung der

Verschiebungen dnderte sich jedoch im weiteren axialen (z-Richtung) Verlauf. Die
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Verschiebungen entlang des Langlochs orientierten sich zunehmend in y-Richtung und
erreichten bei der Hélfte der Lénge des Langlochs ihr Maximum. Bei fortschreitender
Betrachtung in z-Richtung war dann eine allméhliche Reorientierung parallel zur Pressrichtung
festzustellen. Die Verschiebung der Keilnetzknotenpunkte erreichte Werte zwischen 0,1mm
und 0,15mm und zeigte eine leichte Abweichung von der Pressrichtung in Richtung der

Werkzeugmittelachse.

Werden nun die entsprechenden Ergebnisse fiir Tg=500°C analysiert, so bleiben die zuvor
beschriebenen grundsitzlichen Zusammenhénge und Tendenzen erhalten. Allerdings fiihrte die
Erhohung der Bolzeneinsatztemperatur und der Werkzeugtemperatur zu einer Verringerung der
Spannungswerte gegeniiber Tg=450°C (Abbildung 5.32d). Die hochsten Spannungswerte lagen
nun bei 730MPa (FlieBspannung bei 500°C k=850MPa). Ebenso fielen die Werte der
Verschiebung ab, sodass ihr Maximum lediglich 0,3mm betrug (Abbildung 5.32¢ und f). Somit
erschien die Verwendung einer hoheren Bolzeneinsatztemperatur fiir die Durchfithrung der

realen Strangpressexperimente im Hinblick auf die Werkzeugbelastung von Vorteil zu sein.

Neben der numerischen Belastungsanalyse des Dornteils wurden auch statische
Belastungsanalysen der Keile selbst, sowie deren Halterungen am Dornteil durchgefiihrt. Diese
erfolgten mit Hilfe des CAD-Programms AUTODESK Inventor. Dazu wurde gemif3 den
Ergebnissen aus Abbildung 5.27 folgende Lasten auf die Keile aufgebracht. In axialer Richtung
wurde jeder Keil mit einer Kraft von 40kN belastet. Zusétzlich wurden sie in Normalrichtung
mit jeweils 12kN beaufschlagt. Abbildung 5.33a veranschaulicht die aufgebrachte

Beanspruchung.

Abbildung 5.33a zeigt weiterhin, dass die im Zuge der Simulation bestimmten Verschiebungen
des Keils unterhalb von 0,06mm lagen und somit sehr gering ausfielen. Die ermittelten
Spannungen waren ebenfalls sehr niedrig und {iberschritten iiberwiegend Werte von 200MPa
nicht (Abbildung 5.33b). Lediglich in engen Radien wurden Werte von bis zu 400MPa

ermittelt.

Aus  Abbildung 5.33c geht hervor, dass die Verschiebungen an den
Schwalbenschwanzfithrungen des Dornteils unterhalb von 0,002mm lagen. Auch die
Spannungen nahmen in diesem Bereich Werte unter 400MPa an, sodass hier bei den
vorgegebenen Belastungen keinerlei Funktionsbeeintrdchtigungen oder Beschddigungen zu

erwarten waren.

94



5. Ergebnisdarstellung zur Prozessentwicklung und -charakterisierung
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Abbildung 5.33: Ergebnisse der statischen Belastungssimulationen von Keil und
Schwalbenschwanzfithrung am Dorn in Folge der Lastbeaufschlagung a) Verschiebungsverteilung an
einem Keil, b) Verteilung der Von-Mises-Spannung fiir einen Keil ¢) Verschiebungsverteilung am
Dornteil insbesondere der Schwalbenschwanzfithrung d) Verteilung der Von-Mises-Spannung am
Dornteil

5.3.3.  Strangpressversuche von nahtbehafteten Hohlprofilen mit axial variabler Wanddicke

unter Verwendung des zuvor entwickelten Kammerwerkzeugs
5.3.3.1. Versuchsdurchfiihrung

Auf Grundlage der Simulationsergebnisse wurde das neu entwickelte Werkzeug samt dem dazu
gehorigen Antrieb konstruiert und gefertigt. In den Abbildung 5.34a und b sind die
wesentlichsten Komponenten des Werkzeugs, das Dornteil sowie die Keile, jeweils in Position
zum Strangpressen eines dickwandigen (eingefahrene Keile), sowie eines diinnwandigen

Profilabschnitts (ausgefahrene Keile) dargestellt.
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Abbildung 5.34: Darstellung des realen Dornteils mit a) eingefahrenen Keilen und b) ausgefahrenen
Keilen

Zur Durchfiihrung der realen Strangpressexperimente wurden Bolzen der Legierung EN AW-
6060 zundchst induktiv auf Tg=500°C erwdrmt und in einen Kammerofen mit gleicher
Temperatur zwischengelagert. Der gesamte Werkzeugsatz wurde im Vorfeld der Versuche in
einem Kammerofen auf ca. 490°C erwarmt. Anschliefend wurde er in den Werkzeughalter der
Presse eingebaut und zur Verringerung der Auskiihlung mit einer auf 510°C vorgeheizten
Heizmanschette ummantelt. SchlieBlich wurde das Werkzeug mit dem Antriebsmechanismus
verbunden und ein Testzylus des Verfahrmechanismus vorgenommen. Danach erfolgte die
Durchfiihrung der eigentlichen Strangpressversuche mit den in Tabelle 5.10 angegebenen
Pressparametern. Abbildung 5.35 zeigt den gesamten Versuchsaufbau zur Durchfithrung der
Strangpressexperimente. Zum Fiillen des Werkzeugs zu Beginn des ersten Bolzens wurde eine
Stempelgeschwindigkeit von vg=1,0mm/s verwendet und auf vs=1,6mm/s erhoht als das
Werkzeug gefiillt und der Profilanfang aus dem Werkzeug ausgetreten war. Abbildung 5.36a
zeigt das dazugehorige Pressdiagramm. Wéhrend der ersten beiden Versuche erfolgte noch
keine Inbetriebnahme des Antriebsmechanismus, da zunédchst Referenzprofile zur
Charakterisierung des Ausgangszustands produziert werden sollten. Beim dritten Bolzen wurde
mit Pullerunterstiitzung (Strangzugeinrichtung) gepresst, die mit einer Kraft von 200daN am
Profil zog und so dazu beitragen sollte, die Gradheit des Profils zu verbessern. Bei dieser
Pressung wurden nach einer kurzen Wartezeit zu Beginn des Strangpressvorgangs, die
notwendig war um ein stationdres FlieBverhalten des Materials zu erreichen, die
Hydraulikzylinder ausgefahren. Fiir einen zuvor definierten Stempelverfahrweg blieben die
Hydraulikzylinder in der ausgefahrenen Position. Danach wurde die Riickwértsbewegung der
Zylinder eingeleitet und diese in ihre Ausgangsstellung gebracht. Das entsprechende
Pressdiagramm ist in Abbildung 5.36b aufgefiihrt. Die Pfeile markieren die Position der

Inbetriebnahme des Mechanismus zur Variation der Profilwanddicke.
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Abbildung 5.36: Pressdiagramme unter Verwendung des entwickelten Kammerwerkzeugs a)
Werkzeugfiillung mit vs=1,0mm/s und Erhohung auf vg=1,6mm/s nach Profilaustritt b) bei
Verwendung des Verfahrmechanismus

Tabelle 5.10: Parameter der direkten Strangpressexperimente

Parameter

Tg [°C] 500

Vs [mm/s] 1,6

R 14:1/23:1
Vieil [Mm/s] 2
Legierung EN AW-6060
Profilkiithlung Luftabkiihlung
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5.3.3.2. Charakterisierung der Profilabmafie

Fiir die Charakterisierung der ProfilabmaRe wurde zunéchst ein Profil als Referenz vermessen,
bei dem der Verschiebemechanismus zur Wanddickendnderung nicht aktiviert worden war.
Dazu wurden drei kurze Abschnitte aus dem vorderen (nach einer Profillinge von [p=0,3m),
dem mittleren (Ip=1,4m) sowie dem hinteren Abschnitt des Profils (Ip=2,5m) entnommen, um
vor allem den Wanddickenverlauf entlang der Profillingsrichtung zu untersuchen. Des
Weiteren wurden an jedem Probenquerschnitt acht verschiedene Positionen hinsichtlich ihrer
lokalen Wanddicke, sowie des Innen- und AuBendurchmessers vermessen. Die acht
Vermessungsorte sind beispielhaft in Abbildung 5.37 dargestellt. Die Vermessungsergebnisse
hinsichtlich der axialen Entwicklung der Wanddicke wurden iiber der relativen Profillinge
(Profillinge der Probenentnahme bezogen auf die jeweilige Profilgesamtlinge) aufgetragen

und konnen fiir das Referenzprofil Abbildung 5.38a entnommen werden.

Pos.1 Pos.2 Pos.3

Pos.4

2cm

Abbildung 5.37: Beispiel fiir einen Profilquerschnitt und Darstellung der Vermessungsort

Diese zeigt zundchst, dass die lokale Profilwanddicke fiir jeden der acht Messorte entlang der
Querschnitts unterschiedlich ausfiel. So war sie fiir die Positionen 3 und 5, die in Abbildung
5.37 auf der rechten Profilseite liegen, mit tpo3=3,65mm und tpess=3,6mm bis 3,5mm am
grofiten. An Position 7 (tpes7=3,2mm bis 3,1mm) und Position 6 (tpos¢=3,3mm bis 3,2mm) nahm
die Wanddicke hingegen die geringsten Werte an. Die seitlichen Profilwanddicken sind der
Vollstiandigkeit halber zwar in der Abbildung ebenfalls dargestellt, werden aber im Weiteren
Verlauf nicht weiter betrachtet, da an diesen Positionen keine Wanddickenénderung angestrebt
wurde. Aus dem axialen Verlauf der Wanddicken tiber die relative Profillainge in Abbildung
5.38a geht weiterhin hervor, dass diese fiir die jeweiligen Messorte des Referenzhohlprofils

keine signifikanten Anderungen zeigten und folglich als konstant angesehen werden konnten.

Die gleiche Vorgehensweise wurde fiir ein Profil, bei dem der Verschiebemechanismus
eingesetzt wurde, verwendet. Allerdings wurden zur genaueren Klidrung des

Wanddickenverlaufs hier eine groBere Anzahl an Proben entnommen. Die Probenentnahme
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erfolgte fiir dieses 3,33m lange Profil nach Profillingen von 0,3m; 0,8m; 1,1m; 1,3m; 1,5m;
2,0m; 2,5m; 3,0m sowie 3,3m. In Abbildung 5.38Db ist die axiale Wanddickenentwicklung {iber

der relativen Profillange dargestellt.
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Abbildung 5.38: Ergebnisse der Profilvermessungen a) axiale Entwicklung der Wanddicke an
verschiedenen Positionen des Profilquerschnitts ohne Verschiebmechanismus b) axiale Entwicklung der
Wanddicke unter Verwendung des Verschiebemechanismus ¢) maximale Wanddickendnderungen bei
verschiedenen Vermessungsorten des Profilquerschnitts

Demzufolge konnte nach einer relativen Profilldinge von 40% fiir die Messpositionen 3, 5 sowie
2 und 6 eine signifikante Reduktion der Profilwanddicke festgestellt werden. An Position 1 war
diese Wanddickenverringerung in axialer Profilrichtung hingegen weniger stark ausgeprégt. Im
Falle der Messorte 7, 8 und 4 betrug die Wanddickenénderung weniger als 0,Imm und war
damit nicht signifikant. Eine konkretere Darstellung der maximalen Wanddickendnderungen
fiir ein Profil das ohne Betitigung des Antriebsmechanismus, sowie fiir eines, das unter dessen
Verwendung gefertigt wurde, ist in Abbildung 5.38¢c gegeben. Hieraus wird deutlich, dass die
maximale Wanddickenvariation ohne Verwendung den Antriebsmechanismus bei
Atmax=0,06mm lag. Durch die Verwendung des Verschiebemechanismus konnte hingegen eine
maximale Wandstarkenédnderung von Aty,=0,52mm erzielt werden. Des Weiteren wird erneut
ersichtlich, dass die Anderungen der Profilwanddicke insbesondere auf der oberen und unteren,
rechten Profilsseite (Pos. 3 und Pos. 5), jedoch auch in den Positionen der Profilmitte (Pos. 2

und Pos. 6) besonders deutlich waren. Fiir die Positionen 1 und 7 hingegen fielen sie deutlich
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geringer aus. An den Messorten der Profilseiten (Pos. 4 und Pos. 8) betrug die maximal

beobachtete Anderung der Wanddicken lediglich Aty,=0,07mm.

Die entsprechenden Vermessungsergebnisse der beiden Profile hinsichtlich der lokalen
Auspriagung der ProfilauBendurchmesser sind fiir eine direkte Vergleichbarkeit jeweils in
Abbildung 5.39a und b gegeniibergestellt. Anzumerken ist dabei, dass die Messwerte in
Profilquerrichtung aufgrund der deutlich unterschiedlichen Abmalle jeweils auf die
Sekundirachse gelegt wurden. Danach konnte festgestellt werden, dass im Falle des Profils
ohne angestrebte axiale Wanddickenvariation auf der rechten (Pos. 1-7) und linken (Pos. 3-5)
Profilseite konstant ausgeprdgt vorlag. In der Profilmitte (Pos. 2-6) hingegen wurde ein
groBerer AuBBendurchmesser beobachtet (sieche Abbildung 5.37). Weiterhin war festzustellen,
dass sich an dieser Position der AuBendurchmesser mit zunehmender Profillinge um bis zu
ADj max=0,9mm erhohte, wie Abbildung 5.39¢ zeigt. In Profilquerrichtung hingegen wurde eine
Abnahme des AuBendurchmessers von bis zu AD,m=0,5mm {iber die Profillinge
vorgefunden. Im Falle des Profils, das unter Verwendung des Verfahrmechanismus gefertigt
wurde, lagen die gleichen Tendenzen der AuBendurchmesserentwicklung vor. Die
nachgewiesene maximale Anderung des AuBendurchmessers betrug bei diesem Profil

ADj max=1,25mm.

Bei analoger Betrachtung der Profilinnendurchmesser kann ebenfalls konstatiert werden, dass
die Entwicklungen &hnlich waren. Das Profil ohne angestrebte axiale Wanddickenénderung
zeigte an der linken und rechten Profilaufenseite einen tiber die Profillinge konstant bleibenden
Innendurchmesser. In der Profilmitte (Pos. 2-6) hingegen wurde ein deutlich hoherer
Innendurchmesser festgestellt, der tiber die Profillinge noch zunahm (Abbildung 5.39¢). Wie
aus Abbildung 5.39f hervorgeht, betrug die maximale axiale Innendurchmesservariation an
den ProfilauBBenseiten ADjmax=0,27mm. In der Profilmitte hingegen lag diese bei
AD;j max=1,08mm. Die gleichen Feststellungen waren grundsitzlich auch fiir das Profil mit axial
verdnderter Wanddicke zutreffend (Abbildung 5.39d). Des Weiteren war jedoch nach einer
relativen Profillinge von 40% eine Zunahme des Innendurchmessers, insbesondere fiir die
Positionen 3-5 und Position 2-6 zu erkennen. Abbildung 5.39f zeigt auch, dass die maximalen
Abweichungen sowohl an den ProfilauBenseiten als auch in der Mitte hoher ausfielen als es bei

dem Profil, das ohne Keilverschiebung produziert wurde, beobachtet wurde.
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Abbildung 5.39: Ergebnisse der Profilvermessungen a) axiale Entwicklung des AuBendurchmessers
ohne Verschiebmechanismus b) axiale Entwicklung des AuBendurchmessers unter Verwendung des
Verschiebemechanismus c) axiale Entwicklung des Innendurchmessers ohne Verschiebmechanismus d)
axiale Entwicklung des Innendurchmessers unter Verwendung des Verschiebemechanismus e)
maximale Variationen der AuBBendurchmesser f) maximale Innendurchmesservariationen

Nachdem die Vermessungsergebnisse hinsichtlich der Wanddickenauspriagung zeigten, dass
deren Reduktion entlang der Profilober- und -unterseite nicht symmetrisch erfolgte, wurden
Nacharbeiten an den Keilfithrungen am Dorn vorgenommen. Durch diese Maflnahme sollte
eine bessere Verfahrbarkeit der Keile gewihrleistet werden. AnschlieBend wurden die

Strangpressversuche analog zum zuvor beschriebenen Vorgehen wiederholt.

Das Pressdiagramm in Abbildung 5.40 zeigt, dass hierbei nach dem anfinglichen
Kraftmaximum ein Abfall von Gesamtpresskraft und Matrizenkraft festzustellen war. Nach

einer Prozesszeit von 46s stiegen beide Werte allerdings an, nachdem der
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Antriebsmechanismus zum Aufspreizen der Keile aktiviert wurde wieder an. Damit

einhergehend konnte ein Anstieg der Profilaustrittstemperatur beobachtet werden.
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Abbildung 5.40: Pressdiagramm bei Verwendung des entwickelten Kammerwerkzeugs mit
nachgearbeiteten Keilfithrungen am Dornteil und Verwendung des Keilverfahrmechanismus, Pfeil
markiert Zeitpunkt der Inbetriebnahme der Keilbewegung (Wanddickenreduktion)

Im Anschluss an die neuerlichen Pressversuche wurde ein Profilabschnitt mit einem
Wanddickeniibergang herausgetrennt. Abbildung 5.41 zeigt den entsprechenden Bereich im
Langsschnitt. Die konkrete Entwicklung der Wanddicke auf der oberen (Pos. 1) und unteren

Profilseite (Pos. 7) sowie des Innendurchmessers sind in Abbildung 5.42 aufgezeigt.

20mm

Abbildung 5.41: Darstellung eines Wanddickentibergangs, der mittels Keilaufspreizung erzielt wurde,
PR&

Daraus geht hervor, dass die Wanddickenausbildung im dickwandigen Profilabschnitt auf der
Ober- und Unterseite mit jeweils ca. t=4,45mm zunichst homogen ausgebildet vorlag. Nach
dem Wanddickeniibergang durch Keilaufspreizung hingegen lag auf der oberen Profilseite eine
geringere  Wanddicke (t=3,4mm) vor als auf der unteren (t=3,8mm). Der
Profilinnendurchmesser &nderte sich ausgehend von Djpes17=29,5mm im dickwandigen
Profilsegment auf Djpos1-7=33,8mm nach der Wanddickenreduktion. Die Vermessung der
lokalen Wanddicken entlang der dick- und diinnwandigen Profilquerschnitte (Abbildung 5.43)
zeigte, dass deren Reduktion auf der linken (Pos. 1 und Pos. 7) und der rechten (Pos. 3 und Pos.
5) Profilseite jeweils gleichmiBig ausgebildet war. Fiir die Profilmittelpositionen (Pos. 2 und
Pos. 6) wurde hingegen festgestellt, dass die Wandstirke hier jeweils gegeniiber den

Randpositionen etwas stdrker reduziert wurde. Weiterhin konnte beobachtet werden, dass die
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Wanddickendnderung auf der oberen Profilseite (Pos. 1 bis 3) mit At=Imm bis 1,2mm
deutlicher verringert wurde als auf der unteren Seite (Pos. 5 bis 7), wo diese lediglich zwischen
At=0,7mm und 0,8mm lag. Insgesamt wurde somit die groBte Wanddickendnderung an der
Profilposition 2 festgestellt und betrug At=1,2mm. Damit konnte nach der
Werkzeugnachbearbeitung eine stirkere und gleichzeitig eine iiber den Profilquerschnitt
gleichmiBigere Anderung der Profilwandstirken als zuvor erzielt werden. Unter
Beriicksichtigung der jeweiligen Profilquerschnittflichen von  Agq=8,62cm® und

Aqinn=7,45cm” ergabt sich eine Gewichtsersparnis in Folge der Wanddickenreduktion von 14%.
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Abbildung 5.42: Axiale Entwicklung der Wanddicke auf der oberen (Pos. 1) und unteren Profilseite
(Pos. 7) sowie Entwicklung des Innendurchmessers bei Wanddickenreduktion durch Keilaufspreizung
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Abbildung 5.43: Darstellung der lokalen Wanddickenreduktion an verschiedenen Positionen des
Profilquerschnitts
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6. Ergebnisdarstellung zur Profilcharakterisierung

Das folgende Kapitel soll sich mit der Charakterisierung der erzeugten Profile befassen. Dabei
werden die mikrostrukturelle Entwicklung sowie die mechanischen Eigenschaften unter

verschiedenen Belastungen betrachtet.
6.1.  Mikrostrukturelle Charakterisierung

Die Charakterisierung der Mikrostruktur erfolgte zunidchst fiir den stranggegossenen
Bolzenzustand. AnschlieBend soll die Entwicklung entlang des Umformweges erfolgen.
Danach wird der Einfluss der Strangpressparameter auf das Gefiige und den

Ausscheidungszustand nach Warmauslagerung untersucht.
6.1.1.  Mikrostruktur der Stranggussbolzen

Fiir die Charakterisierung der Mikrostruktur wurde zunichst der Ausgangszustand also das
stranggegossene Bolzenmaterial untersucht. Hierzu wurde jeweils eine Scheibe aus den
Gussbolzen von EN AW-6060 sowie EN AW-6082 entnommen, metallographisch préipariert
und mittels des Atzmittels fiir makroskopische Analysen getzt (12ml HCI, 6ml HNOs, 1ml
HF, 1ml H;0). In Abbildung 6.1a ist die Mikrostruktur des EN AW-6060 Bolzens und in
Abbildung 6.1b die von EN AW-6082 dargestellt.

a) b)

10mm

Abbildung 6.1: Ubersicht der Mikrostrukturen der stranggegossenen Bolzen aus a) EN AW-6060 und
b) EN AW-6082
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Fiir beide Legierungen konnte festgestellt werden, dass das Gefiige aus Kristalliten mit
anndhernd globulitischer Gestalt bestand. Die Korngr6Be erschien iiber die gesamte
Querschnittsfliche weitgehend homogen. Um konkretere Aussagen beziiglich der
Mikrostruktur treffen zu konnen, wurden aus dem Zentrum der Gussscheiben Proben
entnommen, metallographisch prépariert und einer Probenanodisation nach Barker unterzogen.

Auf diese Weise konnte jeweils das Mikrogefiige der im Rahmen dieser Arbeit verwendeten

Aluminiumlegierungen dargestellt werden (Abbildung 6.2).

i ; e S00um
Abbildung .2: Mikrogefiige von stranggegossenen Prssbolzen aus a) EN A-606O b) EN AW-6082
Das Mikrogefiige von EN AW-6060 ist in Abbildung 6.2a dargestellt. Demnach kann die
basierend auf den makrogedtzten Proben getroffene Aussage einer relativ homogenen
Mikrostruktur bestdtigt werden. Die Kornmorphologie kann weitestgehend als anndhrend
globular beschrieben werden. Des Weiteren lassen sich zum Teil dendritische Strukturen
identifizieren. Bei den dunklen, kreisformigen Erscheinungen handelt es sich um Atzartefakte,
die bereits nach dem elektrolytischen Polieren auftraten. Die mittlere Korngréfe des
Gusszustandes fiir die Legierung EN AW-6060 wurde nach dem Linienschnittverfahren zu
108um ermittelt.

Abbildung 6.2b zeigt das Gussgefiige der Legierung EN AW-6082. Auch dieses erschien sehr
homogen und in seiner Morphologie ndherungsweise globulitisch. Hier waren die dendritischen
Strukturen der Gusszellen noch deutlicher ausgeprigt als bei EN AW-6060. Die Ermittlung der
Korngrofe ergab einen Wert von 141pum und lag damit tiber der von EN AW-6060.

6.1.2.  Mikrostrukturentwicklung wéhrend der Umformung

Um die Entwicklung der Mikrostruktur wéhrend des Strangpressens zu untersuchen, wurde in

der zweiten Presskampagne ein Bolzen nicht bis zur minimalen Pressresthohe von 10mm
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ausgepresst, sondern lediglich bis 53mm. Somit entsprach die Lange des Pressrests hierbei
einem Dirittel der Lénge des aufgestauchten Blocks. Die Pressparameter fiir diesen Versuch
betrugen Tp=400°C, vs—=1,9mm/s, R=46:1. Nach dem Ende dieser Pressung wurde der
Pressrest ziigig vom Rohr abgetrennt und anschlieBend in einem Wasserbad abgeschreckt. Die
Dauer zwischen dem Versuchsende und dem Abschrecken lag bei etwa 45s. AnschlieSend
wurde der Pressrest ldngsgeteilt, metallographisch pripariert und schlielich makrogeétzt.
Abbildung 6.3a zeigt eine Ubersichtsaufnahme der Mikrostruktur dieses Pressrests. Des

Weiteren wurden verschiedene Stellen des Pressrests mittels EBSD untersucht, um weitere

Erkenntnisse zur mikrostrukturellen Entwicklung zu gewinnen.

Abbildung 6.3: Darstellung der Gefiigeentwicklung anhand a) eines abgeschreckten Pressrests von
EN AW-6060 (Tg=400°C, vs=1,9mm/s, R=46:1) PR->, Markierungen kennzeichnen Bereiche von
EBSD-Analysen, Bildoberseite ist Kontaktseite mit dem Dorn b) Geflige im Rohrbereich nach
Durchlaufen der Kiihlstrecke entnommen 2m vor dem Rohrende, PR >

Auf der linken Bildseite von Abbildung 6.3a ist der hintere Teil des verbliebenen
Bolzenmaterials dargestellt. Er war gekennzeichnet von weitgehend globulitischen Kornern mit
relativ homogener Korngréfe. Das Gefiige in diesem Bereich entsprach weitgehend den
vorherigen Beschreibungen zum stranggegossenen Pressbolzen der Legierung EN AW-6060.
Im oberen, rechten Bildbereich ist die Umformzone zu finden. Die Korner zeigten hier eine
Langsstreckung in Richtung des formgebenden Spalts zwischen Dornoberfliche und
Matrizendffnung. Diese Gefiigemorphologie blieb zundchst auch noch innerhalb des
Presskanals erhalten. Material, das bereits aus dem Presskanal ausgetreten war, zeigte
allerdings bereits nach einer Distanz von ca. 2cm erste rekristallisierte Korner. Diese sind im

vorderen Bereich der Abbildung 6.3a mit einem Pfeil markiert.

Aus den Markierungen der einzelnen Messorte der lokalen EBSD-Untersuchungen in

Abbildung 6.3a geht hervor, dass im Rahmen dieser Analysen nur fiir die Umformung
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charakteristische Bereiche ausgewéhlt wurden. Dazu zdhlten der noch weitestgehend
unverformte Blockbereich deutlich auBerhalb der Umformzone (Pos. 1), der Ubergang zur
Umformzone (Pos. 2), ein Ausschnitt der Umformzone selbst (Pos. 3), sowie das Material im
erzeugten Rohr im Bereich des Presskanals (Pos. 4) und im Rohr nach dem Durchlaufen der
Abkiihlungeinrichtung (Pos. 5). Abbildung 6.4 zeigt die dazugehorigen Ergebnisse der EBSD-
Untersuchungen. Dargestellt sind jeweils die Korngrenzen im untersuchten Probenbereich.
Dabei kennzeichnet die farbige Markierung der Korngrenzen den Misorientierungswinkel
(omo) und damit deren Charakter, also ob es sich um GroBwinkel- oder
Kleinwinkelkorngrenzen handelt. Eine rote Kennzeichnung charakterisiert dabei einen
Misorientierungswinkel zwischen 2°=ono=<15° und ist somit als KWKG definiert. Schwarz
markierte Korngrenzen identifizieren solche mit einem Misorientierungswinkel grofler 15° und
stellen folglich GWKG dar. Mit Hilfe der Misorientierungswinkel bzw. deren Anteile am

Gefiige konnen Riickschliisse iiber die Mechanismen der Gefiigeentstehung gewonnen werden.

Die prozentualen Anteile von KWKG und GWKG in den untersuchten Bereichen der
Positionen 1 bis 5 sind in Tabelle 6.1 zusammengestellt. Weiterhin ist jeweils der mittlere
Misorientierungswinkel (Mittelwert von ono) aufgefiihrt. Daraus geht hervor, dass der Bereich
des Gussgefiiges von einem sehr hohen Anteil an Misorientierungswinkeln von ono<15°
gekennzeichnet war. Dieser betrug 93%, wihrend nur 7% einen kleinen
Misorientierungswinkel aufwiesen. Beim Ubergang des Gussgefiiges zur Umformzone (Pos. 2)
war ein signifikanter Anstieg des Anteils von KWKGs festzustellen. Hier konnten 67% der
Korngrenzen als KWKG und entsprechend 33% als GWKG identifiziert werden. Im weiteren
Verlauf der Messpositionen sank der Anteil der KWKG zunichst auf 51% in der Umformzone
(Pos. 3), dann auf 34% im Bereich des Matrizenfithrungskanals (Pos. 4) ab und verblieb
schlieBlich im stranggepressten Rohr, nachdem es die Abkiihleinrichtung durchlaufen hatte

(Pos. 5), auf diesem Wert.

Der Verlauf des mittleren Misorientierungswinkels zeigte hingegen einen gegenlaufigen Trend.
Im Gussgefiige (Pos. 1) war dieser Wert mit anmo=38° sehr hoch und sank im Bereich des
Ubergangs zur Umformzone (Pos. 2) deutlich auf oo=17° ab. In der Umformzone (Pos. 3)
stieg der mittlere Misorientierungswinkel dann zunichst auf onmo=23° an und betrug im
Rohrabschnitt auf Hoéhe des Presskanals (Pos. 4) ono=30°. SchlieBlich wies der untersuchte
Rohrabschnitt, der die Rohrwasserkiithlung durchlaufen hatte (Pos. 5), einen &dhnlichen Wert

von ono=27° auf.
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P 13

Abbildung 6.4: Darstellung mittels EBSD bestimmter Kleinwinkel- (rot) und GroBwinkelkorngrenzen
(schwarz) fiir verschiedenen Stellen des abgeschreckten Pressrests bzw. Rohrbereichs nach Abbildung
6.3 fir Tg=400°C, vs=1,9mm/s und R=46:1, PR a) Pos. 1 b) Pos. 2 ¢) Pos. 3 d) Pos. 4 ¢) Pos. 5

Tabelle 6.1: Anteile von GroBwinkel- und Kleinwinkelkorngrenzen sowie gemittelter
Misorientierungswinkel der mittels EBSD untersuchten Bereiche

Pos.1 Pos.2 Pos.3 Pos.4 Pos.5

oo <15°[%] | 7 67 51 34 34

amo =15° [%] 93 33 49 66 66

Mittelwert oo [°]| 38 17 23 30 27
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6.1.3.  Mikrostrukturentwicklung in dickwandigen und diinnwandigen Profilabschnitten in

Abhingigkeit von den Strangpressparametern

Der Einfluss der drei Strangpressparameter Bolzeneinsatztemperatur, Stempelgeschwindigkeit
und Pressverhéltnis auf die Mikrostruktur in dickwandigen (tx=4,5mm) sowie diinnwandigen
(tx=2,0mm) Profilbereichen soll hier zunidchst am Beispiel der EN AW-6060 Vierkantrohren
beschrieben werden. Dazu sind in Abbildung 6.5 die durch Polarisationsmikroskopie
ermittelten Gefiigemorphologien auf Hohe der Wanddickenmitte bei den jeweils zum

Strangpressen verwendeten Pressparametern dargestellt.

dickwandige Proben R=24:1 diinnwandige Proben R=48:1

Tp=400°C
VS‘ZO,S
mm/s

Tp=400°C
Vs‘:3 ,3
mm/s

Tp=500°C
VS‘ZO,S
mm/s

Tp=500°C
Vs‘:3 ,3
mm/s

Abbildung 6.5: Darstellung des Gefiiges in der Mitte der Wandstirke fiir dickwandige und dinnwandige
Bereiche mit konstanter Wanddicke in Abhéngigkeit der Strangpressparameter fiir die Legierung
EN AW-6060 nach [NEG16], Pressrichtung €, Bildoberseite ist Kontaktbereich mit dem Dorn,
Bildunterseite mit Matrizenfithrungskanal

Anhand der lichtmikroskopischen Ergebnisse konnten fiir die Legierung EN AW-6060

grundsitzlich zwei verschiedene Gefligemorphologien identifiziert werden. Die eine bestand
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aus in Pressrichtung stark gestreckten, faserartigen Kornern, die senkrecht zur Pressrichtung
eine sehr geringe Hohe aufwiesen. Da diese Gefiigeform Aufschliisse iiber die Art der
Verformung der Gussbolzenkristallite gibt, wird es nachfolgend auch als Verformungsgefiige
bezeichnet. Die andere Gefligeform war geprigt von relativ grolen rekristallisierten Kornern.
Die Strangpressparameter beeinflussten die Ausbildung der jeweiligen Kornmorphologie und

anhand der Bilder in Abbildung 6.5 waren die folgenden Tendenzen festzustellen.

Werden zunichst die Gefiige der dickwandigen Vierkantrohrabschnitte betrachtet (R=24:1
bzw. t=2,0mm), so zeigte sich bei Verwendung der geringeren Stempelgeschwindigkeit von
vs=0,8mm/s bei beiden untersuchten Bolzeneinsatztemperaturen stets ein faserférmiges
Gefiige. Eine Erhohung der Stempelgeschwindigkeit auf vs=3,3mm/s wirkte sich dahingehend
aus, dass statt eines Fasergefiiges nun ein vollstindig rekristallisiertes Gefiige vorgefunden
wurde. Eine Steigerung der Bolzeneinsatztemperatur Tg=400°C auf Tp=500°C hatte bei der
geringen Stempelgeschwindigkeit keinen FEinfluss auf die Gefiigemorphologie. Bei
Betrachtung dieses Einflusses unter Verwendung der hohen Stempelgeschwindigkeit von
vs=3,3mm/s hingegen zeigt sich, dass zwar in beiden Fillen eine vollstindig rekristallisierte
Mikrostruktur erzielt wurde. Allerdings wurde bei der hoheren Bolzeneinsatztemperatur von
Tp=500°C im Gegensatz zu Tg=400°C eine geringere KorngroBe vorgefunden. Diese betrug in
axialer Rohrrichtung bei Tg=400°C 317pum und in Richtung der Rohrwanddicke 103pm und
bei Tg=500°C 195um in Pressrichtung bzw. 117um in der Richtung quer dazu. Die Korngré3en
wurden lediglich fiir rekristallisierte Gefiige bestimmt und sind zusammenfassend fiir alle
Proben in Tabelle 6.2 aufgefiihrt. Weiterhin konnte festgestellt werden, dass die
rekristallisierten Korner bei Tg=500°C (Abbildung 6.5g) ndherungsweise eine globulitische
Gestalt hatten, wihrend die Kornstruktur fiir Tg=400°C eine Léngszerrung in Pressrichtung

aufwies.

Werden die lichtmikroskopischen Gefiigeaufnahmen fiir die diinnwandigen Proben (R=48:1
bzw. ty=2,0mm) analysiert, so lieB sich feststellen, dass eine Anderung der
Stempelgeschwindigkeit von vg=0,8mm/s auf vs=3,3mm/s bei Tg=400°C ebenso wie bei den
dickwandigen Proben zu einem Wechsel der Kornmorphologie nach sich zog. Bei vg—=0,8mm/s
war das Gefiige dominiert von in Pressrichtung gestreckten Kristalliten. Jedoch konnte an der
inneren und dufleren Rohroberfldche jeweils ein Saum von groflen rekristallisierten Kornen
festgestellt werden. Im Falle der hoheren Stempelgeschwindigkeit wurde ein vollstdndig
rekristallisiertes Geflige vorgefunden. Im Gegensatz dazu zeigten die beiden diinnwandigen

Langsschliffe fir Tg=500°C ein iiberwiegend rekristallisiertes Gefiige. Allerdings konnten am
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rechten Bildrand von Abbildung 6.5f leicht unterhalb der Wanddickenmitte vereinzelt noch
verbliebene elongierte Korner festgestellt werden. Des Weiteren ist die mittlere Korngrof3e der
Kristallite hier mit 383um in Pressrichtung und 232pum in Wanddickenrichtung sehr grof3. Eine
Erhohung der Stempelgeschwindigkeit auf vs=3,3mm/s zog eine Reduzierung der Korngrofle

auf 155um in Pressrichtung bzw. 77pum in Wanddickenrichtung nach sich.

Die Betrachtung des Einflusses der Bolzeneinsatztemperatur auf das Gefiige bei vs=3,3mm/s
fithrte zu dem gleichen Ergebnis wie bei den dickwandigen Profilabschnitten. So wurde erneut
eine Reduzierung der Korngrofe fiir die hohere Bolzeneinsatztemperatur festgestellt. Die
Korngrofle in axialer Rohrrichtung nahm dabei von 198um auf 155pm ab und die in
Wanddickenrichtung von 135um auf 77um. Auch bei den diinnwandigen Rohrsegmenten
zeigte sich die Form der Korner bei Tg=500°C eher globulitisch, wéhrend fiir Tg=400°C die
Kristallite eine Streckung in Pressrichtung aufwiesen. Im Falle der geringeren
Stempelgeschwindigkeit von vs=0,8mm/s bewirkte die Erh6hung der Bolzeneinsatztemperatur
von Tp=400°C auf Tg=500°C einen Wechsel in der Gefiigemorphologie ausgehend von einem

Fasergefiige mit Rekristallisationssaum hin zu einem vollstédndig rekristallisierten Gefiige.

Die Betrachtung des Pressverhéltnisses als Einflussfaktor auf die Mikrostruktur von EN AW-
6060 fiihrte zu den folgenden Feststellungen. Im Falle der Profilabschnitte, die bei Tg=400°C
und vg—=0,8mm/s hergestellt wurden, ergab sich kein signifikanter Einfluss. Sowohl im
dickwandigen als auch im diinnwandigen Rohrsegment lag abgesehen von den
Profiloberflichen ein faserformiges Gefiige vor. Bei Verwendung der gleichen
Stempelgeschwindigkeit in Kombination mit der hoheren Bolzeneinsatztemperatur von
Tp=500°C war ein Ubergang der Kornmorphologie von Verformungsgefiige bei R=24:1 hin zu
einem sehr grobkornigen nahezu vollstidndig rekristallisierten Gefiige bei R=48:1 festzustellen.
Des Weiteren war fiir die Abschnitte, die mit der hohen Stempelgeschwindigkeit vs=3,3mm/s
sowohl bei Tp=400°C als auch bei Tp=500°C produziert wurden, mit zunehmendem
Pressverhéltnis eine Kornfeinung zu beobachten. So reduzierte sich die mittlere axiale
Kornlédnge bei Tg=400°C von 317um bei R=24:1 auf 198um fiir R=48:1, wihrend sich die
Kornhohe leicht von 103um auf 135um erhéhte. Somit verringerte sich die Langsstreckung der
Kristallite. Bei Tg=500°C und der hohen Stempelgeschwindigkeit verringerte sich also die
Korngrofle im Zuge Der Zunahme des Pressverhéltnissesvon 195um in Pressrichtung bzw.

117pum in Wanddickenrichtung jeweils auf 155um bzw. 77um.
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Tabelle 6.2: Ermittelte Rekristallisationsanteile und rekristallisierte KorngréBen

Legierung Tg R Vst Vorod ~ RX-Anteil Mittlerer RX-Korndurchmesser [pm]
[°C] - [mm/s] [m/min] [%] Pressrichtung ~ Normalenrichtung
24:1 0.8 1 16 - -
400 48:1 2 24 _ _
24:1 13 5 100 317 103
EN AW-6060 48:1 10 100 198 135
24:1 0.8 1 32 - -
500 48:1 2 85 383 232
24:1 13 5 100 195 117
48:1 ’ 10 100 155 77
T S
400 24'1 S 0 - -
48:1 33 10 25 _ ]
EN AW-6082 : - -
24:1 1 0 - -
48:1 08 2 0
500 ’ - -
24:1 13 5 5 - -
48:1 ’ 10 29 313 89

Neben der Kornmorphologie und der Korngrof3e beeinflussten die Pressparameter auch den
Anteil des rekristallisierten Gefliges am Gesamtgefiige (RX-Anteil). Dieser ist fiir die in
Abbildung 6.5 dargestellten Profilbereiche bestimmt worden und in Tabelle 6.2
zusammenfassend aufgefithrt. Daraus kann abgeleitet werden, dass die Erhohung der
Stempelgeschwindigkeit von vs=0,8mm/s auf vs=3,3mm/s eine Zunahme des rekristallisierten
Anteils bewirkte. Dieser erhohte sich z. B. bei Tg=400°C und R=24:1 von 16% auf 100% und
bei R=48:1 von 24% auf 100%. Wurde als Bolzeneinsatztemperatur hingegen Tp=500°C
verwendet, so stieg der rekristallisierte Gefiligeanteil bei R=24:1 von 32% auf 100% bzw. bei
R=48:1 von 85% auf 100% an. Dariiber hinaus konnte ermittelt werden, dass eine Erh6hung
der Bolzeneinsatztemperatur ebenfalls zu einer Zunahme des rekristallisierten Gefiigeanteils
fithrte. Als exemplarisches Beispiel seien hier die diinnwandigen Rohrabschnitte genannt, die
mit vs—=0,8mm/s verarbeitet wurden. Hier erhohte sich der rekristallisierte Anteil mit
zunehmender Bolzentemperatur von 24% auf 85%. Des Weiteren geht aus Tabelle 6.2 hervor,
dass auch eine Erhohung des Pressverhiltnisses ebenfalls Einfluss auf den rekristallisierten
Gefligeanteil hatte. Anhand der mit vs=0,8mm/s stranggepressten Rohre konnte ermittelt
werden, dass die Erhohung des Pressverhéltnisses von R=24:1 auf R=48:1 beispielsweise flir
Tp=400°C den Rekristallisationsanteil von 16% auf 24% steigerte. Bei Tg=500°C stieg der
Anteil deutlicher von 32% auf 85% an.
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Im Falle der Legierung EN AW-6082 waren deutlich weniger Unterschiede in der
Gefiigeausbildung festzustellen. Die polarisationsmikroskopischen Gefiigeaufnahmen in dick-
und diinnwandigen Rohrbereichen sind in Abbildung 6.6 dargestellt. Das Gefiige wird bei
nahezu allen im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Pressbedingungen dominiert von in
Pressrichtung ldngsgestreckten, faserartigen Kornen. Lediglich unter Verwendung der hochsten
Stempelgeschwindigkeit von vg=3,3mm/s und bei dem gréBeren Pressverhéltnis von R=48:1
war ein diinner Rekristallisationssaum an der Rohrinnen- und -auf3enseite zu beobachten (z. B.
Abbildung 6.6d). Der Anteil dieses rekristallisierten Bereichs am Gesamtgefiige der jeweiligen
Probe ist Tabelle 6.2 zu entnehmen. Ein vollstidndig rekristallisiertes Gefiige wurde lediglich
im dinnwandigen Rohrabschnitt gefunden, der bei Tg=500°C mit vg=3,3mm/s produziert
wurde (Abbildung 6.6h).

dickwandige Proben R=24:1 diinnwandige Proben R=48:1

Tp=400°C
VS‘ZO,S
mm/s

Tp=400°C
Vs‘:3 ,3
mm/s

Tp=500°C
VS‘ZO,S
mm/s

Tp=500°C
Vs‘:3 ,3
mm/s

Abbildung 6.6: Darstellung des Gefiiges in der Mitte der Wandstérke fiir dickwandige und dinnwandige
Bereiche mit konstanter Wanddicke in Abhéngigkeit von den Strangpressparametern fiir die Legierung
EN AW-6082 nach [NEG16], Pressrichtung €, Bildoberseite ist Kontaktbereich mit dem Dorn,
Bildunterseite mit Matrizenfithrungskanal
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Ergebnisse der EBSD-Analysen

Um weitere Informationen zur Gefiigecharakterisierung und {iber die an der
Gefiigeentwicklung beteiligten Mechanismen zu erhalten, wurden ausgewéhlte Proben mittels
EBSD untersucht. Dafiir wurden lediglich die Extrembedingungen von hdochster
Bolzeneinsatztemperatur (Te=500°C) in Kombination mit der  hochsten
Stempelgeschwindigkeit (vs=3,3mm/s) sowie Proben, die bei der niedrigsten Tg=400°C und
geringsten Stempelgeschwindigkeit (vs=0,8mm/s) verpresst wurden, beriicksichtigt. Dabei lag
das Hauptziel auf der Ermittlung der Misorientierungswinkel zwischen den einzelnen Koérnern.
Diese Informationen sollten Aufschluss iiber den Charakter der vorhandenen
Kristallitkorngrenzen geben, also ob Kleinwinkelkorngrenzen und somit Subkdrner oder aber
GroBwinkelkorngrenzen vorlagen. Die Ergebnisse sind in Abbildung 6.7 aufgefiihrt. Hierbei ist
der Charakter der Korngrenzen farblich gekennzeichnet. So sind Korngrenzen mit einen
Misorientierungswinkel ~von  groBer 15° (GWKG) schwarz und jene mit
Misorientierungswinkeln zwischen 2° und 15° (KWKG) rot markiert. Misorientierungswinkel
kleiner 2° wurden nicht berticksichtigt, da andernfalls zahlreiche Artefakte die Bildqualitit und
die Ubersichtlichkeit deutlich verschlechtert hitten. In Abbildung 6.7 sind die Ergebnisse der
EBSD-Untersuchungen aufgefiihrt. Die daraus bestimmten jeweiligen Anteile sind in Tabelle

6.3 zusammengefasst.

Die EBSD-Ergebnisse der zuvor mittels Polarisationsmikroskopie als rekristallisiert
eingestuften Proben (Abbildung 6.7a, b und f) zeigten, dass tatsichlich der iiberwiegende Anteil
der Korngrenzen einen Misorientierungswinkel von grofler als 15° aufwiesen. Allerdings
konnten stets auch gewisse Anteile (sieche Tabelle 6.3) an Kleinwinkelkorngrenzen
vorgefunden werden, die im Lichtmikroskop nicht als solche zu identifizieren waren. Deren

Anteil war jedoch im Vergleich zu den GroBBwinkelkorngrenzen klein.
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dickwandige Proben R=24:1 diinnwandige Proben R=48:1

b)

EN AW-
6060

Tp=500°C

vs=3,3mm/s

EN AW-
6060

Tp=400°C

vs=0,8mm/s

EN AW-
6082

Tp=500°C

vs=3,3mm/s

EN AW-
6082

Tp=400°C

vs=0,8mm/s

Abbildung 6.7: EBSD-Maps mit Bandkontrast und Informationen zum Misorientierungswinkel von
Korngrenzen (rot=KWKG o1,j0<15°, schwarz=GWKG ai0>15°) in Anlehnung an [NEG16], PR&
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Weiterhin zeigten die EBSD-Ergebnisse, dass die in Pressrichtung langsgestreckten Kristallite
gegeneinander durch GroBwinkelkorngrenzen abgegrenzt vorlagen (Abbildung 6.7c, d, e, g, h).
Die Gestalt der GWKG war dabei nicht glatt, sondern eher sdgezahnformig. Des Weiteren
wurde anhand der dargestellten Ergebnisse deutlich, dass innerhalb der ldngsgestreckten
Korner, zahlreiche Subkorner vorlagen, die sich durch einen Misorientierungswinkel von
kleiner 15° auszeichneten. Uber die Kornhohe der lingsgestreckten Koérner senkrecht zur
Strangpressrichtung gesehen, lagen dabei ein bis maximal 4 Subkoérner vor. Daneben wurden
auch zahlreiche kleine Korner identifiziert, die vollstindig von einer GroBwinkelkorngrenze
umgeben waren. Mit zunehmendem Pressverhiltnis von R=24:1 auf R=48:1 (von Abbildung
6.7c zu d und von Abbildung 6.7g zu h) erhohte sich deren Anzahl deutlich. Wahrend im Zuge
der Pressverhiltniszunahme bei der Legierung EN AW-6082 eine Steigerung des Anteils an
GroBwinkelkorngrenzen zunahm, hatte dies fiir die Legierung EN AW-6060 keinen
signifikanten Einfluss (Tabelle 6.3).

Tabelle 6.3: Mittels EBSD ermittelte Anteile an Klein- (onmo<15°) und GroBwinkelkorngrenzen
(omo=15°)

Legierung Strangpressbedingungen oMo R=24:1 R=48:1

o 0 0

500°C, 3,3mm/s <1 22% 29%
o 0 0

EN AW-6060 215 78% 71%
o 0 0

400°C, 0,8mm/s <15 60% 56%

>15° 40% 44%
o 0 o

500°C, 3,3mm/s <150 53?’ 8?

EN AW-6082 215 47% 92%
o 0 0

400°C, 0,8mm/s <15 62% 42%

>15° 38% 58%

Neben der Unterscheidung des Korngrenzencharakters in KWKG und GWKG erméglicht das
EBSD-Verfahren weiterhin Aussagen tiber die Orientierung der Kristallite und somit {iber eine
moglicherweise vorhandene Vorzugsorientierung (Textur) im untersuchten Probenausschnitt.
Daher sind in Abbildung 6.9 die Kornorientierungsverteilungen beziiglich der z-Richtung

(Normalenrichtung ND) farblich dargestellt (siche Abbildung 6.8 und vergl. Kapitel 4.4.3.).
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ND

a) ]

b

) 1

001 101

Abbildung 6.8: a) Darstellung von Mess- und Probenkoordinatensystem b) Farblegende fiir die
Kornorientierungsverteilungen der EBSD-Analysen

dickwandig R=24:1 diinnwandig R=48:1

ND ED ND ED

EN AW-6060
Tp=500°C
Vs=3,3mm/s

EN AW-6060
Tg=400°C
Vs;=0,8mm/ s

EN AW-6082
Tp=500°C
Vsi=3,3 mm/s

EN AW-6082
T=400°C

Abbildung 6.9: Darstellungen der mittels EBSD bestimmten Kornorientierungsverteilungen beztiglich
der z-Richtung (Normalenrichtung ND) und x-Richtung (Strangpressrichtung ED)
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Aus der farblichen Darstellung der jeweiligen Kornorientierungen in Abbildung 6.9 konnte
hinsichtlich der Abhéngigkeit von den Strangpressparametern zunéchst keine einheitliche
Systematik wie z. B. etwa eine charakteristische Doppelfasertextur abgeleitet werden. Daher
erfolgt nachfolgend lediglich eine beispielhafte Beschreibung fiir die Proben der Legierung EN
AW-6060. Fiir diese Legierung zeigte sich unter Verwendung der Prozessparameter von
Tp=500°C, vg=3,3mm/s und R=24:1 ein hoher Anteil von Kornern, deren <101>-Richtungen
parallel zur Normalenrichtung (ND) orientiert waren. Die gleiche Beobachtung konnte bei
Betrachtung der Kornorientierungen beziiglich der Strangpressrichtung (ED) gemacht werden.
Fir den dinnwandigen Abschnitt (R=48:1) desselben Rohres hingegen waren die meisten
Korner beziiglich ND <001> orientiert, wobei jedoch erneut auch <101>-orientierte Korner
vorlagen. Die Betrachtung beziiglich der ED fiihrte hingegen zu dem Ergebnis, dass der
tiberwiegende Anteil der Kristallite im untersuchten Probenbereich eine <001>-Orientierung
aufwies. Im Falle der Verwendung der Strangpressparameter von Tg=400°C, vs=0,8mm/s und
R=24:1 fiir die Legierung EN AW-6060 wurden viele verschiedene Kornorientierungen sowohl
bei Betrachtung der Kornorientierung beziiglich ND als auch beziiglich ED vorgefunden. Im
Falle des diinnwandigen Rohrabschnitts (R=48:1) desselben Rohres traten iiberwiegend Ko6rner
auf, deren <101>-Richtungen parallel zu ND orientiert waren. Parallel zur Strangpressrichtung

wurden dagegen liberwiegend <112>-orientierte Kristallite vorgefunden.

Durch die exemplarische Betrachtung der Polfiguren fiir die EN AW-6060-Probe, die unter
Verwendung von Tp=400°C, vs=0,8mm/s, R=48:1 hergestellt wurde, konnte schlieBlich
ermittelt werden, dass hierbei eine deutlich ausgeprigte Walztextur vorlag (Abbildung 6.10a).
Dies wird aus dem Vergleich der Polfiguren in Abbildung 6.10a mit denen in Abbildung 4.4.
in Kapitel 4.4.3. deutlich. Ahnliche Walztexturen konnten auch fiir simtliche Proben bestimmt

werden, die ein faserformiges Geflige aufwiesen.

Abbildung 6.10b zeigt hingegen exemplarisch die Polfiguren fiir die vollstindig rekristallisierte
Probe des diinnwandigen EN AW-6060-Rohrabschnitts (R=48:1), der mit Tg=500°C und
vsi=3,3mm/s umgeformt wurde. Der Unterschied zu der zuvor beispielhaft beschriebenen
Walztextur ist deutlich. Die {100}-Polfigur wies nun ein stark ausgeprigtes
Intensitdtsmaximum (Peak) in Pressrichtung (ED) auf. Daritiber hinaus konnten noch weitere,
allerdings weniger stark ausgeprégte Peaks z. B. in Normalenrichtung (ND), sowie entlang der
Achse der Querrichtung (TD) verteilt vorgefunden werden. In diesem Fall konnte die Textur

als eine <100>-Fasertextur in ED beschrieben werden.
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Pole Figures
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Abbildung 6.10: Exemplarische Darstellungen der {100}-, {110}- und {111}-Polfiguren fiir

Vierkantrohrabschnitte hergestellt unter Verwendung von a) EN AW-6060, Tg=400°C, vs=0,8mm/s,
R=48:1 und b) EN AW-6060, Tg=500°C, vs=3,3mm/s, R=48:1

6.1.4. Axiale Mikrostrukturentwicklung bei kontinuierlicher Wanddickenreduktion

Neben dem Einfluss der Strangpressparameter auf die Mikrostrukturentwicklung in dick- sowie
diinnwandigen Rohrabschnitten sollte auch untersucht werden, ob die Erhohung des
Pressverhéltnisses und folglich einer Wanddickenverringerung iiber die Profillinge mit
mikrostrukturellen Verdnderungen einherging. Dazu wurden flir ausgewihlte Rohre
entsprechend Abbildung 4.3 an mehreren Positionen des jeweiligen Rohres Proben entnommen
und lichtmikroskopisch untersucht. Hierfiir wurden lediglich die Vierkantrohre herangezogen,
die mit den  Extrembedingungen  hinsichtlich  Bolzeneinsatztemperatur  und
Stempelgeschwindigkeit also Tg=500°C und vs=3,3mm/s sowie Tg=400°C und vs~=0,8mm/s
produziert wurden. Die Resultate der Untersuchungen zur axialen Mikrostrukturentwicklung

sind in Abbildung 6.11 dargestellt.
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Parameter . Pos. 2 Pos. 3 Pos. 4

EN AW-
6060

Tp=500°C

vs=3,3mm/s

EN AW-
6060

Tp=400°C

vs=0,8mm/s

EN AW-
6082

Tp=500°C

vs=3,3mm/s

I mm

Abbildung 6.11: Axiale Mikrostrukturentwicklung bei kontinuierlicher Wanddickenreduktion,
Bildoberseite ist Kontaktbereich mit Dornoberfliche nach [NEG16], PR&

Daraus geht hervor, dass fiir die Legierung EN AW-6060 und einer Kombination von
T=500°C und vs=3,3mm/s bei allen Positionen stets ein vollstindig rekristallisiertes Gefiige
vorgefunden wurde. Die Bestimmung der lokalen Korngrofen zeigt jedoch, dass sich diese tiber
die Rohrlidnge eines Wanddickenvariationszyklus nicht homogen ausbildeten (Tabelle 6.4).
Wie Tabelle 6.4 entnommen werden kann, betrug die mittlere Korngr68e am Ende des
dickwandigen Rohrbereichs (Pos. 1) parallel zur Pressrichtung (ED) 195um und senkrecht dazu
also in Richtung der Oberflichennormalen (ND) 117um. Zu Beginn der Wanddickenreduktion
(Pos. 2) stiegen diese beiden Werte auf 288um und 144pum an. Am Ende des
Wanddickeniibergangsbereichs (Pos. 3) sank die Korngréfe in Pressrichtung auf 173um ab,
wihrend senkrecht dazu ein Wert von 69um ermittelt wurde. Im konstant diinnwandigen
Rohrbereich (Pos. 4) wurde eine weitere Korngréfenreduktion in auf 155um in Pressrichtung

festgestellt. In Normalenrichtung war hingegen ein leichter Anstieg auf 77um zu beobachten.
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In Abbildung 6.12 ist die Entwicklung der lokalen Korngroen in Pressrichtung

veranschaulicht.

Abbildung 6.12: Entwicklung der Korngréfe parallel zur Pressrichtung sowie des rekristallisierten
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=-KorngréRe bei TB=500°C, vSt=3,3mm/s

| —=-RX-Gefligeanteil bei TB=400°C, vSt=0,8mm/s
»

Axiale Position im Rohrabschnitt

Gefiigeanteils von EN AW-6060 bei axialer Wanddickenreduktion

Tabelle 6.4: Axiale Entwicklung des rekristallisierten Gefiigeanteils, der Rekristallisationsschichtdicke

sowie der Korngrofe

60

r 50

3
E
c
T LR e 3
PR s 40 wp
=250 | . hN S 2
2 ’ o~ ’ 8
% ,, S S r 30 C
‘ﬂ_ﬂ . ‘,‘/ [
£ 200 - [ £
= 4 - (7]
Q ¢ “® 20 ]
4 ° E
150 F 10 -2
E

100 0

Pos. 1 Pos. 2 Pos. 3 Pos. 4

Pressbedingungen Eigenschaft Pos. 1 Pos. 2 Pos. 3 Pos. 4
EN AW-6060 rekrist. Gefluigeanteil [%] 100 100 100 100
Tg=500°C Dicke RX-Schicht [mm] 4,1 3,7 3,5 1,7
Vs=3,3mm/s Korngrofie parallel zu ED [um)] 195 288 173 155
Korngrofie parallel zu ND [um] 117 144 69 77
EN AW-6060 rekrist. Gefligeanteil [%] 18 42 25 56
Tp=400°C Dicke RX-Schicht [mm] 0,8 1,0 0,4 0,8
vg=0,8mm/s KorngroBe parallel zu ED [um] - - - -
Korngrofie parallel zu ND [um] - - - -
EN AW-6082 rekrist. Gefligeanteil [%] 5 0 12 100
Tp=500°C Dicke RX-Schicht [mm] 0,2 0 0,2 1,7
vg=3,3mm/s KorngroBe parallel zu ED [um)] - - - 313
Korngrofie parallel zu ND [um] - - - 89

Fiir die Pressparameterkombination von Tg=400°C und vs~=0,8mm/s wurde das Gefiige von
der faserféormigen Kornmorphologie auch in axialer Rohrrichtung dominiert (Abbildung 6.11).
Es lag jedoch stets ein Saum von rekristallisierten Kornern an der inneren und &uferen
Rohroberfliche vor. Die Dicke des Saums und im Zuge der abnehmenden Wandstérke auch der
rekristallisierte Gefiigeanteil variierten dabei jedoch wie Tabelle 6.4 entnommen werden kann.
So betrug die Saumdicke am Ende des dickwandigen Rohrbereichs (Pos. 1) 0,8mm und der
rekristallisierte Anteil 18%. Zu Beginn der Wanddickenreduktion (Pos. 2) erhohten sich die
beiden Kennwerte auf 1,0mm sowie 42%. Am Ende des Wanddickeniibergangsbereichs (Pos.
3) lag die Saumdicke bei 0,4mm und der rekristallisierte Anteil des Gefiiges betrug 25%.

SchlieBlich wurden im konstant diinnwandigen Profilbereich (Pos. 4) Werte von 0,8mm und
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6. Ergebnisdarstellung zur Profilcharakterisierung

56% festgestellt. Der Verlauf des rekristallisierten Gefiigeanteils bei lokaler Anderung der
Rohrwanddicke durch kontinuierliche Reduktion ist in Abbildung 6.12 dargestellt.

Wird die Gefligeverdnderung entlang der Rohrldnge im Falle der Legierung EN AW-6082
betrachtet, so kann festgehalten werden, dass selbst bei Strangpressbedingungen von Tg=500°C
und vs=3,3mm/s die faserformige Gestalt der Kristallite tiberwog. Dies galt zumindest fiir die
Probeentnahmestellen 1 bis 3. Allerdings konnte an den Positionen 1 und 3 an der Oberflédche,
die in Kontakt mit dem Dorn, stand eine diinne rekristallisierte Schicht vorgefunden werden.
Im Bereich des konstant diinnwandigen Rohrabschnitts lag hingegen ein vollstindig
rekristallisiertes Gefiige vor. Dieses wies jedoch noch eine deutliche Langsstreckung der
Korner in Pressrichtung auf. Dabei war der mittlere Korndurchmesser parallel zur Pressrichtung
deutlich groBer als in Richtung der Oberflachennormalen. Die jeweiligen Werte der Korngrof3e
sowie die Dicke der rekristallisierten Oberfldchenschicht konnen Tabelle 6.4 entnommen

werden.
6.1.5.  Ausscheidungscharakterisierung

Die hochsten mechanischen Materialeigenschaften von EN AW-6xxx Legierungen werden erst
nach einer Warmauslagerung erreicht und sind somit mafBigeblich durch die sich dabei
entwickelnden Ausscheidungsphasen bestimmt. Aus diesem Grund wurden ausgewéhlte T6
warmausgelagerte Probenzustinde (Ta=180°C, t,=8h) mittels Transelektronenmikroskopie
hinsichtlich des jeweils vorliegenden Ausscheidungszustands charakterisiert. In Abbildung
6.13 sind die entsprechenden TEM-Aufnahmen jeweils bei 52000-facher VergroBerung
dargestellt. Fiir eine Vergleichbarkeit der Ausscheidungszustinde wurden weiterhin jeweils die
Ausscheidungsdichte (Anzahl der Ausscheidungen pro Flidche) sowie die mittlere

Ausscheidungsléange bestimmt.
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6. Ergebnisdarstellung zur Profilcharakterisierung

Abbildung 6.13: TEM-Ausscheidungscharakterisierung von T6 warmausgelagerten (To=180°C, t,=8h)
Proben, die mit unterschiedlichen Strangpressparametern erzeugt wurden (Abbildungsbedingung:
Vielstrahlfall einer <100>-Zonenachse) a) EN AW-6060, Tg=500°C, vs=3,3mm/s, R=48:1 b) EN AW-
6060, Tg=500°C, vs=3,3mm/s, R=24:1, ¢c) EN AW-6060, Tg=400°C, vs=3,3mm/s, R=48:1, d) EN AW-
6060, Tg=400°C, vs=0,8mm/s, R=48:1

Abbildung 6.13a zeigt den Ausscheidungszustand eines diinnwandigen EN AW-6060-
Vierkantrohrabschnitts, der bei Tg=500°C mit vs=3,3mm/s stranggepresst und bei To=180°C
fiir tA=8h warmausgelagert wurde. Zu erkennen sind zahlreiche nadelformige Ausscheidungen,
die zum einen parallel zueinander vorliegen, zum anderen um 90° verdreht. Die Ausrichtung
war jedoch stets parallel zu den <100>-Richtungen des Aluminiumkristalls. Des Weiteren lagen
zahlreiche punktformige Ausscheidungen vor. Durch Probendrehung konnte allerdings
festgestellt werden, dass es sich dabei ebenfalls um nadelférmige Ausscheidungen handelte,
deren Lingsachse senkrecht zur Bildebene lag und somit im dargestellten Bild lediglich ihr
Querschnitt abgebildet wurde. Die mittlere Ausscheidungsdichte fiir diesen Zustand wurde zu

2427um™ bestimmt und die mittlere Ausscheidungslinge lag bei 40nm.

In Abbildung 6.13b ist ein Probenzustand der selben Legierung abgebildet, der ebenfalls mit
Tp=500°C sowie vs=3,3mm/s hergestellt wurde. Allerdings handelt es sich hierbei um einen
dickwandigen Abschnitt desselben Rohres. Das Pressverhiltnis war also hierbei mit R=24:1

lokal geringer als bei der in Abbildung 6.13a gezeigten Probe. Die wesentlichen Unterschiede,
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6. Ergebnisdarstellung zur Profilcharakterisierung

die hierbei im Vergleich zum vorherigen Fall festzustellen waren, betrafen die
Ausscheidungsdichte und die mittlere Ausscheidungsliange. Wahrend die Ausscheidungsdichte
hierbei mit 2054pm™ leicht niedriger als zuvor ausfiel, blieb die mittlere Ausscheidungslinge

mit 44nm unverindert.

Bei der diinnwandigen Probe, die einem Rohr entnommen wurde, welches mit Tg=400°C und
vs=3,3mm/s stranggepresst wurde (Abbildung 6.13c), konnte die Ausscheidungsdichte mit

1768 um™ ermittelt werden. Hier betrug die mittlere Ausscheidungslinge 45nm.

Auch bei Betrachtung der in Abbildung 6.13d dargestellten Probe aus einem diinnwandigen
Rohrabschnitt, der bei der geringeren Bolzeneinsatztemperatur (Tg=400°C) und der kleinsten
Stempelgeschwindigkeit vg=0,8mm/s stranggepresst wurde, wird deutlich, dass sich eine
Verringerung dieser Strangpressparameter in gleicher Weise auf den Ausscheidungszustand
auswirkten. Allerdings waren die Auswirkungen hierbei noch deutlich stirker ausgeprigt als
zuvor. So wurde eine Ausscheidungsdichte von lediglich 635um™ und eine mittlere
Ausscheidungslédnge von 75nm bestimmt. Damit wurde bei diesem Probenzustand die geringste
Ausscheidungsdichte sowie die grofite mittlere Ausscheidungslinge vorgefunden. In
Abbildung 6.14a ist die Entwicklung der Ausscheidungsdichte in Abhéngigkeit der
Strangpressparameter  grafisch  dargestellt. Abbildung 6.14b  zeigt die mittlere

Ausscheidungslédnge in Abhingigkeit von den Strangpressbedingungen.
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Abbildung 6.14: Charakterisierung der nadelformigen Ausscheidungen in Abhédngigkeit von den
Strangpressbedingungen a) mittlere Ausscheidungsdichte b) mittlere Ausscheidungsldnge
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6.1.6.  Gefugedarstellung von direkt unter Verwendung des entwickelten Werkzeugs

strangpressten Profilbereichen

Nachfolgend soll kurz auf das Gefiige der Profile eingegangen werden, die mit dem neu
entwickelten Werkzeug erzeugt wurden. Wie Abbildung 6.15 =zeigt, wurde fiir die
Profilquerschnitte  stets ein Mischgefiige aus rekristallisierten Kornern sowie
Verformungsgefiige festgestellt. Dabei traten die rekristallisierten Kristallite im Falle des
dickwandigen Profilabschnitts (Abbildung 6.15a) bevorzugt an den Profiloberflichen auf,
wihrend des grofite Teil des Querschnitts nicht rekristallisiert vorlag. Im diinnwandigen
Profilabschnitt hingegen lagen rekristallisierte Korner nicht nur an den Oberflachen sondern
insbesondere auch in den Strangpressnédhten jeweils in der Mitte der jeweiligen Profilseiten vor
(Abbildung 6.15b). Des Weiteren war der Anteil an rekristallisiertem Gefiige gegeniiber dem
dickwandigen Abschnitt deutlich erhoht. Der Rekristallisationssaum war an der
Profilinnenseite starker ausgeprégt als aullen (Abbildung 6.15b). Ein signifikanter Einfluss der
Probenentnahmeposition entlang der Stranglinge auf die Gefiigeausbildung wurde nicht

festgestellt. Ebenso wirkte sich die lokale Wanddickenreduktion nicht auf das Gefiige aus.
a)

Abbildung 6.15: Gefiigedarstellung direkt stranggepresster Hohlprofile a) dickwandiger Profilabschnitt
b) dinnwandiger Profilbereich

6.2.  Charakterisierung der mechanischen Eigenschaften unter quasi-statischer

Zugbelastung

6.2.1. Einfluss der Strangpressparameter auf die mechanischen Eigenschaften unter

Zugbelastung im stranggepressten Zustand (as-extuded)

Zunichst sollten die in Flachzugversuchen bestimmten mechanischen Materialeigenschaften in
Abhidngigkeit von den vorgegebenen Strangpressparametern Stempelgeschwindigkeit,

Bolzeneinsatztemperatur und Pressverhéltnis fiir den stranggepressten Probenzustand
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betrachtet werden. Daher sind die daraus gewonnenen mechanischen Materialkennwerte fiir die

verschiedenen Pressbedingungen in Tabelle 6.5 aufgefiihrt.

Tabelle 6.5: Einfluss der Strangpressparameter auf die mechanischen Materialkennwerte der Legierung
EN AW-6060 im stranggepressten Probenzustand

R=24:1 R=48:1
Tg Vst Ryoz R, €Br Ryoz R, €Br
[°C] [mm/s] [MPa] [MPa] [%] [MPa] [MPa] [%]
0,8 73 +1 1575 25=x1 62 +1 132+ 6 212
400 1,6 722 168 +2 28+ 1 851 168 + 4 17x1
33 67 1 161 = 1 28+ 1 77 1 152 +6 19+1
0,8 94 + 4 191 £2 25=x1 95«2 181 £2 27 x1
1,6 93 +1 200 £ 1 28 x4 103 +£6 174 £ 15 16 £4
500 33 100 + 4 203 £2 26+3 100 =1 193 £ 1 212

Als erstes zeigten die Ergebnisse, dass die in DIN EN 755-2 [DIN13b] fiir die Legierung EN
AW-6060 im Zustand T4 vorgegebenen minimalen Anforderung von Ry = 60MPa, Ry, =
120MPa und €, = 16% im Allgemeinen eingehalten werden konnten. Eine Ausnahme davon
stellte lediglich die Bruchdehnung von 16% =+ 4 des Versuchs bei Tg=500°C und R=48:1 mit

vs—1,6mm/s dar.

Bei der Betrachtung der FEinfliisse der Strangpressparameter auf die mechanischen
Materialkennwerte im stranggepressten Probenzustand konnte folgendes festgestellt werden.
Die Vergroflerung der Stempelgeschwindigkeit von vg=0,8mm/s bis zu vg=3,3mm/s fiihrte zu
leicht erhchten Werten der Dehngrenze und Zugfestigkeit. Allerdings lagen diese Anderungen
oftmals lediglich innerhalb der Fehlergrenzen, sodass dieser Einfluss in den meisten Féllen als
nicht signifikant zu bezeichnen ist. Ebenso wurde auch die Bruchdehnung bei der
iiberwiegenden Anzahl der Versuche von der Stempelgeschwindigkeit nicht signifikant
beeinflusst. Merkliche Variationen waren lediglich bei Verwendung der hohen
Bolzeneinsatztemperatur von Tg=500°C und den diinnwandigen Proben (R=48:1) festzustellen.

Hier zog eine Geschwindigkeitserhohung tendenziell ein Abfallen der Bruchdehnung nach sich.

Eine deutliche Erhohung der Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C auf Tg=500°C fiihrte zu
einer Steigerung der Werte von Dehngrenze und Zugfestigkeit (Abbildung 6.16). Dieser
Zusammenhang konnte fiir alle drei Stempelgeschwindigkeiten sowie fiir beide
Pressverhéltnisse vorgefunden werden. Die Bruchdehnung wurde von der Variation der
Bolzeneinsatztemperatur hingegen nicht maf3geblich beeinflusst. Einzig bei Verwendung der
geringsten Geschwindigkeit von vg—=0,8mm/s wurde bei hoherer Bolzeneinsatztemperatur eine

hohere Bruchdehnung als bei Tg=400°C festgestellt.
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Das Pressverhiltnis stellte den dritten Einflussparameter auf die mechanischen Kennwerte dar.
Wird die Auswirkung einer Steigerung des Pressverhéltnisses von R=24:1 auf R=48:1 auf Ry »
betrachtet, so war festzustellen, dass dies nur bei einem Teil der Versuche zu einer leichten
Erhohung der Dehngrenzen fiihrte. Dieser Trend wurde insbesondere fiir die Versuche mit
niedriger Tg=400°C bei vs~=0,8mm/s und vs=3,3mm/s beobachtet. Auch die Verwendung der
mittleren Geschwindigkeit von vg=1,6mm/s zog bei Tg=500°C diesen Effekt nach sich. Fiir
vs=0,8mm/s und vs=3,3mm/s bei dieser Temperatur blieben die Dehngrenzen hingegen

unverindert.

Im Gegensatz dazu wurde beobachtet, dass die Erhohung des Pressverhiltnisses im
Allgemeinen eine Verringerung der Zugfestigkeiten nach sich zog (Abbildung 6.16). Ebenso
wurde festgestellt, dass die Bruchdehnung bei Proben des groferen Pressverhéltnisses

geringere Werte aufweisen als bei R=24:1 (Tabelle 6.5).
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Abbildung 6.16: Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur und des Pressverhéltnisses auf Dehngrenze und
Zugfestigkeit im stranggepressten Probenzustand bei vg=3,3mm/s

Auch die Art der Profilkiihlung nach dem Austritt aus der Presse kann als Pressparameter
aufgefasst werden. Daher wurde exemplarisch der Einfluss der Abkiihlbedingung in Form von
langsamer Luftabkiihlung bzw. Wasserabschreckung hinter dem Hohlstempel untersucht. Die
mechanischen Eigenschaften sind in Tabelle 6.6 dargestellt.

Tabelle 6.6: Einfluss der Abkiihlbedingungen auf die mechanischen Materialkennwerte im
stranggepressten Probenzustand

R=24:1 R=48:1
Tg Vst Kiihlung Rpop R €Br Rpop R €Br
[°C] [mm/s] [MPa] [MPa] [%] [MPa] [MPa] [%]
400 0.8 Luft 52+8 1351 27«2 61 +1 1273 23 +1
’ Wasser 67 x1 161 = 1 28 + 1 77 + 1 152+ 6 19+1
500 0.8 Luft 85 =1 185 +4 25+1 751 165 +1 25«1
’ Wasser 94 + 4 191 =2 251 95+2 181 £2 27«1
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Daraus kann zunidchst abgeleitet werden, dass die Art der Rohrabkiihlung nach dem
Strangpressen durchaus einen Einfluss auf die mechanischen Kennwerte hatte. Dabei fiihrte das
Abschrecken mittels Wasser bei den untersuchten Pressbedingungen stets zu gréBBeren Werten
von sowohl Ry, als auch Ry,. Die Bruchdehnung wurde hingegen nicht signifikant von der

Kiihlungsart beeinflusst.

6.2.2. Einfluss der Warmebehandlung auf die mechanischen Materialeigenschaften unter

Zugbelastung

Nach der Charakterisierung der mechanischen Werkstoffeigenschaften im stranggepressten
Zustand wurde der Einfluss verschiedener Wiarmbehandlungsparameter auf mechanischen
Materialkennwerte untersucht. Diese Versuche wurden an diinnwandigen Probenabschnitten
des EN AW-6060-Rohres vorgenommen, das bei Tg=500°C mit vs~=3,3mm/s hergestellt
worden war. Dabei wurde die Warmebehandlungsdauer (ta) und die Temperatur (T,A) variiert.

Die Ergebnisse sind in Tabelle 6.7 aufgefiihrt und in Abbildung 6.17 grafisch veranschaulicht.

Tabelle 6.7: Einfluss der Warmebehandlung auf die mechanischen Materialkennwerte

Wérmebehandlung Rpo2 R €pr
[MPa] [MPa] [%]
T4 as extruded
(nach Pressen wasserabgeschreckt) 100=1 193 =1 21+2
T4 (Raumtemperaturlagerung >1 Jahr) 118+1 228+2 20+3
T6 160°C, 8h 209 £ 16 278 +3 16 +1
T6 180°C, 4h 255+5 288+3 19+2
T6 180°C, 8h 271+ 7 296 +2 15+1
350 - )
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Wirmebehandlung
Abbildung 6.17: Einfluss verschiedener Probenzustinde auf die mechanischen Werkstoffeigenschaften
(EN AW-6060, Tg=500°C, vs=3,3mm/s, R=48:1)

Demnach lassen sich die Einflisse der verschiedenen Wéirmebehandlungen auf die
mechanischen Materialkennwerte wie folgt beschreiben. Der Probenzustand ,, T4 as extruded*,
der nach dem Austritt aus dem Hohlstempel unter Verwendung der Wasserkiihlung erzeugt

wurde wies die geringsten Festigkeitswerte auf. Im Vergleich dazu fiihrte eine Lagerung des
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Probenmaterials an Raumtemperatur fiir mehr als 1 Jahr (Kaltauslagerung) zu einem relativ
geringen Anstieg von Dehngrenze und Zugfestigkeit. Die Bruchdehnung zeigte sich dabei nicht
signifikant beeinflusst. Eine Warmauslagerung des Materials bei To=160°C fiir ta4=8h fiihrte
hingegen zu einer sehr deutlichen Steigerung der Dehngrenze und Zugfestigkeit gegeniiber dem
Ausgangszustand. Diese Festigkeitssteigerung ging mit einem Abfall der Bruchdehnung einher.
Eine weitere Steigerung von Zugfestigkeit aber auch der Dehngrenze wurde bei einer Erh6hung
der Warmauslagerungstemperatur von Ta=160°C auf Tx=180°C bei einer gleichzeitigen
Reduzierung der Auslagerungsdauer von tya=4h festgestellt. SchlieBlich konnten die hochsten
Festigkeitskennwerte durch die Verldngerung der Warmauslagerungsdauer bei To=180°C von
ta=4h auf ta=8h erzielt werden. Im Zuge dessen sank jedoch die Bruchdehnung auf eg,=15%

ab.

6.2.3. Einfluss der Strangpressparameter auf die mechanischen Eigenschaften unter

Zugbelastung im warmausgelagerten Zustand

Da zuvor festgestellt worden war, dass eine Warmauslagerung bei To=180°C fiir t,=8h die
hochsten Festigkeiten bei gleichzeitig guter Bruchdehnung erzielte, wurde diese
Wirmebehandlung ausgewdhlt, um den Einfluss der Strangpressparameter auf die
mechanischen Materialkennwerte im warmausgelagerten Zustand (T6) zu untersuchen. Die
Ergebnisse sind fiir die beiden Legierungen EN AW-6060 sowie EN AW-6082 in Tabelle 6.5
zusammenfassend dargestellt. Fiir die Legierung EN AW-6060 kann zunéchst festgehalten
werden, dass alle Pressbedingungen die in DIN EN 755-2 [DINI13b] festgeschriebenen
Mindestanforderungen von Ry, = 150MPa, R, = 190MPa und &g, = 8% erfiillt haben. Bei
Betrachtung der Kennwerte fir EN AW-6082 hingegen muss festgestellt werden, dass die
Festigkeitsanforderungen von Ry = 250MPa, R,, = 290MPa fiir R=24:1 und Tg=400°C sowie
fir R=48:1 bei Tg=400°C und vs~=0,8mm/s nicht erreicht wurden. Auf die Ursaschen dafiir

wird im Rahmen der Ergebnisdiskussion in Kapitel 7 eingegangen.

Die Einfliisse der Strangpressparameter auf die mechanischen Kennwerte werden zunéchst fiir
die Legierung EN AW-6060 beschrieben. Eine Steigerung der Stempelgeschwindigkeit von
vs=0,8mm/s auf vg=3,3mm/s fiihrte dabei sowohl zu einer Erh6hung der Dehngrenze als auch
der Zugfestigkeit. Diese Beobachtung konnte fiir beide Bolzeneinsatztemperaturen und fiir
beide Pressverhiltnisse gemacht werden. Dies ist exemplarisch fiir Tg=400°C und R=48:1 in
Abbildung 6.18a dargestellt. Die geschwindigkeitsbedingte Steigerung der Dehngrenze lag je

nach Prozessbedingungen zwischen 9% und 29%. Die stirkste Erhohung wurde bei
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Verwendung von Tp=400°C und R=48:1 beobachtet, wo Ry, von Ryo,=197MPa auf
Rp0,=255MPa anstieg. Die geringste Steigerung der Dehngrenze wurde bei Tg=500°C und
R=48:1 verzeichnet (von Rp0,=279MPa auf R,o,=303MPa). Die Bruchdehnung zeigte sich
hingegen von der Variation der Stempelgeschwindigkeit im betrachteten Rahmen nicht

beeinflusst.

Die Verwendung einer Bolzeneinsatztemperatur von T=500°C gegeniiber von Tp=400°C
wirkte sich in Form von stark gesteigerten Werten auf die Dehngrenze sowie die Zugfestigkeit
aus. Der Einfluss dieser Verdnderung bei einer Erhohung der Dehngrenze lag zwischen 19%
und 42%. So wurde die geringste prozentuale Erhohung von Ry ,=255MPa auf R0 ,=303MPa
nach dem Strangpressen mit vs=3,3mm/s und R=48:1 vorgefunden. Die grofte Steigerung von
Rp0,=197MPa auf Rpo,=279MPa wurde hingegen bei vs=0,8mm/s und R=48:1 festgestellt.
Dies kann Abbildung 6.18b entnommen werden, die diesen Zusammenhang exemplarisch fiir
Proben, die mit vs=0,8mm/s stranggepresst wurden, aufzeigt. Allerdings zog die deutliche

Steigerung der Festigkeitswerte eine Verringerung der Bruchdehnung nach sich (Tabelle 6.8).

SchlieBlich ist in Abbildung 6.18b beispielhaft auch der Einfluss einer Variation des
Pressverhéltnisses dargestellt. Demnach wird ersichtlich, dass eine Erhohung des
Pressverhéltnisses von R=24:1 auf R=48:1 und folglich eine Reduktion der Rohrwanddicke von
tn=4,5mm auf t=2,0mm ebenfalls eine festigkeitssteigernde Wirkung hatte. In sdamtlichen
Proben zeigten sich stets hohere Werte der Dehngrenze und Zugspannung fiir das groBere
Pressverhéltnis. Die Steigerung der Dehngrenze betrug zwischen 7% und 28%. Die grofBite
Festigkeitssteigerung von Rp0,=200MPa auf Rpo,=255MPa wurde fiir Tp=500°C und
vs=0,8mm/s ermittelt. Die geringste Erh6hung von R0 ,=184MPa auf R, ,=197MPa fand nach
Erhohung des Pressverhiltnisses in beschriebenem MalBe bei Tg=400°C und vs=0,8mm/s statt.

Die Bruchdehnung wurde von dieser Variation wiederum nicht signifikant beeinflusst.

In Abbildung 6.18c ist der Einfluss der Profilkiithlung auf die Dehngrenze und die Zugfestigkeit
am Beispiel von dickwandigen Proben, die bei Tg=400°C mit vs~=0,8mm/s hergestellt wurden,
dargestellt. Es wird deutlich, dass bei Verwendung der Wasserkiithlung hohere Festigkeitswerte
erzielt werden konnten. Bei der hoheren Bolzeneinsatztemperatur Tg=500°C behilt diese
Aussage ebenfalls ihre Giiltigkeit. Wird der Einfluss der Kiihlungsart auf die Bruchdehnung
betrachtet, so zeigte sich, dass dieser Kennwert fiir Tg=400°C deutlich abfiel (Abbildung
6.18d). Bei Tg=500°C wurde unter Berticksichtigung der Fehlergrenzen kein Einfluss der Art
der Rohrkiihlung auf die Bruchdehnung festgestellt.
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Tabelle 6.8: FEinfluss der Strangpressparameter auf mechanische Materialkennwerte nach
Warmauslagerung bei To=180°C und t,=8h

Legierung Tg Vst R Rpoz R, €Br
[°C] [mm/s] [MPa] [MPa] [%]

400 0,8 184 +9 214+ 10 18+2

33 241 200 £ 12 241 +1 18+2

500 0,8 253 +1 2772 9+1

EN AW-6060 33 280+ 1 296 +2 10+£1

400 0,8 197+ 4 235+ 6 16+1

33 48:1 255+5 286+ 6 15+1

500 0,8 279+ 6 299+ 10 10+1

3,3 303£38 325£6 13+1

400 0,8 128 +1 191+3 25+1

33 24:1 230+6 273+6 18+ 1

500 0,8 308 +4 336+ 6 12+1

EN AW-6082 3,3 320+3 343 £25 11+£3

400 0,8 121 +4 193 +£3 20+3

33 48:1 3115 348+ 6 12+1

500 0,8 275+8 312+£23 12+4

3,3 3772 393 £10 10+ 2
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Abbildung 6.18: FEinfluss der Pressparameter auf die mechanischen Materialkennwerte im
warmausgelagerten Zustand T6 (T,=180°C, t,=8h) a) Einfluss der Stempelgeschwindigkeit auf
Dehngrenze und Zugfestigkeit bei Tg=400°C und R=48:1 b) Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur fiir
R=24:1 und R=48:1 bei vs~=0,8mm/s c) Einfluss der Profilkiihlung auf R,,» und R, fiir R=24:1 bei
vs=0,8mm/s d) Einfluss der Abkiihlungsart auf die Bruchdehnung fiir R=24:1
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Tabelle 6.9: Einfluss der Abkiihlbedingungen auf die mechanischen Eigenschaften im
warmausgelagerten Zustand (T»=180°C, t,=8h) fiir R=24:1 und vs=0,8mm/s

Abkithlmedium Tg [°C] R,.[MPa] R, [MPa] Eg, [%]
Luft 400 169+5 2136 212
Wasser 400 192+3 2304 13=2
Luft 500 2126 2477 13+2
Wasser 500 2624 2804 11+2

6.3.  Charakterisierung mechanischer Eigenschaften von Profilsegmenten

Neben der zuvor dargelegten Charakterisierung verschiedener FEinfliisse auf die
Materialeigenschaften unter Zugbeanspruchung sollte auch das Verhalten von Profilabschnitten
bei unterschiedlichen Belastungsarten untersucht werden. Hierzu wurden axiale
Stauchversuche sowie Dreipunktbiegeversuche durchgefiihrt. Die Ergebnisse dieser
Experimente werden nachfolgend beschrieben und die wesentlichen Zusammenhénge

dargestellt.

6.3.1.  Charakterisierung der mechanischen Eigenschaften von Profilabschnitten bei axialer

Druckbelastung
6.3.1.1. Charakterisierung des Verformungsverhaltens unter axialer Druckbelastung

Zur Charakterisierung des Verformungsverhaltens von Hohlprofilabschnitten unter quasi-
statischer, axialer Druckbelastung stehen grundsétzlich sechs Parameter zur Verfiigung, die aus
den im Versuch aufgezeichneten Kraft-Weg-Diagrammen bestimmt werden koénnen (siche
Kapitel 4.5.2). Abbildung 6.19 zeigt daher beispielhaft jeweils eine Kraft-Weg-Kurve fiir einen
ausgewdhlten diinnwandigen Rundrohrabschnitt (schwarz) sowie fiir ein dickwandiges
Rundrohrsegment (blau). Der Kraftverlauf des diinnwandigen Rohrabschnitts zeigte zu
Versuchsbeginn einen linearen Kraftanstieg. Auf diesen folgte ein Ubergang zu einem lokalen
Kraftmaximum. Dieses charakteristische erste Maximum kennzeichnete den Ubergang vom
elastischen in den plastischen Bereich der Deformation und wird nachfolgend mit Fp max
bezeichnet. AnschlieBend konnte ein deutliches Abfallen der Kraft beobachtet werden. Im Zuge
dieses Abfalls, der im Diagramm mit einem brauen Pfeil gekennzeichnet ist, zeigte die Probe
die Ausbildung einer rotationssymmetrischen Faltung (Abbildung 6.20a). Im weiteren
Kurvenverlauf stieg die Kraft erneut (in mehreren Stufen) bis zu einem zweiten lokalen

Maximum an. Dieses lag im Vergleich zu Fpmax jedoch stets auf einem niedrigeren Niveau.
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Nach Uberschreiten des zweiten Maximums sank die Kraft abermals ab und zog dabei die
Entwicklung einer zweiten Faltung nach sich. SchlieBlich wiederholten sich die Beobachtungen
erneut, sodass bei den diinnwandigen Rundproben final drei Faltungen der Probe zu
identifizieren waren (markiert mit weilen Pfeilen in Abbildung 6.20b). Deren
Entstehungsbereich ist in der Kraft-Weg-Kurve jeweils mit braunen Pfeilen angedeutet. Am
Ende des Versuchs kam es zu einem deutlichen Kraftanstieg, da die einzelnen Probenfaltungen
gegeneinander gedriickt wurden. Die mittlere im Versuch vorherrschende Kraft Fp,, wurde
nach GI. 4.13 berechnet und ist in Abbildung 6.19 jeweils fiir die beiden Versuche in Form
einer roten Linie eingezeichnet. Wie in Abbildung 6.20b zu sehen ist, kam es im Bereich einer
Langsriefe auf der Rohroberfliche im Versuch zur Entwicklung eines Probenlidngsrisses
entlang der Riefe. Des Weiteren war auf der Probenoberflédche im Bereich der Faltungen leichte

Rissbildung zu beobachten.
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Abbildung 6.19: Darstellung exemplarischer Kraft-Weg-Kurven von Rundrohrabschnitten im
warmausgelagerten Zustand T6, diinnwandige Probe: Tg=500°C und vs=3,3mm/s; dickwandige Probe:
T=500°C und vs~=0,8mm/s

Die beispielhaft dargestellte Kraft-Weg-Kurve einer dickwandigen Rundrohrprobe (blaue
Kurve in Abbildung 6.19) zeigte prinzipiell einen dhnlichen Verlauf, der allerdings zu deutlich
hoheren Kréften verschoben war. Analog zu dem zuvor beschriebenen diinnwandigen
Rohrquerschnitt folgte auf den linearen Anstieg der Kraft zu Beginn des Versuchs ebenfalls das
lokale Kraftmaximum Fp .. Im Anschluss daran sank die Kraft deutlich ab. Wéhrend des
Abfalls bildeten sich zwei zundchst etwa gleich grofle Faltungen aus. Mit fortschreitender
Verformung vergroferte allerdings nur eine ihren Durchmesser signifikant (Abbildung 6.20c).
Im Bereich der Aufwolbung war die Oberfliche durch zahlreiche Risse gekennzeichnet.
Nachfolgend stieg die Kraft an und miindete in einem neuen lokalen Kraftmaximum, das bei
einem hoheren Kraftwert lag als Fp max. Im weiteren Verlauf sank die Kraft erneut ab, wobei

die zweite Faltung der Probe anwuchs. SchlieBlich war abermals ein Kraftanstieg festzustellen,
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der solange anhielt bis die maximale Nominalkraft der Priifmaschine von 185kN erreicht

wurde. Demnach war eine weitere Deformation der Probe nicht mehr moglich.

Abbildung 6.20: Verformung von exemplarischen Rundrohrabschnitten im axialen Stauchversuch
a) diinnwandige Probe (Tp=500°C, vg=3,3mm/s, T6) nach Ausbildung einer ersten Faltung
b) dinnwandige Probe am Ende des Versuchs c¢) dickwandige Probe (Tg=500°C, vs~=0,8mm/s, T6) nach
Ausbildung einer ersten Faltung d) dickwandige Probe am Ende des Versuchs

Fiir Vierkantrohre war der prinzipielle Verlauf der Kraft-Weg-Kurven grundsétzlich ghnlich,
sodass hierauf nicht noch einmal eingegangen werden soll. Die Probendeformation wéhrend
des Versuchs hingegen zeigte eine andere Charakteristik. Daher ist das Verformungsverhalten
von diinnwandigen und dickwandigen Vierkantrohrproben exemplarisch in Abbildung 6.21
dargestellt.

Abbildung 6.21a zeigt einen dinnwandigen Vierkantrohrabschnitt zu einem Zeitpunkt
nachdem das erste Kraftmaximum bereits iiberschritten war. Es ist zu erkennen, dass die Probe
schon eine Faltung ausgebildet hat. Diese war auf der Ober- und Unterseite der Probe nach
innen gerichtet, wahrend auf den 90° dazu liegenden Seiten jeweils eine Wolbung nach aulen
festzustellen war. Beide Fille der Probenfaltung sind in dem Bild mit Pfeilen markiert. Bei
fortschreitendem Stauchweg entwickelte sich auf der Oberseite eine weitere nun jedoch nach

aullen gerichtete Faltung, wihrend auf den Probenfldchen der Vorder- sowie Riickseite
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Einw6lbungen entstanden. Im Anschluss daran war die erneute Ausbildung einer nach innen
gerichteten Faltung der Probenoberseite und Aufwdlbungen auf der Vorder- sowie Riickseite
festzustellen. Der Verformungszustand am Ende des Versuchs kann Abbildung 6.21b

entnommen werden.

Abbildung 6.21: Verformungsverhalten von Vierkantrohrabschnitten im Zustand T6 exemplarisch
dargestellt fiir a) dinnwandige Probe (Tg=400°C, vs~=1,6mm/s) nach Entstehung der ersten Faltung b)
Probe am Versuchsende ¢) dickwandige Probe (Tg=400°C, vs=1,6mm/s) nach vollstdndiger Ausbildung
der ersten dominanten Faltung d) dickwandige Probe am Ende des Stauchversuchs

Die Verformung von Vierkantrohrproben mit dickwandigem Querschnitt zeigten eine davon
abweichende Charakteristik. Im frithen Versuchsstadium wurde die Ausbildung zweier
zunichst gleich groBer Wolbungen beobachtet. Diese traten jedoch auf allen Probenseiten nach
auBlen auf. Mit fortschreitendem Verfahrweg wuchs jedoch nur eine der Erhebungen an, sodass
der AuBendurchmesser vergrofert wurde (Abbildung 6.21c). Im weiteren Versuchsverlauf
wuchs dann auch die Aufwdélbung der Probe an und verringerte mit zunehmendem Stauchweg
den Abstand zur ersten Aufwolbung. Nach Versuchsende lagen schlieBlich tiber die

Probenlidnge zwei nahezu runde Probenaufwoélbungen vor (Abbildung 6.21d).
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6.3.1.2. Einfluss der Wdirmebehandlung auf die Kennwerte des axialen Stauchversuchs an

nahtlosen Rohrabschnitten

Im Folgenden wird der Einfluss verschiedener Warmebehandlungen auf die mechanischen
Kennwerte des axialen Stauchversuchs beschrieben. Dies erfolgt am Beispiel von
diinnwandigen Proben eines nahtlosen Vierkantrohres, das bei Tg=400°C mit vs~=0,8mm/s
gepresst und anschliefend in Wasser abgeschreckt wurde. Die ermittelten Kennwerte konnen

Tabelle 6.10 entnommen werden. Des Weiteren veranschaulicht Abbildung 6.22 die

Zusammenhdnge grafisch.

Tabelle 6.10: Abhéngigkeit der Kennwerte des axialen Stauchversuchs von der Warmebehandlung am
Beispiel eines diinnwandigen (ty=2,0mm) nahtlosen Vierkantrohrs (Tg=400°C mit vg=0,8mm/s)

Wérmebehandlung Fp max OD.max Eabs Fpm Eqpec CFE Probenmasse
[kN] [MPa] [kJ] [kN] [kJ/kg] [kg]
T4 (RT Lagerung >1Jahr) 22,0 107 0,4 14,4 13,1 0,7 0,033
T6* (TA=160°C, t,=8h) 334 160 0,6 20,8 18,3 0,6 0,034
T6 (TA=180°C, t,=8h) 438 216 0,6 20,5 18,7 0,5 0,033
T62 (T =540°C, t;=1h +
53,3 263 0,7 23,9 21,8 0,5 0,033
Tx=180°C, t,=8h)
a) 60 ~®-FD,max -®FD,m & Druckspannung 300 b) 1000 - Eabs @ CFE 1,00
50 - =
—_ 250& ‘o 750 1 - 075
§4D * 2 i) iy ) e
s . - g, E B . ~
30 200E @ 500 e I : 0,50 w
% P — i g g v I ! G
S0 = .................. PR % .g
T 1502 3 250 - 0325
(=}
10
0 L b 100 0 0,00
T4 Te* 6 T62 T4 T6* 6 T62
Warmebehandlung Warmebehandlung

Abbildung 6.22: Einfluss der Warmebehandlung auf die Kennwerte des axialen Stauchversuchs anhand
dinnwandiger Vierkantrohrproben (Tp=400°C, vg=0,8mm/s) a) Fpmax, Fpom und die fiir Fppmax

berechnete Druckspannung b) bis zu einem Verfahrweg von 30mm absorbierte Energie und die crushing
force efficiency (CFE)

Demnach zeigte der kaltausgelagerte Zustand T4 die geringsten Werte fiir das erste lokale
Kraftmaximum Fp ., die daraus berechneten Kennwerte von Druckspannung op pax, die
mittlere im Versuch herrschende Kraft Fp, (Abbildung 6.22a) sowie die im Versuch
absorbierte Energie (Abbildung 6.22b). Andererseits wies dieser Zustand den hochsten CFE-

Wert auf. Die Durchfiihrung einer Warmauslagerung bei Ta=160°C fiir t,=8h fiihrte zu einem
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deutlichen Anstieg von Fpmax, Opmax Und absorbierter Energie. Die mittlere Versuchskraft
stieg im Zuge dessen zwar auch an, allerdings weniger ausgepréigt. Der CFE-Wert zeigte im
Zuge dessen keine signifikante Anderung. Durch Erhhung der Warmauslagerungstemperatur
auf TAo=180°C konnte eine weitere Steigerung von Fp max und op .« erzielt werden. Auf die
mittlere Versuchskraft und die absorbierte Energie hatte dies jedoch keinen Einfluss. Allerdings
resultierte diese MaBnahme in einem Abfall des CFE-Werts. Die Durchfithrung der
Wirmebehandlung T62 bestand aus einem Losungsglithen der Proben im Anschluss an das
Strangpressen. Dabei wurden sie fiir tt=1h bei T;=540°C 16sungsgegliiht und anschliefend in
Wasser abgeschreckt. Danach folgte die konventionelle T6-Warmauslagerung bei Ta=180°C
und ta=8h. Durch diese Warmebehandlung konnten die Werte von Fp max, 0p max> Fp,m sowie
der absorbierten Energie noch weiter gesteigert werden. Gegeniiber der zuvor beschriebenen
T6-Warmauslagerung nach dem Strangpressen verblieb der CFE-Wert unverdndert auf

gleichem Niveau.
6.3.1.3. Einfluss der Strangpressparameter auf die Kennwerte des axialen Stauchversuchs

Wie sich die Strangpressparameter auf die wichtigsten Kennwerte des axialen Stauchversuchs
auswirkten, wird nachfolgend exemplarisch fiir die nahtlosen Vierkantrohre im
warmausgelagerten Zustand T6 (TA=180°C, ta=8h) dargestellt. Dazu sind die aus den Kraft-

Weg-Diagrammen ermittelten Kennwerte in Tabelle 6.11 aufgefiihrt.

Daraus ergab sich fiir die Legierung EN AW-6060, dass die Hohe des ersten Kraftmaximums
im Versuch (Fp max) fiir dickwandige Rohrabschnitte (R=24:1) bei Tg=400°C mit zunehmender
Stempel- bzw. Produktgeschwindigkeit tendenziell zunahm. Auch fiir die diinnwandigen
Proben bei dieser Bolzeneinsatztemperatur konnten fiir hohere Geschwindigkeiten eher grof3ere
Werte von Fpmax gefunden werden. Bei Tg=500°C hingegen hatte die Geschwindigkeit im
untersuchten Bereich keinen relevanten Einfluss. Dieser Zusammenhang ist in Abbildung 6.23a
grafisch veranschaulicht. Der Einfluss der Geschwindigkeit auf den Kennwert der mittleren im
Versuch vorherrschenden Kraft, die absorbierte Energie und die crushing force efficiency
(CFE) waren vernachldssigbar. Ein besonders starker Einfluss der Geschwindigkeit wurde fiir
die dinnwandigen Proben der Vergleichslegierung EN AW-6082 festgestellt, die bei Tg=400°C
stranggepresst wurden. Hier zog die Erhohung der Stempelgeschwindigkeit von vs=0,8mm/s
auf vg=3,3mm/s eine sehr deutliche Steigerung des ersten Kraftmaximums von Fp ., =29kN
auf Fp max=50kN nach sich. Auch die mittlere Versuchskraft erhohte sich dabei von Fp »=15kN

auf Fpn,=21kN. Ebenso zeigte die gewichtsspezifisch absorbierte Energie einen recht
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deutlichen Anstieg von Eg,..=14kJ/kg auf Eg..=20kJ/kg. Dagegen wurden die absorbierte
Energie (Abbildung 6.23b) und der CFE-Wert nicht in besonderem MaBle von der
Geschwindigkeitsdnderung beeinflusst. Dickwandige Rohrabschnitte der Legierung EN AW-
6082 konnten nicht ausgewertet werden, da die Nominalkraft der Gleeble 3800 nicht ausreichte,
um eine ausreichende Probenverformung zu generieren.

Tabelle 6.11: Aus axialen Stauchversuchen an quadratischen Rohrabschnitten ermittelte Kennwerte im
Probenzustand T6

Legierung TB Vst R VProd FD,max 0D, max FD,m Eabs Espec CFE
[°C] [mm/s] [-] [m/min] [kN] [MPa] [kN] [KJ] [K/ke]  []

500 0,8 1 151 332 103 3,1 420 07

500 1,6 2 151 330 98 20 398 07

500 33 4 5 148 323 97 20 390 07

400 0,8 1 121 265 113 34 458 09

400 1,6 2 125 273 120 36 484 10

EN AW- 400 33 5 138 307 115 35 477 08

6060 500 0,8 2 53 253 20 0,6 193 04

500 1,6 5 53 263 22 07 203 04

500 33 e 10 55 268 22 0,6 196 04

400 0,8 2 44 216 21 0,6 18,7 05

400 1,6 5 50 241 21 0,6 186 04

400 33 10 48 242 23 07 212 05

500 0,8 2 64 291 19 0,6 167 03

EN AW- 500 33 10 65 303 21 0,6 190 03
082 48:1

400 0,8 2 29 116 15 0,5 139 05

400 33 10 50 243 21 0,6 199 04

Bei Betrachtung des Einflusses der Bolzeneinsatztemperatur auf die Kennwerte des
Stauchversuchs konnten folgende Resultate gefunden werden. Eine Erh6hung von Tg=400°C
auf Tp=500°C fiihrte stets zu hoheren Werten von Fp max. Dies wird durch Abbildung 6.23a
veranschaulicht. Die mittlere Versuchskraft sank im Zuge einer Temperaturerhhung fir
dickwandige Rohre jedoch ab. Fiir diinnwandige Rohrabschnitte wurde hingegen kein
diesbeziiglicher FEinfluss vorgefunden. FEine absinkende Tendenz bei Erhohung der
Bolzeneinsatztemperatur konnte hingegen ebenfalls fiir die absorbierte Energie von
dickwandigen Proben beobachtet werden. Fiir die Proben geringerer Wanddicke (R=48:1) war
ein solcher Einfluss nicht festzustellen. Ebenso zeigten die CFE-Werte der dickwandigen
Rohrabschnitte bei Tg=400°C groBere Werte als bei Tg=500°C. Abermals konnte dieser Trend

jedoch nicht bei den diinnwandigen Rohrsegmenten bestitigt werden. Hier war kein relevanter
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Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur auf die CFE-Werte nachweisbar. Besonders deutlichen
Einfluss hatte die Bolzeneinsatztemperatur bei den diinnwandigen Rohrsegmenten der
Legierung EN AW-6082. Unter Verwendung von vs=3,3mm/s stieg der Wert des ersten
Kraftmaximums von Fp m=50kN auf Fpnm.x=65kN und bei vs=0,8mm/s noch stirker von
Fp.max=29kN auf Fp max=064kN an. Ein Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur auf die absorbierte
und die gewichtsspezifisch absobierte Energie konnte nur fir die geringe
Stempelgeschwindigkeit gefunden werden. Dabei stiegen diese Kennwerte fiir groBere

Bolzeneinsatztemperaturen an.

SchlieBlich galt es den Einfluss des Strangpressverhéltnisses R auf die entsprechenden
Kennwerte des Stauchversuchs zu analysieren. Hierbei kann zunéchst festgehalten werden, dass
die Werte des ersten Kraftmaximums im Experiment fiir das geringere Pressverhéltnis R=24:1
(dickwandige Proben) deutlich hoher ausfielen (Abbildung 6.23c¢). Unter Berticksichtigung der
Probenquerschnittsfliche wurden die Werte von Fpmax in Spannungswerte (Op max)
umgerechnet. Auch hierfiir waren die Werte des niedrigen Pressverhéltnisses signifikant groBer
(Abbildung 6.23c). Die Betrachtung der absolut im Versuch bis zu einem Stauchweg von
s=30mm absorbierten Energie zeigte, dass dickwandige Proben also die, fiir die das
Pressverhéltnisses geringer war, erheblich (um den Faktor 5 bis 6) mehr Energie absorbierten
(Abbildung 6.23d). Auch die Werte der gewichtsspezifisch absorbierten Energie (Eas) waren
fiir die Proben, die mit dem niedrigeren Pressverhiltnis verarbeitet wurden, hoher. Allerdings
lag der Unterschied hier lediglich bei einem Faktor von ca. 2. Weiterhin wurde ermittelt, dass
der CFE-Wert fiir das niedrigere Pressverhéltnis von R=24:1 im Vergleich zu R=48:1 um etwa
den Faktor 2 hoher ausfiel (Abbildung 6.23d).
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Abbildung 6.23: Einfluss der Strangpressparameter auf die mechanischen Kennwerte des axialen
Stauchversuchs an Rohrabschnitten a) Einfluss von vp,g und Ty auf das erste Kraftmaximum im
Stauchversuch fiir R=24:1 b) Einfluss von vp,,q und Ty auf die absorbierte Energie fiir R=24:1 ¢) Einfluss
VOn Vpyog, Und R auf Fp . sowie die maximale Druckspannung bei Tg=400°C d) Einfluss von vpy.q, und
R auf die absorbierte Energie sowie die crushing force efficiency (CFE) unter Verwendung von
TB:4000C

Einen weiteren Einflussfaktor auf die Kennwerte des Stauchversuchs fiir die Legierung
EN AW-6060 stellte die Profilabkithlung nach dem Austritt aus der Strangpresse dar.
Abbildung 6.24 zeigt daher exemplarisch die ermittelten Kennwerte anhand von dickwandigen
Proben auf. Daraus geht hervor, dass bei einer Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C keine
signifikanten Anderungen der Versuchskennwerte in Abhingigkeit von der Abkiihlungsart
beobachtet werden konnten. Bei Verwendung von Tg=500°C zeigte sich hingegen, dass eine
Wasserkithlung zu einer Steigerung von Fpmax und Oppax fiihrte. Die iibrigen Kennwerte
wurden hingegen nicht von der Abkiihlungsart beeinflusst.

Tabelle 6.12: Einfluss der Profilabkiihlung auf die Kennwerte des axialen Stauchversuchs am Beispiel
dickwandiger Vierkantrohrabschnitte

Ts Vst Vprod Kithlung  Fp max OD,max Fpm Eaps Espec CFE
[°C]  [mm/s] [m/min] [kN] [MPa [kN] k] kgl [-]

400 0,8 1 Luft 122 268 117 3,5 47,4 1,0
400 0,8 | Wasser 121 265 113 3.4 458 0,9
500 0,8 1 Luft 137 298 107 32 43,1 0,8
500 0,8 1 Wasser 151 332 103 3,1 42,0 0,7
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Abbildung 6.24: Einfluss der Abkiihlungsart bei Tg=400°C und Tg=500°C auf das erste Kraftmaximum
im Stauchversuch fiir dickwandige Proben (R=24:1)

6.3.2.  Charakterisierung von Profilabschnitten unter Dreipunktebiegebeanspruchung

Nach den Untersuchungen von dick- und diinnwandigen Profilabschnitten unter axialer
Druckbelastung, wurde das Verhalten unter Dreipunktbiegung beispielhaft charakterisiert. Dies
erfolgte an nahtlosen Rohrabschnitten mit quadratischem Querschnitt. Die dabei gewonnenen

Erkenntnisse werden im Folgenden dargelegt.
6.3.2.1. Charakterisierung des Verformungsverhaltens unter Dreipunktbiegebelastung

Zunichst soll das Verhalten der nahtlosen Vierkantrohrproben unter Dreipunktbiegebelastung
beispielhaft beschrieben werden. In Abbildung 6.25a ist dazu die Kraft-Weg-Kurve eines
EN AW-6060-Abschnitts dargestellt, der eine Léinge des dickwandigen Bereichs von
laix=305mm bei einem Auflagerrollenabstand (Iar) von 400mm aufwies. Das Diagramm zeigt
zu Versuchsbeginn zunichst einen linearen Anstieg der Versuchskraft. Im Anschluss daran war
ein Abflachen des Anstiegs festzustellen. Die Probe zeigte in diesem Bereich bereits eine
leichte Durchbiegung (Abbildung 6.25b). Diese nahm im weiteren Versuchsverlauf stetig zu.
SchlieBlich wurde die maximale im Versuch auftretende Kraft Fp,x erreicht. Im nachfolgenden
Bereich sank die Kraft leicht ab, bis sie schlielich abrupt sehr stark abfiel. Eine Betrachtung
der Probe in diesem Kurvenbereich zeigte die Bildung eines quer zur Profillingsachse
verlaufenden Risses auf der Probenunterseiten (Abbildung 6.25c). Bei weiterer
Probenverformung breitete sich der Riss zunéchst {iber die komplette untere Seite und

anschlielend auch auf die senkrecht dazu liegenden Profilseiten aus (Abbildung 6.25d).
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Abbildung 6.25: Darstellung des Verformungsverhaltens eines EN AW-6060 Profilabschnitts mit
Liax=305mm (Tp=500°C vg=0,8mm/s) unter Dreipunktbiegebelastung a) Kraftverlauf wihrend des
Versuchs, b) Durchbiegung der Proben im Anfangsstadium des Versuchs, c¢) Rissbildung auf
Probenunterseite d) Rissausbreitung bei weiterer Biegung der Probe

6.3.2.2. Einfluss der Strangpressparameter auf die Kennwerte des Dreipunktbiegeversuchs

Die FEinfliisse der wichtigsten Strangpressparameter auf die mechanischen Kennwerte des
Dreipunktbiegeversuchs werden im  Folgenden exemplarisch aufgezeigt. Eine

zusammenfassende Ubersicht ist in Tabelle 6.13 gegeben.

Zunichst soll der Einfluss der Stempelgeschwindigkeit auf die maximal ertragene Kraft Fpx
betrachtet werden. Hierzu waren die Rohrabschnitte der Legierung EN AW-6082 geeignet, die
zum einen mit vs=0,8mm/s und zum anderen mit vg=3,3mm/s erzeugt wurden. Die
Geschwindigkeitserhohung zeigte bei den vollstdndig diinnwandigen Profilabschnitten keinen
signifikanten Einfluss auf F,.x. Bei Betrachtung der vollstindig dickwandigen Profilsegmente
hingegen war ein leichter Anstieg von F.x mit zunehmender Geschwindigkeit festzustellen.
Der letztere Fall ist in Abbildung 6.26a grafisch dargestellt. Bei diesen Proben konnte aufgrund

des tber die Probenlinge konstanten Querschnitts und somit auch konstanten
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Flachentragheitsmoments nach GI. 2.10 eine Biegespannung berechnet werden. Im Gegensatz
dazu war dies fiir Proben mit axial variablem Querschnitt und folglich variablem
Flachentragheitsmoment auf diese Weise nicht moglich, sodass in diesen Fillen keine
Biegespannungen bestimmt wurden. Aus Tabelle 6.13 kann entnommen werden, dass sowohl
fiir die vollstdndig dinnwandigen als auch fiir die dickwandigen Profilsegmente fiir die grofere

Stempelgeschwindigkeit grofere Biegespannungen erzielt wurden.

Tabelle 6.13: Kennwerte der gepriiften Rohrabschnitte unter Dreipunktbiegebelastung

Legierung TB Vst 1dick ldick/lAR Fmax Fmax/Fmax, dick MB,max O-B,maX
[°C]  [mm/s] [mm] [%] [KN] [%] [KN-m] [MPa]
0 0 6,8 41 0,7 300
0.8 184 46 12,1 73 1,2
330 83 13,1 79 1,3
500 400 100 16,5 100 1,7 412
0 0 7,6 43 0,8 338
EN AW-6082 33 100 25 14,6 81 1,5
300 75 17,0 94 1,7
400 100 18,0 100 1,8 448
0 0 3,1 35 03 136
400 0,8 i i ) ) )
270 68 8,4 94 0,8
400 100 8,9 100 0,9 222
0 0 6,0 43 0,6 266
EN AW-6060 500 0,8 165 41 14,1 102 1.4
305 76 13,9 101 1,4
400 100 13,8 100 1,4 345

Der zweite wichtige Prozessparameter, der die maximale Druckkraft beeinflussen konnte, ist
die Bolzeneinsatztemperatur. Auch dieser Einfluss kann anhand von Abschnitten aus EN AW-
6082 betrachtet werden. Bei einer Stempelgeschwindigkeit von vs=0,8mm/s bewirkte die
Anhebung der Bolzentemperatur von Tg=400°C auf Tg=500°C eine deutliche Steigerung der
maximalen Versuchskraft von Fua=3,1kN auf Fp,—=6,8kN im Falle dinnwandiger
Profilabschnitte und von Fp.=8,9kN auf F.,,=16,5kN bei dickwandigen Profilsegmenten
(Abbildung 6.26b). Anhand dieser Werte und der grafischen Darstellung ldsst sich schlielich
auch der Einfluss des Pressverhéltnisses, der sich in Form einer Wanddickenidnderung duf3erte,
belegen. Demnach fithrte ein geringeres Pressverhidltnis und damit eine hohere

Probenwanddicke sowie eine groBere Profilquerschnittsfliche zu deutlich groBeren Werten von
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Fmax. Aus Tabelle 6.13 geht hervor, dass diese Zusammenhénge ebenfalls fiir die Legierung

EN AW-6060 zutreffen.
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Abbildung 6.26: Einfliisse der Strangpressparameter auf Fp,, fiir die Legierung EN AW-6082 bei
T=500°C a) Einfluss der Stempelgeschwindigkeit fiir vollstdndig dickwandige Profilquerschnitte mit
tn=4,5mm b) Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur und des Profilquerschnitts fiir vg—=0,8mm/s

6.3.2.3. Einfluss des dickwandigen Anteils an der Gesamtprobenlinge auf die Lastkapazitcit
von Profilabschnitten und Dreipunktbiegung

In Tabelle 6.13 waren die maximalen Kraftwerte, die im Rahmen der Dreipunktbiegeversuche
ermittelt wurden, aufgefiihrt. Daraus konnte der Einfluss der Léinge des dickwandigen
Profilbereichs bzw. dessen Anteil an der gepriiften Probenldnge auf die maximal ertragbare
Last der jeweiligen Probe bestimmt werden. In Abbildung 6.27 sind exemplarisch die
Kraftverlaufe fiir die gepriiften Proben des EN AW-6060-Rohres dargestellt, das bei Tg=500°C
mit vs—=0,8mm/s gepresst wurde. Dem kann entnommen werden, dass der vollstindig
diinnwandige Profilabschnitt (lgickwandig=0mm) mit Fp,=6,0kN deutlich das niedrigste
Kraftmaximum der hierbei betrachteten Proben aufwies. Des Weiteren konnte ein deutlich
hoherer Verfahrweg realisiert werden, ohne dass dabei eine Rissbildung auf der
Probenunterseite zu beobachten war. Die Proben, die einen dickwandigen Querschnitt
enthielten  (liickwandig=165mm,  lgickwandig=305mm  und  lgickwandig=400mm  (vollstindig
dickwandig)), zeigten einen sehr synchronen Kraftverlauf und wiesen nahezu die gleiche
Maximalkraft auf. Nach Uberschreiten des Kraftmaximums sanken die Krifte jeweils zunidchst

leicht ab. Nach einer Rissinitiierung auf der Probenunterseite fiel die Kraft dann sprunghaft ab.
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Abbildung 6.27: Kraftverlaufe von Dreipunktbiegeversuchen mit variabler Lange des dickwandigen
Querschnitts an der aufgelagerten Probenldnge am Beispiel von EN AW-6060 (Ts=500°C,
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7. Diskussion der Ergebnisse

Im folgenden Kapitel werden die erzielten experimentellen Versuchsergebnisse diskutiert und

die entsprechenden Hintergriinde fiir die Befunde beleuchtet.
7.1.  Strangpressen von Aluminiumhohlprofilen

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden zum einen nahtlose Hohlprofile mit und ohne
axiale Wanddickendnderung iiber Dorn indirekt stranggepresst. Zum anderen wurde ein
Kammerwerkzeug fiir das direkte Strangpressen von Profilen mit axial variabler Wanddicke
entwickelt, gefertigt und erprobt. Nachfolgend werden die unterschiedlichen Einfliisse auf den

Strangpressprozess, die Mikrostruktur sowie die mechanischen Eigenschaften diskutiert.
7.1.1.  Einflisse auf den Strangpressprozess

Zunichst sollen die Einfliisse auf den Strangpressprozess diskutiert werden. Dabei wird
insbesondere darauf eingegangen, wie sich die unterschiedlichen Einflussfaktoren auf den
spezifischen Pressdruck (Pg) und die Strangaustritttemperatur (T,) auswirkten und welche die

entsprechenden Ursachen dafiir sind.
7.1.1.1. Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur

Am Beispiel von nahtlosen Rohren, die iiber stehenden und mitlaufenden Dorn stranggepresst
wurden, konnte im Zuge der jeweiligen Prozesscharakterisierung (Abschnitte 5.1.1.1 und
5.2.1.1) aufgezeigt werden, dass die Bolzeneinsatztemperatur einen deutlichen Einfluss auf den
spezifischen Pressdruck hatte. GemiB3 den Abbildungen 5.2a und 5.7 konnte dabei festgestellt
werden, dass eine Erhohung der Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C auf Tp=500°C bei
gleichem Pressverhdltnis und gleicher Stempel- bzw. Produktgeschwindigkeit zu einer
deutlichen Reduktion des zur Umformung benétigten Kraftbedarfs und damit des spezifischen
Pressdrucks fiihrte. Die Verringerung des spezifischen Pressdrucks mit zunehmender Ty kann
mit der Abnahme der FlieBspannung des Werkstoffs bei Temperaturerhohung begriindet
werden (vergl. Gl. 5.3). Dieser Zusammenhang wurde auch fiir die verwendete EN AW-6060-
Legierung vorgefunden [SAN15] und in Abbildung 7.1 dargestellt. Ublicherweise wird die
Fliespannung in axialen Druck- oder aber fiir sehr hohe Verformungen mittels
Torsionsversuchen ermittelt. Zu Beginn eines Warmverformungsversuchs von Aluminium bei

hohen Temperaturen steigt die FlieBspannung zunéchst an, da die Versetzungsdichte zunimmt
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und es zu Wechselwirkungen zwischen Versetzungen kommt. Der Werkstoff zeigt
Verfestigungsverhalten [CAS90, MCQ96]. Mit zunehmendem Umformgrad nimmt die
Verfestigungsrate jedoch ab und die FlieBspannung geht schlielich in einen Abschnitt mit
konstantem Spannungsverlauf tiber (480°C-Kurve in Abbildung 7.2). Dieser Bereich wird auch
als sog. steady-state bezeichnet. Er ergibt sich, da bei erh6hten Temperaturen oberhalb von
Ty, = 0,5 - T (fiir Aluminium also oberhalb von ca. 200°C) die Materialverfestigung durch die
Entfestigungsvorgidnge der dynamischen Erholung teilweise oder vollstindig kompensiert
werden kann [MCQ96, GOT07, HUMO4a]. Somit besteht bei hinreichend hohen Temperaturen
die Moglichkeit, dass ein Gleichgewichtszustand (steady state) zwischen Ver- und Entfestigung
erreicht wird. Dieser stationdre Bereich war auch in den Strangpressdiagrammen des indirekten
Strangpressens von nahtlosen Rundrohren zu finden (Abbildung 5.1). Der Einfluss der
Temperatur auf die FlieBspannung liegt nun in der Grofe der sich wihrend der Umformung
durch dynamische Erholung ausbildenden Subkdrner begriindet. Bei Verformungen, die bei
hoheren Temperaturen durchgefithrt werden, weist die Mikrostruktur eine groBere
SubkorngroBe als bei niedrigeren Temperaturen auf [HUMO4a]. Da die FlieBspannung nach
Gl. 7.1 mit zunehmender Subkorngrofe (ds) abnimmt [MCQ96, CAS88, CAS90], sinkt gemal
Gl. 4.5 der Presskraftbedarf und somit nach GI. 4.9 auch der spezifische Pressdruck ab. Ein
weiterer Grund dafiir ist, dass die Annihilation von Versetzungen im Rahmen der dynamischen
Erholung bei hoheren Temperaturen schneller ablauft. Somit wird das Gleichgewicht zwischen
Ver- und Entfestigung bei hoheren Temperaturen bereits bei geringeren FlieBspannungswerten

erreicht [MCQ75].
kg =c+e-dy ! (GL. 7.1)
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Abbildung 7.1: Exemplarische Darstellung des Einflusses von Bolzeneinsatztemperatur und
Umformgeschwindigkeit auf die FlieBspannung der Legierung EN AW-6060 [SAN15]
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Abbildung 7.2: Exemplarische Darstellung von FlieBkurven am Beispiel von Al-1Mg-1Mn bei
verschiedenen Temperaturen [CAS88]

Des Weiteren zeigte die Prozesscharakterisierung in den Abschnitten 5.1.1.2 und 5.2.1.2 auch,
dass die Bolzeneinsatztemperatur die Strangaustrittstemperatur T, beeinflusste. Dabei wurden
unter Verwendung der hoheren Bolzeneinsatztemperatur von Tg=500°C absolut gesehen auch
hohere Profilaustrittstemperaturen festgestellt als bei Tg=400°C. Die Betrachtung der
umformbedingten Materialerwdrmung AT zeigte hingegen, dass diese fiir Tg=400°C grofler
ausfielen. Die Zunahme der gemessenen Profilaustrittstemperatur bei Verwendung hoéherer
Bolzeneinsatztemperaturen wird auch in der Literatur belegt [z. B. PAR00, SHE99]. Zur
Ursache dieser Beobachtung ldsst sich Folgendes anfiihren. Beim Strangpressen wird in der
Umformzone des Bolzens die Umformarbeit iiberwiegend in Wiarme umgewandelt. Unter der
Annahme eines quasiadiabatischen Prozesses (ohne Wéarmeabgabe an die Umgebung) fiihrt die
erzeugte Wiarmemenge zu einem Temperaturanstieg (AT) im Umformgut (siche Abbildung
5.3b), der nach GI. 7.2 abgeschitzt werden kann [BAUO1]. Dabei sind p die Dichte und cgpe,

die spezifische Warmekapazitit des Bolzenmaterials.

_ ke - Pges
P " Cspez

AT (Gl. 7.2)
Demnach ist der Temperaturanstieg proportional zur mittleren FlieBspannung in der
Umformzone. Die Fliespannung ist wiederum abhingig von der vorherrschenden Temperatur
(z. B. gemédl Gl. 5.3) und sinkt wie bereits zuvor beschrieben bei Verwendung hoéherer
Temperaturen ab [SAN15]. Nach GI. 7.2 resultiert in Folge der geringeren FlieBspannung bei
hoheren  Bolzeneinsatztemperaturen ein geringerer Temperaturanstieg. Die
Strangaustrittstemperatur ergibt sich nun jedoch aus der Summe von Bolzeneinsatztemperatur

und umformbedingter Materialerwdrmung (Gl. 7.3) [BAUOI]. Daher sind die Werte der
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Strangaustrittstemperatur bei Wahl einer deutlich hoheren Bolzeneinsatztemperatur von
Tp=500°C trotz geringerer umformbedingter Materialerwdrmung signifikant hoher als fiir

Ts=400°C
Tp, = Tg + AT (GL. 7.3)
7.1.1.2. Einfluss der Stempel- bzw. Produktgeschwindigkeit

Den zweiten zu untersuchenden FEinflussfaktor auf den Strangpressprozess stellt die
Stempelgeschwindigkeit (vs) dar. In den Kapiteln zur Charakterisierung des
Strangpressprozesses iiber stehenden (Kapitel 5.1.1.1) und mitlaufenden Dorn mit stufig
ausgestalteter Dornspitze (Kapitel 5.2.1.1) wurde festgestellt, dass eine Steigerung der
Stempelgeschwindigkeit tendenziell einen Anstieg des Presskraftbedarfs und folglich des
spezifischen Pressdrucks nach sich zog. Dieser Zusammenhang wurde nach Umrechnung der
Stempelgeschwindigkeit in die Produktgeschwindigkeit (vpq) gemdB Gl. 4.3 jeweils in
Abbildung 5.3 und Abbildung 5.7 graphisch veranschaulicht. Insbesondere bei kleinen
Pressverhiltnissen kann dabei nur von einer zunehmenden Tendenz von Pg mit vg bzw. Vprod
gesprochen werden, da die Unterschiede oftmals nur sehr gering ausfielen. Die Auswirkung
dieses Einflusses nahm fiir hohere Geschwindigkeiten zu. Hintergrund dabei war, dass im
Rahmen der Versuchsdurchfithrung nur relativ geringe Stempelgeschwindigkeiten verwendet
werden konnten. Dies lag in der manuellen Dornpositionierung begriindet. Da die vorhandene
Pressensteuerung eine Dornbewegung entgegen der Pressrichtung wéhrend des
Strangpressvorgangs nicht zulieB, musste der Pressprozess nach Erzeugung einer
Wanddickenabnahme und des anschlieBenden diinnwandigen Rohrabschnitts manuell
unterbrochen werden. Im Falle der Vierkantrohre hitte eine zu spéte Prozessunterbrechung zu
einer Kollision zwischen dem Dorn mit Dornschaftdurchmesser von Dp=50mm und der
Matrize mit einer Offnung von 32mm x 32mm gefiihrt. Aus diesem Grund wurden lediglich
relativ  geringe Geschwindigkeiten realisiert. Der hier experimentell beobachtete
Zusammenhang zwischen Pressgeschwindigkeit und Presskraftbedarf bzw. spezifischem

Pressdruck wurde auch in anderen Publikationen vorgefunden [PAR00, SAHOO].

Als Begriindung fiir diese Beobachtungen kann angefiihrt werden, dass mit zunehmender
Verformungsgeschwindigkeit die Geschwindigkeit mit der Versetzungen erzeugt werden
zunimmt. Da jedoch bei hohen Temperaturen die Beweglichkeit von Versetzungen hoch ist,
konnen auch die Umordnungsprozesse von Versetzungen (Klettern und Quergleiten) im

Rahmen der dynamischen Erholung mit hoherer Geschwindigkeit ablaufen, sodass der
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Gleichgewichtszustand zwischen Ver- und Entfestigung bereits bei geringeren Subkorngré3en
erreicht wird [MCQ75]. Wie bereits zuvor beschrieben (GI. 7.1) beeinflusst die Subkoérngrofle
die FlieBspannung, sodass diese mit abnehmender KorngréBe zunimmt. Nach Gl. 4.5 zieht das
einen erhohten Presskraftbedarf nach sich und kann folglich den Anstieg des spezifischen
Pressdrucks mit zunehmender Stempelgeschwindigkeit erkldren. Ein weiterer zu
beriicksichtigender Aspekt liegt in der fiir die dynamische Erholung zur Verfiigung stehenden
Zeit begriindet. Da bei hoherer Umformgeschwindigkeit die Erzeugung von Versetzungen
schneller ablduft, steht fiir Annihilation von Versetzungen und damit fiir das Absenken der
Versetzungsanzahl nur eine geringere Zeitspanne zur Verfligung. Somit ist die
Versetzungsdichte und die Verfestigung des Materials hoher als bei geringeren

Geschwindigkeiten [HUMO04a].

Ebenso wurde im Rahmen der Prozesscharakterisierung festgestellt, dass die
Stempelgeschwindigkeit bzw. die Produktgeschwindigkeit auch die Strangaustrittstemperatur
beeinflusste. Zwar konnte fiir dickwandige Rundrohre, die unter Verwendung von lediglich
Ig=175mm langen Bolzen iiber stehenden Dorn stranggepresst wurden keine signifikante
Abhingigkeit nachgewiesen werden. Jedoch zeigte sich bei den diinnwandigen Rundrohren ein
leichter Anstieg der Strangaustrittstemperatur mit zunehmender Produktgeschwindigkeit
(Abbildung 5.3a). Im Falle von Rund- und Vierkantrohren, die aus 13=300mm langen Bolzen
iiber mitlaufenden Dorn produziert wurden, war der Zusammenhang zumindest fiir die
diinnwandigen Profilabschnitte deutlicher ausgeprdgt (Abbildung 5.9a, ¢ und e). Dies galt
insbesondere dann, wenn die Differenz zwischen den verglichenen Produktgeschwindigkeiten
hoch war. Die Zunahme der Profilaustritttemperatur bei Steigerung der Stempel- bzw.
Produktgeschwindigkeit ist durch zahlreiche Literaturquellen dokumentiert [SAH00, LAU76,
PAROO]. Wie bei der Betrachtung des Einflusses der Bolzeneinsatztemperatur bereits
angefiihrt, wird beim Strangpressen die Umformarbeit iiberwiegend in Wéarme umgewandelt.
Der damit einhergehende Temperaturanstieg des Profils ist nach Gl. 7.2 proportional zur
Fliefspannung. Diese nimmt wiederum fiir steigende Verformungsgeschwindigkeiten zu (z. B.
gemifB GI. 5.3 und Abbildung 7.1), sodass folglich ein Anstieg der Strangaustrittstemperatur
resultiert [LAU76]. Weiterhin ist die zur Ableitung von Wérme in die umgebenden
Komponenten (Werkzeuge und Aufnehmer) zur Verfiigung stehende Zeit zu nennen. Bei
steigenden Geschwindigkeiten fliefit ein immer geringerer Teil der erzeugten Wiarmemenge in
die Werkzeuge ab. Im Grenzfall flieBt die Wéarme nicht mehr ab und es herrschen

nidherungsweise adiabatische Verhéltnisse (kein Warmeaustausch) [LAU76, LIE16]. Findet
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jedoch kein Wérmeaustausch zwischen Bolzenmaterial und seiner Umgebung statt, resultiert
die mit hoherer Geschwindigkeit zunehmende Wérmemenge in einem Anstieg der

Profilaustrittstemperatur.
7.1.1.3. Einfluss des Pressverhdltnisses

Der Vergleich der spezifischen Pressdriicke beim Strangpressen von dick- mit diinnwandigen
Rohren iiber stehenden Dorn (Abbildung 5.2a), ergab ebenso wie bei Rohren mit axial variabler
Wanddicke (Abbildung 5.7) und bei Verwendung des Kammerwerkzeugs mit beweglichen
Keilen (Abbildung 5.39), dass das jeweils vorherrschende Pressverhdltnis bzw. der
Umformgrad (Gl. 4.4) einen Einfluss auf den spezifischen Pressdruck hatte. Dabei zeigte sich,
dass zum Erzeugen diinnwandiger Rohre bzw. Rohrabschnitte also fiir einen hoheren
Umformgrad stets ein groBer spezifischer Pressdruck notwendig war. Dieser Zusammenhang
ist in Abbildung 7.3 noch einmal fiir nahtlose Vierkantrohre grafisch veranschaulicht, die bei
Tp=400°C und vs=0,8mm/s hergestellt wurden. Die Zunahme des Umformgrads fithrt zunichst
zu einem Anstieg der Versetzungsdichte [LEH96]. Die erhohte Fehlstellendichte bewirkt daher
eine stirkere Verfestigung des Materials als bei geringerem Pressverhéltnis, sodass sich die
Fliespannung des Materials und somit der Presskraftbedarf erhoht. Fiir das Strangpressen wird
anhand von Gl. 4.5 deutlich, dass die Matrizenkraft proportional zur Erhohung des
Umformgrads zunimmt. Folglich nimmt damit auch der Gesamtpresskraftbedarf und somit der

spezifische Pressdruck zu.

600 1 -~ EN AW-6060 TB=400°C v5t=0,8mm/s
{ ---EN AW-6082 TB=400°C v5t=0,8mm/s
550
500
— 450
=, 400 -
2350
300

250

200 |
R=24:1 R=48:1

Abbildung 7.3: a) Einfluss des Pressverhiltnisses und der Legierungswahl auf den spezifischen
Pressdruck bei Tg=400°C und v5=0,8mm/s

Gleichzeitig wurden bei Verwendung eines hoheren Pressverhiltnisses —erhohte
Strangaustrittstemperaturen gemessen. Dieses Resultat ist Folge des grofleren Umformgrads,
zu dessen Erreichung mehr Umformarbeit verrichtet werden muss. Die Umformarbeit wird

jedoch fast vollstandig in Umformwérme umgewandelt [BAUO1, LAU76]. Da der Aufnehmer
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und die Werkzeuge in etwa die gleiche Temperatur wie der Bolzen aufweisen, kann
nidherungsweise von einem adiabatischen Prozess ausgegangen werden. Das heil3t, dass {iber
die Prozessdauer kein signifikanter Warmeaustausch mit der Umgebung stattfindet. Somit fiihrt
die erhohte Umformwérme durch Zunahme des Pressverhidltnisses dann zu einem
Temperaturanstieg im Pressprofil und begriindet somit die festgestellten hoheren

Profilaustrittstemperaturen. Dieser Zusammenhang wird auch durch GI. 7.2 beschrieben.
7.1.1.4. Legierungseinfluss

Bei ansonsten konstanten Pressbedingungen beeinflusst auch die Wahl des umzuformenden
Materials die Hohe des spezifischen Pressdrucks. Im Rahmen der indirekten
Strangpressversuche wurden die beiden Legierungen EN AW-6060 und EN AW-6082 zu
Vierkantrohren umgeformt (Abbildung 5.7b und c¢). Aus dem direkten Vergleich in Abbildung
7.3 geht hervor, dass dabei die spezifischen Pressdriicke fiir die Legierung EN AW-6082 hoher
ausfielen. Als Begriindung dafiir ist der hohere Gehalt an Legierungselementen im Falle der
Legierung EN AW-6082 anzufithren. Gemil3 der chemischen Analyse (Tabelle 4.1) sind bei
dieser Legierung sowohl die Gehalte von Mg, Si als auch Mn hoher als bei EN AW-6060. Da
diese nach der Homogenisierungsglithung und anschlieBend hinreichend schneller Abkiithlung
im Mischkristall gelost vorliegen sollten. Insbesondere die Elemente Mg und Si erhéhen die
Festigkeit des Aluminiums durch Mischkristallverfestigung, sodass die FlieBspannung mit
zunehmendem Legierungsgehalt ansteigt [KAMO2]. Die gegeniiber der Legierung EN AW-
6060 erhohte FlieBspannung resultiert nach Gl. 4.5 in einem erhéhten Presskraftbedarf und

fithrte folglich zu einem Anstieg des spezifischen Pressdrucks.
7.1.1.5. Einfluss des Strangpressverfahrens

SchlieBlich hatte auch das zur Herstellung von Hohlprofilen verwendete Strangpressverfahren
einen Einfluss auf den jeweiligen spezifischen Pressdruck und die Strangaustrittstemperatur.
Abbildung 7.4 zeigt eine Gegeniiberstellung des spezifischen Pressdrucks bei Verwendung der
unterschiedlichen Verfahren. Fiir die Berechnung dieser Prozesskenngréfe wurden stets
Presskraftwerte herangezogen, die bei Tg=500°C, vyroa~2m/min und R=23:1 ermittelt wurden.
Aus der Abbildung wird ersichtlich, dass zum Strangpressen von nahtlosen Rundrohren {iber
mitlaufenden Dorn im indirekten Strangpressverfahren der spezifische Pressdruck am
geringsten war. Fiir das indirekte Strangpressverfahren unter Verwendung eines stehenden

Dorns bei sonst gleichem Profilquerschnitt wurde ein geringer Anstieg des spezifischen
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Pressdrucks festgestellt. Das direkte Strangpressen tiber Kammerwerkzeug lieferte hingegen

einen sehr deutlichen Anstieg des spezifischen Pressdrucks.
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indirekt mitlaufender  indirekt stehender direkt
Dorn Dorn Kammerwerkzeug

Pressverfahren

Abbildung 7.4: Einfluss des Strangpressverfahrens auf den spezifischen Pressdruck bei Tp=500°C,
Vproa=2m/min und R=23:1

Diese experimentellen Funde lassen sich wie folgt begriinden. Die wesentlichsten beim
allgemeinen Strangpressen auftreten Kraftkomponenten sind die zur Materialumformung
benotigte Umformkraft Fy sowie Reibungskrifte Fg, die fiir jedes der genannten Pressverfahren
unterschiedlich zusammengesetzt sind. Die Gesamtpresskraft Fyes, die zur Ermittlung des
spezifischen Pressdrucks herangezogen wird, setzt sich nach GI. 7.4 daher allgemein aus der

Summe dieser beiden Kraftkomponenten zusammen [BAUO1].

Foes=FmtFr (GL. 7.4)
Beim konventionellen indirekten Strangpressen bewegen sich Aufnehmer und Bolzen mit
gleicher Geschwindigkeit in Richtung Matrize. Daher tritt dabei keine Relativbewegung und
folglich auch keine Reibungskraft zwischen ihnen auf. Reibung liegt hingegen zwischen der
duBeren Matrizenfiihrungsflache und der Aufnehmerinnenwandung (Fr v u) vor, da sich der
Aufnehmer tiber die am Hohlstempel fixierte Matrize hinweg bewegt. Somit ergibt sich die

Gesamtpresskraft fiir das indirekte Strangpressen nach Gl. 7.5.

Fees=FutFrmu (GL. 7.5)
AuBerhalb der Umformzone bewegen sich beim direkten Strangpressen iiber mitlaufenden
Dorn Bolzen, Aufnehmer und Dorn mit der gleichen Geschwindigkeit, der vorgegebenen
Stempelgeschwindigkeit, parallel zur Pressrichtung. Das heift, dass in diesem Blockbereich
zwischen ihnen keine Relativbewegungen und demzufolge auch keine Reibungskrifte
auftreten. Im Bereich der Umformzone kommt es hingegen im Zuge der Umformung zu einer
Beschleunigung des Pressguts auf Produktgeschwindigkeit. Da diese nach Gl. 4.3 stets grofer

als die Stempelgeschwindigkeit ist, kommt es ab dem Bereich der Umformzone zu einer
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Relativbewegung zwischen Pressgut und Dorn [BAUO1]. Dies zieht eine Reibungskraft
(Fr.p uz) nach sich. Damit erhoht sich die Gesamtpresskraft gegentiber dem konventionellen

indirekten Strangpressverfahren geringfligig um diesen Beitrag zu (Gl. 7.6):

Foes=Fut+ FrmutFrp Uz (Gl. 7.6)

Wird die Dornbewegung in Pressrichtung blockiert, sodass iiber stehenden Dorn gepresst wird,
so geht damit das Entstehen einer Reibungskomponente zwischen dem 6rtlich fixierten Dorn
und dem mit Stempelgeschwindigkeit in Pressrichtung bewegten Bolzen einher. Sie wird als
Dornreibung bezeichnet und erzeugt eine in Pressrichtung wirkende Zugkraft (Fp). Die
Dornzugkraft hdangt dabei im wesentlichen von der Lénge des aufgestauchten Bolzens im

Aufnehmer (Igs) und dem Dorndurchmesser (Dp) ab (Gl. 7.7) [BAUO1].
Fp~Ips " Dp (GL. 7.7)

Die Gesamtpresskraft beim Verfahren des indirekten Strangpressens iiber stehenden Dorn

ergibt sich demnach zu:
Fees=Fyt FrmutFp (GL. 7.8)

Beim Strangpressen von nahtlosen Rundrohren iiber stehenden Dorn wurden zwar lediglich
kurze Bolzen der Liange 1s=170mm (aufgestaucht lgs=160mm) verwendet. Jedoch zeigte sich
bereits dabei, dass die Dornzugkraft bei stehendem Dorn die Dornreibung im Bereich der
Umformzone im Falle des mitlaufenden Dorns iiberstieg (Fp>Frp uz). Dies erklért den in
Abbildung 7.4 vorgefundenen héheren spezifischen Pressdruck der Prozessmodifikation iiber
stehendem Dorn bei ansonsten gleichen Pressbedingungen. Nach Gl. 7.7 ist davon auszugehen,

dass bei Verwendung lédngerer Bolzen der festgestellte Einfluss deutlicher ausgefallen wére.

Das direkte Strangpressen zeichnet sich dadurch aus, dass der Aufnehmer wéhrend des
Prozesses in seiner Position verbleibt, wéhrend der Stempel den Bolzen durch den Aufnehmer
in Richtung des Werkzeugs schiebt. Da hierbei eine Relativbewegung zwischen Block und
Aufnehmer vorliegt, muss fiir eine Vorwirtsbewegung des Bolzens im Aufnehmer die
Reibkraft (Fra) zwischen Aufnehmerinnenwandung und Bolzenoberfliche itiberwunden
werden. Nach Gl. 7.9 [BAUO1] ist auch diese Reibkraft abhingig von der aktuellen Lénge des
aufgestauchten Bolzens (Igs) im Aufnehmer und ist zu Versuchsbeginn maximal. ts bezeichnet

dabei die material-, geschwindigkeits- und temperaturabhingige kritische Scherspannung. Im
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weiteren Prozessverlauf nimmt die im Aufnehmer verbleibende Blocklinge und damit

einhergehend auch die Reibkraft ab.
FrAmax = T Ag - (Is) " Ts (GL. 7.9)

Bei der Verwendung von Kammerwerkzeugen wird der Block durch die Stege, die den Dorn
in Position halten zunédchst in Teilstrange separiert, die im Bereich der Schweilkammer unter
der Einwirkung von Druck und Temperatur verschweiflen. Im Bereich der Werkzeugeinldufe
tritt Reibung zwischen den einflieBenden Materialteilstromen und den Einlaufwandungen
Reibung auf, die insbesondere bei langen Einldufen (wie im vorliegenden Fall 143mm) einen
Einfluss auf die Gesamtpresskraft ausiibt. Auch durch Metallumlenkung in der
Schweilkammer treten Reibkréfte auf, die gegeniiber dem konventionellen direkten
Strangpressen ohne Kammerwerkzeug zu einem hoheren Kraftbedarf fithren. Werden die mit
dem Kammerwerkzeug zusammenhéngenden Reibkrifte zu Fr_kw zusammengefasst, so ergibt

sich Gesamtpresskraftbedarf nach Gl. 7.10.

FoesmFumtFra+Fr kw (Gl. 7.10)

Somit ldsst sich festhalten, dass der gegeniiber dem indirekten Strangpressen iiber stehenden
Dorn deutlich erhohte Presskraftbedarf und somit der spezifische Pressdruck im Falle des
direkten Strangpressens tiiber Kammerwerkzeug aufgrund der dabei vorherrschenden
Reibkrifte zu erkldren ist. Diese sind zum einen auf die groBere Reibflaiche Aufnehmer/Bolzen
gegeniiber der Reibfliche Dornoberfliche/Bolzen zuriickzufiithren. Hinzukommen noch
zusidtzliche Reibkrifte, die mit der Verwendung eines Kammerwerkzeugs in Verbindung

stehen.

Daneben zeigte die Verwendung des jeweiligen Pressverfahrens auch einen Einfluss auf die
Profilaustrittstemperatur bzw. auf den umformbedingten Temperaturanstieg des Umformguts
AT. Dieser Zusammenhang ist in Abbildung 7.5 fiir die gleichen Pressungen wie bei Abbildung
7.4 dargestellt. Daraus geht hervor, dass die Erwdrmung im Falle des indirekten Strangpressens
mit mitlaufenden Dorn am geringsten war, sich bei Verwendung eines stehenden Dorns erhoht
und fiir das direkte Strangpressen tiber Kammerwerkzeug mit Abstand die hochsten Werte
liefert. Auch diese Beobachtung ldsst sich vorwiegend auf die jeweils vorherrschenden

Reibbedingungen zuriickfiihren.
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Abbildung 7.5: Einfluss des Strangpressverfahrens auf die Erwdrmung der Profiloberfliche unter
Verwendung von Tg=500°C, vp;oq=2m/min und R~22:1

Beim indirekten Strangpressen {iber mitlaufenden Dorn sind die Reibungskomponenten, die
einen Einfluss auf die Hohe der Strangaustrittstemperatur haben, vor allem die Reibung
zwischen Umformgut und Dornoberfliche im Bereich der Umformzone sowie der dufere
Reibkontakt mit dem 6mm langen Matrizenfiihrungskanal. Da diese beiden Reibléngen relativ
kurz sind, ist auch die zusétzlich zur Umformwirme generierte Reibungswirme gering. Im
Falle des indirekten Strangpressens iiber stehenden Dorn hingegen erhoht sich dieser Anteil
jedoch um die Wiarmemenge, die aufgrund der Reibung zwischen Dornmantelfliche und
Bolzeninnenwandung erzeugt wird. Da diese zusidtzliche Warme im Grenzfall adiabatischer
Bedingungen jedoch nicht {iber die Werkzeuge abgefiihrt werden kann, fithrt dies letztlich zu
einer Erhohung der Profilaustrittstemperatur und erkldart damit den Anstieg der

Materialerwdrmung in Abbildung 7.5

Die grofite Materialerwdrmung trat nach Abbildung 7.5 jedoch beim direkten Strangpressen
tiber Kammerwerkzeug auf. Da der Pressstempel dabei den Pressblock durch den Aufnehmer
schiebt, besteht zwischen Aufnehmerinnenwandung und Bolzenmantelfliche eine
Relativbewegung, die zur sog. Aufnehmerreibung fithrt. Da diese Reibfldche deutlich groBer
ist als die Reibfldche zwischen Dornmantelfliche und Bolzeninnenwandung beim indirekten
Pressen iiber stehenden Dorn, ist auch die in diesem Verfahren erzeugte Reibungswérme
groBer. Hinzu kommen zusdtzlich die mit der Verwendung eines Kammerwerkzeugs in
Verbindung stehenden Reibungskomponenten in den Werkzeugeinldufen und der
SchweiBlkammer. Somit kann die hohere Materialerwdrmung bei dieser Verfahrensvariante als
Folge von betragsmiBig groferen Reibflichen sowie werkzeugbedingten zusétzlichen
Reibkontakten und der damit einhergehenden grofleren erzeugten Reibungswérme begriindet

werden.
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7.1.2. Einfliisse auf die Mikrostruktur

Im Folgenden soll die mikrostrukturelle Entwicklung beim Strangpressen von Hohlprofilen und

die Einfliisse der Strangpressparameter auf die Mikrostruktur diskutiert werden.

7.1.2.1. Gefiigeentwicklung der Legierung EN AW-6060 wdihrend des indirekten

Strangpressens iiber Dorn

Die allgemeine Gefiigeentwicklung wihrend des Strangpressens von nahtlosen Hohlprofilen
wurde im Ergebnisteil (Kapitel 6.1.2) exemplarisch anhand eines langen wasserabgeschreckten
Pressrests untersucht. Dazu wurden neben der konventionellen Polarisationsmikroskopie auch
Untersuchungen mittels EBSD eingesetzt. Insgesamt ging daraus hervor, dass das Gefiige im
Bolzenbereich vor der Umformzone aus nicht oder kaum deformierten Gusskorner bestand, die
voneinander durch GrofSwinkelkorngrenzen (GWKGs) getrennt waren. Im Anfangsbereich der
Umformzone (siche Pos. 2 in Abbildung 6.3 und Abbildung 6.4b) war dann eine
Kornléngsstreckung zu beobachten, die parallel zur Strangpressrichtung erfolgte. Des Weiteren
konnte in diesem Bereich ein sehr hoher Anteil (67%) an Kleinwinkelkorngrenzen (KWKG)
mit einem Misorientierungswinkel von onmo=<15° nachgewiesen werden. Mit fortschreitender
Umformung sank der Anteil der KWKG auf 34% ab. Nachdem das Rohr den Hohlstempel
(Luftabkiihlung) und die sich daran anschlieBende Kiihlstrecke (Wasserkiihlung) durchlaufen
hatte, erschien das Gefiige vollstdndig rekristallisiert (Abbildung 6.3b).

Diese Feststellungen lassen sich wie folgt interpretieren. Beim Eintritt des Pressguts in die
Umformzone erhoht sich die Radialdruckspannung deutlich [BAUO1]. Dies fiihrte zu einer
Deformation der Kristallite, sodass die Kornhohe parallel zur Richtung der Radialspannung
(senkrecht zur Strangpressrichtung) abnahm, wihrend sich die Kornbreite senkrecht dazu (in
Pressrichtung) deutlich vergroBerte (Kornldngsstreckung). Im Zuge der Umformung erhoht
sich die Versetzungsdichte zunédchst [CAS90, MCQ96]. Da die hohe Stapelfehlerenergie des
Aluminiums sowie die beim Strangpressen vorherrschenden Temperaturen (Tw>0,5-Ts) eine
einfache Versetzungsbewegung ermoglichen, konnten wihrend der Umformung dynamische
Erholungsvorginge ablaufen [GOTO07]. Uber die Mechanismen des Kletterns und Quergleitens
konnen Versetzungen dabei ihre Gleitebene wechseln und so in energetisch giinstigere
Positionen umgelagert werden. Die Umordnungsreaktionen fithren zur Ausbildung eines
rdumlichen Verbunds von Kleinwinkelkorngrenzen (Subkorner) [HUMO4a], die in den
Abbildungen 6.4b und ¢ auch zu erkennen waren. Durch lokale Umordnungsprozesse kommt

es auch zur Bewegung von GroBwinkelkorngrenzen, sodass diese eine sdgezahnformige
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Struktur ausbildeten [BLU96a, MCQO04, MCQ95, KON95b]. Die wurde auch in Abbildung
6.4c sowie in den Abbildungen 6.7c,e,g und h festgestellt. Sinkt die Hohe der ldngsgestreckten
Korner im Verlauf der Materialverformung auf den zwei- bis dreifachen mittleren
Durchmesser, der im Korn vorliegenden Subkoérner ab, so kann es zum Ablaufen der
kornteilenden dynamischen Erholung (gdDRV auch als gDRX bekannt) kommen. Nach
Abbildung 2.9 bewirkt dieser Mechanismus eine Abschniirung nebeneinanderliegender
Korngrenzenwolbungen und somit eine Reduktion der Lénge der ldngsgestreckten Korner
[SOL89, BLU96a, KON95b, MCQO04a]. Dieser Effekt konnte fiir einen Teil der untersuchten
Probenzustinde beobachtet werden, wie beispielsweise die Abbildungen 6.4c und d sowie
Abbildungen 6.7d,e,g und h belegen. Bei fortschreitender Verformung nimmt die Anzahl der
Kornperforationen zu und damit die Kornldnge immer weiter ab. Bei hinreichend grof3en
Umformgrad besteht das Gefiige dann schlieBlich tiberwiegend aus kleinen, kurzen, weitgehend
globulitischen Kristalliten, die tiberwiegend von GWKG umgeben sind [MCQ95, BLU96a,
KON95a, HUMO04a]. Auch dies kann durch die zuvor genannten Abbildungen belegt werden.
Somit kann festgehalten werden, dass bei der Gefiigeauslbildung unter den
Strangpressbedingungen von Tg=400°C, vs=1,9mm/s und R=46:1 die Vorginge der
konventionellen dynamischen Erholung und der kornteilenden dynamischen Erholung eine

dominante Rolle spielten.

Aus den Abbildungen 6.3 a und b geht allerdings auch hervor, dass die Gefligeentwicklung
nach dem Austritt des Rohrs aus der Matrize noch nicht abgeschlossen war. In Abbildung 6.3a
lagen bereits nach wenigen Zentimetern hinter dem Matrizenfithrungskanal an der inneren und
dulleren Rohroberflache rekristallisierte Korner vor. Im zugehorigen Rohrabschnitt, der den
Hohlstempel und die Abkiihleinrichtung vollstindig durchlaufen hatte, zeigte die
Polarisationsmikroskopie, dass das Gefiige dann scheinbar jedoch vollstandig rekristallisiert
vorlag. In [BANOS] und [BLU96a] wird berichtet, dass die Versetzungsdichte durch die
gdDRYV nicht in dem MafBe reduziert wird, wie es bei der primédren Rekristallisation der Fall
wire. Daher stellt die im Material in Form von Versetzungen und Subkornern verbliebene
gespeicherte  Verformungsenergie  die  Triebkraft fir ~das  Ablaufen  von
Rekristallisationsprozessen dar. Anhand der EBSD-Untersuchung im Rohrbereich, der die
Abkiihlstrecke vollstdndig durchlaufen hatte (Pos. 5 in Abbildung 6.3 und Abbildung 6.4),
wurde deutlich, dass zwar tatsdchlich der tiberwiegende Anteil (66%) der Korngrenzen durch
GWKG charakterisiert war. Deren Anteil am untersuchten Gesamtbereich entsprach jedoch

dem, der bereits im Bereich des Matrizenfiihrungskanals vorlag (ebenfalls 66%). Weiterhin war

158



7. Diskussion der Ergebnisse

die Korngrofle im Matrizenfithrungskanal (Pos. 4) deutlich geringer als nach Durchlaufen der
Abkiihleinrichtung (Pos. 5). Daraus kann geschlossen werden, dass es im Bereich des
Hohlstempels, also vor dem Eintritt des Rohrs in die Wasserkiihlung, zu Kornwachstum
gekommen sein muss (vgl. Abbildung 6.4 d und e). Im Allgemeinen wichst dabei ein bereits
rekristallisiertes und damit weitgehend versetzungsarmes Korn in benachbarte Bereiche hinein,
die noch eine Verformungsstruktur aufweisen. Die Ursache dieser Korngrenzenbewegungen ist
die unterschiedliche gespeicherte Verformungsenergie, also die Versetzungsdichte in diesen
verschiedenen Bereichen. Dabei kommt es zur Verringerung der Korngrenzenfldche, sodass im

Anschluss insgesamt ein Zustand mit niedrigerer Energie als zuvor erreicht wird [GOTO07].
7.1.2.2. Einfliisse der Strangpressparameter auf das Gefiige

Die FEinflisse der Strangpressparameter auf die Mikrostruktur werden nachfolgend
exemplarisch am Beispiel von wasserabgeschreckten, nahtlosen Vierkantrohren mit axial

variabler Wanddicke diskutiert.
Einfluss der Stempelgeschwindigkeit

In Abbildung 6.5 wurden die in dick- und diinnwandigen Rohrabschnitten vorliegenden Gefiige
fiir unterschiedliche Prozessbedingungen dargestellt. Dabei wurde deutlich, dass unter
Verwendung von Tg=400°C und bei der geringen Stempelgeschwindigkeit von vg=0,8mm/s
iiberwiegend ein faserformiges Gefiige vorlag. Die Analyse dieser Bereiche mittels EBSD
(Abbildung 6.7c und d) zeigte, dass die in Pressrichtung ldngsgestreckten Korner voneinander
durch Grofwinkelkorngrenzen getrennt vorlagen (Abbildung 6.7c). Die Form der Korngrenzen
konnte als sdgezahnformig beschrieben werden. Innerhalb der gestreckten Korner lagen
Subkoérner mit Misorientierungswinkeln von 2°<anmo< 15° vor. Diese Feststellungen machen
deutlich, dass es beim Strangpressen mit geringer Stempelgeschwindigkeit zum Ablaufen von
Vorgingen der dynamischen Erholung gekommen sein muss, wie sie bereits in Abschnitt
7.1.2.1 beschrieben wurden. Nur damit lassen sich die Funde von Subkdrnern innerhalb der
langsgestreckten Kristallite und die Ausbildung einer sdgezahnformigen Gestalt der
Korngrenzen erkldren (Abbildung 6.7c und d). Daneben zeigten die EBSD-Maps jedoch auch
zahlreiche Korner in der Gréenordnung der Subkorndurchmesser, die jedoch vollstindig von
GroBwinkelkorngrenzen umgeben waren. Deren Auftreten kann mit Hilfe der kornfeinenden
dynamischen Erholung (gdDRV bzw. auch gDRX genannt) begriindet werden. Nach
Abbildung 2.9c fiihrt diese zum einen zur Teilung der langsgestreckten Korner durch

Beriihrung von gegeniiberliegenden Korngrenzen [SOL89, BLU96a, BLU96b]. Durch diese
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Fraktionierungen sinkt die Kornldnge in Pressrichtung. Bei ausreichend groflen Verformungen
konnen dabei kurze, flache Korner entstehen, die nur wenige Subkorndurchmesser lang sind
(Abbildung 6.7c und d). Dies wurde in [GUE12a, GUE12b] auch fiir das direkte Strangpressen
von EN AW-6082-Rundstangen und in [KAY10] fir Rundstangen aus EN AW-6060
festgestellt. Des Weiteren kann es bei der gdDRV auch zum Abschniiren einzelner
Korngrenzenwolbungen kommen, die von GroBwinkelkorngrenzen umgeben sind [BLU96a,
KON95a, HUMO04a, MCQ95]. Damit lieBe sich das Auftreten der zahlreichen kleinen Kérner
mit GWKG insbesondere bei dem hohen Pressverhiltnis von R=48:1 begriinden (Abbildung
6.7d).

Daneben war im Falle der Legierung EN AW-6060 an den Rohroberflachen jedoch stets ein
rekristallisierter Saum festzustellen (Abbildung 6.5b und Abbildung 6.11), der aus relativ
groflen Kornern bestand. Dieses Phdnomen ist in der Fachliteratur auch als peripheral coarse
grain (PCG)-Defekt bekannt. Demnach tritt der Saum aus rekristallisierten Kérnern auf der/den
AuBenseite/n von Profilen auf, da das dort liegende Material beim Strangpressen im Vergleich
zum Material im Profilzentrum hoheren Verformungsgeschwindigkeiten und groferen lokalen
Umformgraden unterlegen ist [GEE0S5, BANOS8]. Auch bei den in der vorliegenden Arbeit
durchgefiihrten FE-Simulationen konnte das Vorliegen solcher Gradienten nachgewiesen
werden (Abbildung 5.20). Die Bedingungen von lokal hoherer Verformungsgeschwindigkeit
und groBBerem Umformgrad befoérdern dabei das Ablaufen von Rekristallisationsprozessen,
indem sie einen Anstieg der Versetzungsdichte und damit der im Material gespeicherten
Verformungsenergie bewirken. Diese stellt die Triebkraft fiir das Ablaufen von statischer
Rekristallisation dar [HUMO4a, BANOS, SPE84]. Des Weiteren ist bekannt, dass dieser Prozess
sehr schnell ablduft und bereits wenige Sekunden nachdem das Material die Matrize verlassen
hat, an der Oberfliache rekristallisierte Korner vorgefunden werden kénnen [GEEOS5]. Dies
wurde auch in der vorliegenden Arbeit anhand von Abbildung 6.3a deutlich. Als Grund fiir die
hohe Korngrée auf den Profiloberflichen, wird in [SWE04] und [SPE84] angefiihrt, dass
wahrscheinlich die fiir SRX erforderliche kritische gespeicherte Energie bei den
vorherrschenden Bedingungen lediglich zur ,,Aktivierung® weniger Rekristallisationskeime
fithrt. Diese Keime konnen aufgrund ihrer geringen Anzahl iiber relativ lange Zeit ungestort
von benachbarten, konkurrierenden Keimen wachsen. Das Wachstum ist demnach erst dann
beendet, wenn benachbarte rekristallisierte Korner aufeinander treffen oder auf Bereiche
stolen, die nicht iiber das notwendige Mindestmall an gespeicherter Energie verfiigen

[GOTO7].
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Die Verwendung der hohen Stempelgeschwindigkeit von vg=3,3mm/s bei Tg=400°C hingegen
fithrte im Vergleich dazu stets zu einer vollstidndig rekristallisierten Mikrostruktur (Abbildung
6.5c und d). Dies lésst sich wie bereits zuvor in Kapitel 7.1.1.2 beschrieben zum einen damit
begriinden, dass bei hoheren Umformgeschwindigkeiten die Versetzungsdichte hoher ist und
somit die gespeicherte Energie im Material zunimmt [HUMO4a]. Anders als beim PCG-Defekt
wird dadurch jedoch offenbar die kritische Untergrenze an gespeicherter Energie, die fiir das
Ablaufen der primiren Rekristallisation notwendig ist nicht nur an den &uferen und inneren
Rohroberfldchen erreicht, sondern tiber den gesamten Rohrquerschnitt. Als weiteren Punkt der
ebenfalls dazu beigetragen haben konnte, ldsst sich die Strangaustrittstemperatur anfiihren.
Gemdll Abbildung 5.9a und Tabelle 5.4 ging mit der Erh6hung der Stempelgeschwindigkeit
eine Steigerung der Strangaustrittstemperatur einher. Die Beweglichkeit von Korngrenzen ist
temperaturabhédngig und nimmt fiir hohere Temperaturen zu [HUMO4a]. Somit ldsst sich das
Auftreten von statischer Rekristallisation bei der hoheren Stempelgeschwindigkeit z. T. auch
auf die Verbesserung der Korngrenzenbeweglichkeit durch die im Prozess vorherrschenden

erhohten Temperaturen zuriickfiihren.

Neben der Ausbildung der Gefiigemorphologie zeigte die Stempelgeschwindigkeit auch einen
Einfluss auf das Ausscheidungsverhalten von B°’ bei der Warmauslagerung. Nach Abbildung
6.14a bewirkte eine Steigerung der Stempelgeschwindigkeit von vg=0,8mm/s auf vs=3,3mm/s
bei gleicher Bolzeneinsatztemperatur (Tg=400°C) und gleichem Pressverhéltnis R=48:1 einen
deutlichen Anstieg der Ausscheidungsdichte. Gleichzeitig sank die mittlere Lénge der
Ausscheidungen ab  (Abbildung 6.14b). Die Beobachtung, dass bei hoherer
Stempelgeschwindigkeit eine groBere Anzahl an Ausscheidungen pro Fliche vorgefunden
wurden, lasst sich mit der Erhohung der Profilaustrittstemperatur begriinden. Diese stieg dabei
von T,;=445°C auf T,=490°C an. Die Zusammensetzung der hier verwendeten EN AW-6060
Legierung ermoglicht eine maximale Loslichkeit fiir Mg;Si im Aluminiummischkristall von
0,77m% (vergl. Tabelle 4.1). Bei Betrachtung des quasi-bindren Al-Mg,Si-Phasendiagramms
(Abbildung 7.6), wird ersichtlich, dass diese Menge nur bei Temperaturen oberhalb von 445°C
vollstandig gelost werden kann. Das Material verlie die Matrize im Falle der geringeren
Pressgeschwindigkeit mit einer Temperatur von bis zu T,=445°C. Somit wire eine vollstdndige
Loslichkeit von Mg,Si fiir den diinnwandigen Rohrbereich grundsétzlich zwar moglich,
allerdings war anschlieBend noch der luftgekiihlte Bereich des ca. Im langen Hohlstempels zu
iiberbriicken. Erst danach trat der Rohrabschnitt in die Wasserkiithlung ein. Wéhrend dieser

Zeit, die bis zu Imin betragen konnte, sank die Temperatur vermutlich wieder unter die
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Solidustemperatur ab, sodass es dann zur teilweisen Ausscheidung von Mg,Si aus dem
Mischkristall gekommen sein konnte. Bereiche, die diese Temperatur wéhrend des
Pressvorgangs gar nicht erst erreichten, konnten nach der Wasserabschreckung auch nicht den
maximalen Mg,Si-Anteil im {iberséttigten Mischkristall aufweisen. Dies wére eine Begriindung
fir die geringere  Ausscheidungsdichte bei Tp=400°C und der niedrigen
Stempelgeschwindigkeit (vs=0,8mm/s).
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Abbildung 7.6: Quasi-binidres AI-Mg,Si Phasendiagramm nach [AMA15]

Zusitzlich lasst sich der Effekt anhand der Leerstellenkonzentration erldutern. Die
Leerstellenkonzentration (cp) steigt zum einen bei der Umformung [LAN84] und geméil

Gl. 7.11 auch mit zunehmender Temperatur an [GOTO07, LAN84]. Dabei bezeichnet kg die

Boltzmannkonstante und Gy, die freie Bildungsenthalpie einer Leerstelle.

Gg
CL, = exp <_k37> (Gl. 7.11)
Steigt also die Strangaustritttemperatur in Folge der Geschwindigkeitserhohung wie beobachtet
an, so ist gemdB GI. 7.11 dann auch die Leerstellenkonzentration in dem Material hoher, das
mit hoherer Geschwindigkeit verarbeitet wurde. Zusitzlich wird die Wasserkiihlung bei einer
hoheren Pressgeschwindigkeit schneller erreicht. Durch das Abschrecken der Rohre in Wasser
sinkt anschlieBend zwar die Gesamtanzahl an Leerstellen durch Annihilation an Versetzungen
ab [POG11, POG14], dennoch werden dabei zahlreiche Leerstellen ,,eingeschreckt™ (quenched-
in) [KLOOS8]. Bei der Entmischung des nach dem Abschreckvorgang vorliegenden
iibersidttigten Mischkristalls spielen vor allem Diffusionsprozesse von Leerstellen eine
bedeutende Rolle [KLOO0S, POG11, POG14, FAL12]. Aus der Literatur ist ferner bekannt, dass
neben Korngrenzen und Versetzungen auch Leerstellen bzw. Leerstellen-Cluster bei der

Auslagerung als Keimbildungsorte fiir Ausscheidungen dienen koénnen [FAL12, OZA70,
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CZI100]. Diese Cluster, die bei der Kaltauslagerung oder in der Frithphase der Warmauslagerung
gebildet werden, stellen Keimbildungsorte fiir GP-I-Zonen, also die Vorgédngerphase der
festigkeitsbestimmenden B°’-Ausscheidungen dar [MARO3]. Des Weiteren spielen Leerstellen
fir die Kinetik der Ausscheidungsbildung eine wichtige Rolle, da sie die
Diffusionsgeschwindigkeit von Fremdatomen und somit die Wachstumsgeschwindigkeit von
Clustern in der Anfangsphase der Ausscheidungssequenz erh6hen [FAL12, MARO3, HOR93].
Folglich liegt im Material dann eine grofere Anzahl an Leerstellen vor, wenn beim
Strangpressen hohere Geschwindigkeiten (mit hoherer Strangaustrittstemperatur) verwendet
werden und anschlieBend eine Wasserabschreckung vorgenommen wird. Eine hohere
Leerstellendichte beschleunigt die Keimbildung von GP-I-Zonen [MARO3], da hierbei die
kritische Keimgrofle niedriger ist [POG11, HUP97]. Folglich kann eine héhere Keimanzahl
erreicht werden. Im weiteren Verlauf der Warmauslagerung wachsen die Keime an und
wandeln in die B’’-Phase um, sodass sich schlieBlich die beobachtete hoheren

Ausscheidungsdichte ergab.

Die in Abbildung 6.14b veranschaulichte Feststellung einer geringeren mittleren
Ausscheidungslidnge bei Proben, die bei vs=3,3mm/s erzeugt wurden, ldsst sich ebenfalls
darauf zurtickfithren. Liegt nach dem Strangpressen eine hohere Anzahl an
Ausscheidungskeimen vor, so verteilt sich das durch Diffusion von Leerstellen, Mg- und Si-
Atomen gesteuerte Wachstum auf eine groBere Anzahl von Orten. Folglich ergibt sich nach
gleicher Auslagerungsdauer der beiden Probenzustinde eine geringere mittlere
Ausscheidungsldnge fiir den Probenzustand, bei dem eine hohere Keim- bzw.

Ausscheidungsdichte vorlag.
Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur

Aus Abbildung 6.5 ging hervor, dass auch die Bolzeneinsatztemperatur einen Einfluss auf die
Gefiigemorphologie hatte. So zeigte der Vergleich der Abbildungen 6.5b und f, dass bei
gleicher Stempelgeschwindigkeit (vs=0,8mm/s) und gleichem Pressverhéltnis (R=48:1) die
hohere Bolzeneinsatztemperatur von Tp=500°C die Rekristallisationsneigung erhohte. Der
rekristallisierte Gefiigeanteil nahm dabei von 24% auf 85% zu. Zuriickzufiihren ist dieser
Anstieg auf die mit zunehmender Temperatur verbesserte Beweglichkeit von Korngrenzen
[HUMO4a], sodass die Bedingungen zum Ablauf von statischer Rekristallisation verbessert
wurden. Des Weiteren wurde fiir die Prozessbedingungen von Tg=500°C, vs=0,8mm/s und

R=48:1 (Abbildung 6.5f) eine sehr hohe Korngrofe festgestellt. Hierfiir sind zwei Erklarungen
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denkbar. Entweder ist diese hohe KorngréBe auf den bereits zuvor beschriebenen PCG-Defekt
zurlickzufiihren, dessen Einfluss mit steigenden Temperaturen zunimmt [ROYO08, SWE04,
GEE04, YANOO]. Die andere Deutungsmoglichkeit besteht darin, dass bei den recht hohen
Profilaustrittstemperaturen und der geringen Umformgeschwindigkeiten Kornwachstum
aufgetreten sein konnte. Da die Verweildauer des Profilabschnitts in Luft bis zum Eintritt in die
Profilkiihlung in Folge der niedrigen Stempelgeschwindigkeit relativ hoch war (ca. 1 min),

konnte in diesem Bereich signifikantes Kornwachstum zu der hohen Korngré8e gefiihrt haben.

Des Weiteren wirkte sich eine Erhdhung der Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C auf
Tp=500°C auch bei der hohen Stempelgeschwindigkeit von vg=3,3mm/s in Form einer
Reduzierung der KorngréBe auf das Rohrgefiige aus (vergl. Abbildung 6.5¢ und g bzw. d und
h). Eine solche Beobachtung wurde auch in [IHA10, IHA13] fiir die Legierung EN AW-6005C
gemacht. Als Begriindung dafiir wurde angefiihrt, dass direkt nach dem Strangpressen bei
geringerer Bolzeneinsatztemperatur zunéchst weniger rekristallisierte Korner vorlagen und die
gespeicherte Verformungsenergie somit noch grofl war. Es wurde beschrieben, dass vorteilhaft
orientierte Korner eine hohere Wachstumsgeschwindigkeit aufwiesen. Somit konnten sich
diese bevorzugt in Form grober Kristallite ausbilden. Bei hohen Bolzentemperaturen hingegen
wurde festgestellt, dass die Anzahl an rekristallisierten Kérnern kurz nach dem Pressen héher
und somit die gespeicherte Verformungsenergie zu diesem Zeitpunkt geringer war als bei
niedrigerer Tg. Es wurde ferner festgestellt, dass bei hoherer Tg ein hoherer Anteil an weniger
optimal orientierten Kornern bereits rekristallisiert waren und somit kein bevorzugtes

Wachstum mehr stattfand [THA10, IHA13].

Daneben wurde im Ergebnisteil auch beschrieben, dass eine Erhohung der
Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C auf Tp=500°C bei vs=3,3mm/s und R=48:1 zu einer
hoheren Ausscheidungsdichte der 3°’-Phase fiihrte (vergl. Abbildung 6.14a). Die Verwendung
hoherer Bolzentemperaturen zog eine Steigerung der Strangaustrittstemperaturen nach sich
(Abbildung 5.3a und Abbildung 5.9a). Somit ldsst sich fiir die Feststellung einer hoheren
Ausscheidungsdichte die Argumentation heranziehen, wie zuvor beim Einfluss der

Stempelgeschwindigkeit auf den Ausscheidungszustand (siche oben).
Einfluss des Pressverhiltnisses

Wie aus Abbildung 6.5 und Abbildung 6.11 hervorging, beeinflusste die Zunahme des
Pressverhiltnisses von R=24:1 zu R=48:1 bei einer kontinuierlichen Wanddickenreduktion

ebenfalls die Gefligeausbildung. Der Vergleich der Gefiigebilder von Abbildung 6.5¢ mit d,
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sowie Abbildung 6.5g mit h unter Zuhilfenahme der in Tabelle 6.2 aufgefiihrten Korngrofen
zeigte, dass im Bereich des hoheren Pressverhéltnisses eine geringere Korngrofle vorlag. Ein
hoheres Pressverhéltnis bedeutet zum einen einen héheren Umformgrad (Gl. 4.4), zum anderen
jedoch auch eine hohere Produktgeschwindigkeit (Gl. 4.3). Es ist bekannt, dass sowohl ein
Anstieg des Umformgrads als auch der Verformungsgeschwindigkeit zu einer Reduktion der
SubkorngroBe fiihrt [MCQ75, HUMO4a]. Da nun kleine Volumen, die bereits im verformten
Gefiige vorliegen also die Subkorner, die Keime fiir die neuen rekristallisierten Korner
darstellen [DOH97, HUMO4a, RIOO05], beeinflusst ihre GroBe auch die GroBe der
rekristallisierten Korner [SCH84]. Bei einer kleineren Subkorngrofe liegt pro Volumenelement
eine hohere Anzahl an Keimen vor. In der Wachstumsphase kommen rekristallisierte Korner
dann bei einer geringeren rekristallisierten Korngrofle in gegenseitigen Kontakt, sodass die
primdre Rekristallisation bereits bei einer geringeren mittleren Korngrofle endet. Zusétzlich
spielte sicherlich auch die Zeit bis zum Eintreten in die Wasserkiihlung eine Rolle. Da die
diinnwandigen Bereiche mit einer héheren Produktgeschwindigkeit aus der Presse austraten,
erreichten sie bereits nach einer kiirzeren Zeit die Abkiihleinrichtung. Somit stand bei R=48:1
eine kiirzere Zeit fiir Kornwachstum zur Verfligung, sodass auch dies zu der geringeren

Korngrofe in den diinnwandigen Rohrbereichen beigetragen haben konnte.

In Abbildung 6.14a wurde aufgezeigt, dass eine Erhohung des Pressverhiltnisses bei Tg=500°C
und vs=3,3mm/s eine Erhohung der Ausscheidungsdichte nach sich zog. Die Erhohung des
Pressverhéltnisses fithrte ebenso wie eine Zunahme der Stempelgeschwindigkeit und der
Bolzeneinsatztemperatur zu groBeren Werten der Strangaustrittstemperatur. Somit behélt die
fiir die Erhohung der Stempelgeschwindigkeit bereits beschriebene Ursache der hoheren
Leerstellendichte und der daraus folgenden hoheren Ausscheidungsdichte von B’ auch fiir die

Steigerung des Pressverhéltnisses seine Bedeutung.
7.1.2.3. Einfluss der Legierung

Im Rahmen der Gefiigeuntersuchungen dieser Arbeit wurden die beiden Legierungen EN AW-
6060 und EN AW-6082 verwendet. Aus den Untersuchungsergebnissen in den Abbildungen
6.5, 6.6, 6.7 sowie 6.11 ging hervor, dass die Legierungswahl bei Verwendung der gleichen
Strangpressparameter einen Einfluss auf die Gefiigemorphologie hatte. Zuvor wurde dargelegt,
dass im Falle von EN AW-6060 hohe Umformgeschwindigkeiten, hohe Temperaturen und
grole Umformgrade die Tendenz zur Ausbildung eines rekristallisierten Gefiiges deutlich

erhohten. Bei der Legierung EN AW-6082 war dies hingegen in der Regel nicht der Fall.
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Die Ursache dafiir, dass EN AW-6082 bei nahezu allen Pressbedingungen ein faserférmiges
Gefiige aufwies, ist mit der Legierungszusammensetzung zu begriinden. Diese kann der Tabelle
4.1 entnommen werden. Daraus geht hervor, dass die verwendete Legierungszusammensetzung
von EN AW-6082 einen Mangangehalt von 0,43m% aufwies. Dieses Legierungselement wirkt
rekristallisationshemmend [KAMO02, ROY08, SWEO04, PARO04]. Der grundlegende
Mechanismus basiert dabei auf feinen manganhaltigen (AlsMn) Ausscheidungen im Gefiige
[LAU76]. Wenn diese in ausreichend hoher Anzahl vorliegen, konnen sie die Bewegung von
GroBwinkelkorngrenzen, wie es zum Ablaufen der primiren Rekristallisation notwendig ist,
behindern [YANOO] (Zener-pinning). Erst im Zuge hoherer Temperaturen, durch die sich
Beweglichkeit der Korngrenzen deutlich erhoht, kann es dennoch zur Rekristallisation
kommen. Demnach erhéhen die Mn-Ausscheidungen die Rekristallisationstemperatur einer

Legierung [KAMO02, SWE04].

Ein vollstidndig rekristallisiertes Gefiige wurde bei der Legierung EN AW-6082 hingegen nur
im diinnwandigen Rohrabschnitt vorgefunden, der unter Verwendung von Tg=500°C,
Vprod=10m/min und R=48:1 hergestellt wurde. Offenbar war hierbei die Kombination aus der
hochsten Bolzeneinsatztemperatur, der hochsten Profilgeschwindigkeit und dem gréBeren
Pressverhéltnis ausreichend hoch, um die Beweglichkeit der GroBwinkelkorngrenzen trotz der
Hinderungswirkung der Mn-Ausscheidungen zu ermoglichen. Zum einen wurde festgestellt,
dass sich in diesem Abschnitt die hochste Strangaustritttemperatur aller untersuchten EN AW-
6082 Rohrabschnitte einstellte (Abbildung 5.9¢). Daher stellte die Temperatur einen wichtigen
Beitrag zum Fund eines vollstindig rekristallisierten Gefiiges dar. Denn fiir hohere
Temperaturen nimmt die Korngrenzenbeweglichkeit zu [HUMO04a], sodass das Ablaufen von
statischer Rekristallisation erst ermdglicht wird. Des Weiteren wurde die Beobachtung bei dem
diinnwandigen Rohrabschnitt vorgefunden, also jenem, der mit dem groferen Pressverhéltnis
und folglich bei einem gréBeren Umformgrad hergestellt wurde. In [YANOO] wurde berichtet,
dass Mn-haltige Ausscheidungen nicht nur die Rekristallisationstemperatur, sondern auch die
zum Einsetzen der Rekristallisation notwenige kritische Verformung erhéhen. Insofern kann
auch davon ausgegangen werden, dass die kritische Verformung erst bei dem hdoheren
Umformverhéltnis von R=48:1 tiberschritten und somit erst eine vollstdndige Rekristallisation
ermoglicht wurde. SchlieBlich ist auch der Beitrag der Stempel- bzw. Produktgeschwindigkeit
zur Ausbildung des rekristallisierten Gefiiges zu beriicksichtigen. Der relevante Rohrabschnitt,
bei dem die rekristallisierte Mikrostruktur vorlag, wurde mit der im Rahmen dieser Arbeit

hochsten Stempel- bzw. Produktgeschwindigkeit erzeugt. Folglich lag dabei auch die hochste
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Umformgeschwindigkeit vor. Diese verbessert die Bedingungen zum Ablaufen von statischer
Rekristallisation auf zwei Arten. Zum einen fiihrt die relativ hohe Umformgeschwindigkeit zu
einer hoheren Versetzungsdichte und folglich zu einer hoheren Verfestigung. Zum anderen
bedingt die hohe Umformgeschwindigkeit eine hohere Strangaustrittstemperatur. Beides wirkt
sich positiv auf eine Erhohung der Rekristallisationsneigung der Legierung EN AW-6082 aus
[YANOO, PARO4, SWEO04].

Die Tatsache, dass die Korner des rekristallisierten Gefliges eine starke Streckung parallel zur
Pressrichtung aufwiesen (Abbildungen 6.6h und 6.7f), ldsst sich ebenfalls mit den Mn-haltigen
Ausscheidungen in dieser Legierung erkldren. Da diese wie bereits zuvor beschrieben, die
Korngrenzenbewegung erschweren, erfolgt auch das Wachstum von rekristallisierten Kérnern
primir parallel zur Pressrichtung [SHE99]. Abbildung 7.7 veranschaulicht diesen Prozess
grafisch.

(e)

K= K<

extrusion direction

@ so0ond phase parices

Abbildung 7.7: Schematische Darstellung des Einflusses von manganhaltigen Ausscheidungen auf das
Kornwachstum bei der Rekristallisation, PR-> [SHE99]

7.1.3.  Einfliisse auf die quasi-statischen mechanischen Eigenschaften

Im folgenden Abschnitt sollen die verschiedenen Einflussfaktoren auf die mechanischen

Eigenschaften beleuchtet werden.
7.1.3.1. Einfliisse der Strangpressparameter

Nachfolgend werden die Einfliisse der verschiedenen Strangpressparameter auf die quasi-

statischen mechanischen Eigenschaften diskutiert.
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Einfluss der Stempelgeschwindigkeit

Die Ergebnisse der Flachzugversuche fiir den warmausgelagerten T6-Zustand zeigten, dass
eine Erhohung der Stempelgeschwindigkeit zu hoheren Werten der Dehngrenze und der
Zugfestigkeit fithrte. Dabei war die Steigerung der Dehngrenze bei der niedrigen
Bolzeneinsatztemperatur Tg=400°C mit bis zu 29% stérker als bei Tg=500°C, wo nur ein
Anstieg um 9% zu verzeichnen war. Den gleichen tendenziellen Effekt hatte die
Geschwindigkeitssteigerung auch im axialen Druckversuch auf die Druckfestigkeit (Steigerung

zwischen 6% und 16%).

Als Grund fiir die jeweilige Zunahme der Festigkeitswerte bei Verwendung der geringeren
Tp=400°C konnen zum einen die hoheren im Aluminiummischkristall gelosten Gehalte an Mg
und Si genannt werden. Wie bereits zuvor in Abschnitt 7.1.2.3 dargelegt, fiihrte die
Geschwindigkeitserhohung zu einer hoheren Strangaustrittstemperatur. Im Zuge dessen
konnten gréBeren Mengen an Mg- und Si-Fremdatomen im Mischkristall gelost werden und
dort verbleiben bevor die Wasserkiihlung erreicht und folglich der Zustand des tiberséttigten
Aluminiummischkristalls erzeugt wurde. Folglich konnte nach der Warmauslagerung eine
hohere Dichte an festigkeitsbestimmenden 3°’-Ausscheidungen erzielt werden. Dies bedeutet
letztlich einen geringeren Abstand zwischen benachbarten Ausscheidungen. Somit kann in
diesem Zustand die Versetzungsbewegung effektiver behindert werden, sodass eine Steigerung

der Festigkeitswerte erreicht wurde [GOTO7].

Der Anstieg der Stempelgeschwindigkeit fiihrte auch bei Tg=500°C zu einer Erhchung der
Festigkeit nach Warmauslagerung. Fiir die niedrige Geschwindigkeit bei dieser Temperatur
wurden keine TEM-Untersuchungen vorgenommen. Da die Unterschiede der
Strangaustrittstemperatur hierbei jedoch deutlich geringer waren, die Hohe der T,-Werte jedoch
stets oberhalb der Solidustemperatur lag, ist davon auszugehen, dass die gegebenenfalls
vorliegende Zunahme der Ausscheidungsdichte und Reduktion der Ausscheidungslinge
deutlich geringer ausgeprigt sein sollten, als es zuvor fiir Tg=400°C vorgefunden wurde. Dies
ist ein Grund fiir den geringeren geschwindigkeitsbedingten Anstieg der Festigkeit bei der
hoheren Tg. Bei dhnlichem Ausscheidungszustand kann die beobachtete Festigkeitssteigerung
jedoch mit Hilfe der geringeren Korngréfle, die fiir die hohere Geschwindigkeit vorgefunden
wurde (vergl. Abbildung 6.5f und h und Tabelle 6.2), begriindet werden. Nach der Hall-Petch-

Beziehung resultiert eine Kornfeinung in héheren Festigkeitswerten [GOTO7]. Ein signifikanter
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Einfluss der Stempelgeschwindigkeit auf die Bruchdehnungswerte wurde bei den

Zugversuchen von EN AW-6060 nicht festgestellt.
Einfluss der Bolzeneinsatztemperatur

Die Verwendung der hohen Bolzeneinsatztemperatur von T=500°C im Vergleich zu
Tp=400°C fiihrte zu einem deutlichen Anstieg der Festigkeitswerte sowohl im Zugversuch, als
auch im Druck- sowie Dreipunktbiegeversuch. Dabei lag die Steigerung der Dehngrenze
zwischen 19% und 42%, sodass die Erhohung der Bolzeneinsatztemperatur hierbei einen
grofleren Einfluss auf die Festigkeitsentwicklung hatte, als die zuvor beschriebene Erhohung
der Stempelgeschwindigkeit. Der Einfluss auf die Druckfestigkeit bei den axialen
Rohrdruckversuchen lag zwischen 5% und 25%. Begriinden ldsst sich dies abermals
vorwiegend mit den hoéheren Strangaustrittstemperaturen, die mit einer Erhohung der
Bolzentemperatur einher gingen (vgl. Tabelle 5.4 und Abbildung 5.10). Diese hoheren
Temperaturen oberhalb der Solidustemperatur ermdglichen zum einen, dass beim
Strangpressen die maximal moglichen Gehalte von Mg und Si im Aluminiummischkristall
gelost werden konnen und auch im luftgekiihlten Bereich zwischen Matrize und Kiihlrohr bis
zur Profilabkiihlung gelost bleibt. Folglich konnte im Zuge der hoheren Temperatur, wie
ebenfalls zuvor beschreiben, eine hohere Ausscheidungsdichte von °” im Vergleich zu den
Proben bei Tg=400°C erzeugt werden (Abbildung 6.14a). Daneben konnte unter Verwendung
von vg=3,3mm/s bei Tp=500°C eine geringere KorngréBe vorgefunden werden als fiir
Tp=400°C (siche Abbildung 6.5 und Tabelle 6.2). Somit leistet zusétzlich auch die Kornfeinung
einen Beitrag zur hoheren Festigkeit bei Tg=500°C.

Neben der Festigkeitssteigerung bei Verwendung der héheren Bolzeneinsatztemperatur muss
allerdings auch festgehalten werden, dass diese mit einer deutlichen Verringerung der
Bruchdehnung und damit eines Duktilitdtsverlusts des Materials einherging. So wurde z. B.
fiir dickwandige Proben (R=24:1), die mit vs=0,8mm/s produziert wurden, eine Abnahme der
Bruchdehnung um 50% von e5,~=18% auf e5,=9% festgestellt. Dies ist auf die starke Zunahme
der Dichte der B’’-Ausscheidungen und die damit einhergehende stark verfestigende Wirkung
zurlickzufithren. Die Mindestanforderungen an die Bruchdehnung laut DIN EN 755-2
[DIN13b] wurden dabei jedoch nicht unterschritten.
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Einfluss des Pressverhiltnisses

Aus Tabelle 6.8 und Abbildung 6.18b ging hervor, dass auch das Pressverhéltnis einen Einfluss
auf die mechanischen Eigenschaften im Zugversuch hatte. Dabei stiegen Dehngrenze und
Zugfestigkeit mit zunehmendem Pressverhéltnis an. Der Einfluss dieser Parameterédnderung auf
die Erhohung der Dehngrenzen im Zugversuch lag im Bereich zwischen 7% und 28%. Damit
war eine Verdoppelung des Pressverhéltnisses weniger effektiv bei der Steigerung der
Festigkeit als die Variation der Bolzeneinsatztemperatur um 100°C. Der Einfluss der
Pressverhéltnisdnderung auf die Dehngrenze liegt jedoch im gleichen Bereich wie die
Erhohung der Stempelgeschwindigkeit von vg=0,8mm/s auf vg=3,3mm/s. Ein hoheres
Pressverhéltnisses bedeutet nach Gl. 4.4 einen groferen Umformgrad. Des Weiteren zieht die
Erhohung des Pressverhiltnisses bei gleichbleibender Stempelgeschwindigkeit eine groBere
Produktgeschwindigkeit (Gl. 4.3) und eine hohere Verformungsgeschwindigkeit (Gl. 4.7) nach
sich. Sowohl der hohere Umformgrad als auch die hohere Verformungsgeschwindigkeit sind
Faktoren, die zu einer groBeren Strangaustrittstemperatur im Bereich der diinnwandigen
Rohrabschnitte fiihrten. Infolge der dadurch vorherrschenden hoheren Temperaturen wird
erneut eine hohere Loslichkeit von Mg,Si im Aluminiummischkristall gewéhrleistet. Da die
Festigkeit von EN AW-6xxx-Legierungen mit ansteigendem Mg,Si-Gehalt zunimmt [FOU12,
COUO04], ist dies eine Begriindung fiir die hoheren Festigkeitswerte bei R=48:1 im Vergleich
zu R=24:1. Zum anderen erhoht sich mit der héheren Strangaustrittstemperatur auch die nach
dem Abschrecken verbleibende Leerstellendichte im Material und somit folglich die Anzahl
der Keimbildungsorte fiir die spéteren B°’-Ausscheidungen. Diese Begriindung wird durch die
fir R=48:1 (bei Tp=500°C und vs=3,3mm/s) gegeniiber R=24:1 festgestellte hohere
Ausscheidungsdichte belegt (Abbildung 6.14a). Daneben wurde fiir die vollstindig
rekristallisierten Gefiige auch die Abnahme der Korngréfen im Zuge der Steigerung des
Pressverhéltnisses nachgewiesen. Unter Beriicksichtigung der Hall-Petch-Beziehung konnte
folglich auch die feinere Korngrée von R=48:1 einen Beitrag zu den gegeniiber R=24:1
gesteigerten Festigkeitswerten leisten. Hingegen konnte kein signifikanter Einfluss des

Pressverhiéltnisses auf die Bruchdehnung im Zugversuch nachgewiesen werden.
7.1.3.2. Einfluss der Rohrkiihlung

Der Einfluss der Rohrkithlung im Anschluss an das Strangpressen auf die mechanischen
Eigenschaften wurde exemplarisch lediglich fiir Zugbelastung und die Legierung EN AW-6060

untersucht. Die Ergebnisse der Flachzugversuche zeigten, dass die Festigkeitswerte der
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Zugversuche R0, und Ry, nach einer Wasserkithlung hoher ausfielen als bei Abkiihlung an
stehender Luft auf dem Pressenauslauf. Die mittels Wasserabkiihlung erzeugte Steigerung
betrug bei der Dehngrenze 14% bei Tg=400°C und bei Tg=500°C 24%. Die Zugfestigkeit

hingegen wurde mit 8% bzw. 13% in etwas geringerem Ausmaf} beeinflusst.

Der Festigkeitsanstieg bei Wasserabkiihlung im Vergleich zur Luftabkiihlung kénnte zum einen
mit einem hoheren Anteil von Mg,Si im Mischkristall erklart werden. Zwar gilt die Legierung
EN AW-6060 aufgrund ihres relativ geringen Legierungsgehalts als nicht sonderlich
abschreckempfindlich [STR11, ZAJOO]. Das heifit, dass zum Erreichen der minimalen
Festigkeitsanforderungen nach DIN EN 755-2 im Allgemeinen keine erhohte
Abschreckgeschwindigkeit z.B. durch Spriithnebel oder Wasserbad notwendig sind. Allerdings
kann die Abkiihlungsgeschwindigkeit insbesondere bei der geringen Bolzeneinsatztemperatur
von Tp=400°C und niedriger Stempelgeschwindigkeit (vs—=0,8mm/s) eine Rolle fiir die
Festigkeit des Pressprodukts spielen. Diese Strangpressbedingungen fiihrten zu nur geringen
Profilaustrittstemperaturen, die die Solidustemperatur kaum erreichten oder nur wenig
tiberschritten. Somit konnte der maximale Mg,Si-Gehalt von 0,77m% entweder nicht
vollstandig oder gerade noch vollstindig im Mischkristall gelost werden. Somit ist die
Verwendung einer Wasserkiihlung dann fiir die mechanischen Materialfestigkeiten von Vorteil,
da durch die hohere Abkiihlgeschwindigkeit eine groflere Menge an Fremdatomen
(insbesondere Mg und Si) im Aluminiummischkristall gelosten verbleibt. Die langsame
Abkiihlung an stehender Luft ermoglicht hingegen bei den relativ hohen Temperaturen
Diffusionsvorgénge, die zu einer teilweisen Ausscheidung dieser Legierungselemente aus dem
tibersittigten Mischkristall fithren kénnen. Somit stand dann bei luftabgekiihlten Proben eine
geringere Menge an Mg und Si zur Bildung von festigkeitssteigernden 3°’-Ausscheidungen zur
Verfiigung, sodass die Festigkeit letztlich gegentiber wasserabgeschrecktem Material geringer

ausfiel.

Ein weiterer Beleg dafiir ist in der mit 21% deutlich hoheren Bruchdehnung bei Luftkiihlung
gegeniiber 13% nach Wasserabschreckung zu sehen. Dies deutet auf eine geringere
Verfestigung des luftabgekiihlten Materials nach der Warmauslagerung hin. Dafiir konnte die
Leerstellendichte verantwortlich gemacht werden. Bei einer hohen Abkiihlgeschwindigkeit
werden zahlreiche Leerstellen eingefroren, wéhrend bei langsamer Abkiihlung ein
gleichgewichtsidhnlicher Zustand mit geringerer Leerstellendichte erreicht wird [FAL12]. Eine
hohe Anzahl an Leerstellen befordert die Erzeugung einer gro3en Anzahl an GP-I-Zonen, die

die Keime fiir die spitere festigkeitsbestimmenden 3°’-Phase darstellen [MARO3].
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Als weitere Ursache kann schlielich der Einfluss der KorngréB3e genannt werden. Im Falle von
luftabgekiihlten Rohren wurde bei ansonsten gleichen Strangpressbedingungen eine hohere
Korngrofle vorgefunden als nach Wasserabschreckung. Abbildung 7.8 veranschaulicht diesen
Effekt anhand der Strangpressbedingungen von Tg=500°C, vs~=0,8mm/s und R=48:1. Daraus
kann geschlussfolgert werden, dass offenbar in Folge der hohen Strangaustrittstemperaturen
und der geringen Stempelgeschwindigkeit Kornwachstum einsetzte. Die Triebkraft fiir solches
Kornwachstum ist die Eliminierung der Gesamtkorngrenzfliche und somit die Reduzierung der
im Werkstoff gespeicherten Energie [GOT07, HUMO4a]. Die geringeren mechanischen
Festigkeiten bei einer Profilabkiihlung an Luft lassen sich iiber die Hall-Petch-Beziehung somit

zum Teil auch auf die Kornvergréberung zuriickfithren.

Abbildung 7.8: Einfluss der Abkiihlbedingungen auf das Gefiige bei Tg=500°C, vs=0,8mm/s, R=48:1
PR < a) Gefiige nach Wasserabschreckung b) Gefiige nach Luftabkiihlung
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Abbildung 7.9: Einfluss der Abkiihlbedingung auf die Korngrofe

7.1.3.3. Legierungseinfluss

Die Analyse der in Flachzugversuchen bestimmten mechanischen Materialeigenschaften nach
Warmauslagerung zeigte, dass die beiden Vergleichslegierungen EN AW-6060 und EN AW-

6082 bei gleichen Strangpressbedingungen unterschiedlich hohe Kennwerte aufwiesen. Die
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Ergebnisse der Zugversuche wurden in Tabelle 6.8 zusammengestellt. Demnach zeigte die
Legierung EN AW-6082 oftmals deutlich hohere Festigkeitswerte. So lag die Dehngrenze von
EN AW-6082 bei der hohen Bolzeneinsatztemperatur von Tp=500°C und der hohen
vsi=3,3mm/s um 24% oberhalb der von EN AW-6060. Diese kénnen mit dem héheren Mg,Si-
Gehalt dieser Legierung von maximal 1m% begriindet werden [FOU12, MAR&3]. Allerdings
waren bei der langsamen Stempelgeschwindigkeit von vs=0,8mm/s insbesondere in
Kombination mit der geringen Tg=400°C die Werte der Dehngrenze gegeniiber der Legierung
EN AW-6060 um bis zu 39% geringer. Diese Beobachtung ldsst sich wie folgt begriinden. Zwar
liegt bei der verwendeten Legierungszusammensetzung von EN AW-6082 die maximale
Mg,Si-Loslichkeit mit bis zu 1m% hoher als bei EN AW-6060 (0,77m% Mg,Si), allerdings
bedarf es zum Losen dieser Menge im Aluminiummischkristall auch hoherer Temperaturen.
Abbildung 7.6 kann entnommen werden, dass diese bei etwa 490°C liegt. Wird diese
Temperatur in Folge einer zu geringen Bolzeneinsatztemperatur (hier Tg=400°C) und/oder
einer zu geringeren Stempelgeschwindigkeit (vs=0,8mm/s) wihrend des Pressprozesses nicht
erreicht, so kann der maximale Mg,Si-Gehalt nicht im Mischkristall gelost werden. Es liegt
dann kein optimaler l6sungsgegliihter Zustand vor, sodass die maximalen
Festigkeitseigenschaften nicht erreicht werden konnen. Des Weiteren ist die Legierung EN
AW-6082 durch den hoheren Gehalt an Legierungselementen deutlich sensitiver hinsichtlich
der Abschreckempfindlichkeit [STR11, ZAJ00]. Bei zu geringer Abkiihlrate nach dem
Strangpressen konnen Mn-haltige Ausscheidungen als heterogene Keimbildungsorte fiir grobe
und somit nicht festigkeitsféordernde Mg, Si-Ausscheidungen fungieren [STR11, ZAJ0O]. Somit
werden hohere Abschreckgeschwindigkeiten erforderlich um die maximal 16sliche Menge an
Mg,Si im Mischkristall zu halten. Da Rohre bei der langsamen Stempelgeschwindigkeit von
vsi—0,8mm/s erst nach etwa einer Minute die Wasserkiihlung erreichten, konnte die kritische
Abkiihlgeschwindigkeit dabei bereits unterschritten worden sein. Folglich wiirde sich ein Teil
der Mg- und Si-Anteile beim Eintritt des Rohres in die Wasserkiihlung bereits ausgeschieden
haben und stiinden damit nicht mehr fiir die Bildung von festigkeitsfordernden B°’-Phasen bei
der Warmauslagerung zur Verfiigung. Somit wire dies eine zweite Ursache fiir die zu
geringeren mechanischen FEigenschaften fiir EN AW-6082 bei der geringen
Stempelgeschwindigkeit.
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7.1.3.4. Einfluss des dickwandigen Anteils an der Gesamtprobenlinge auf die Lastkapazitdt
von Profilabschnitten und Dreipunktbiegung

Die Variation der Liange des dickwandigen Anteils an der Gesamtprobenlédnge beeinflusst
insbesondere die Masse des Profils. Daher wurde das Gewicht des jeweiligen Rohrabschnitts
relativ zum Gewicht des vollstindig dickwandigen Abschnitts desselben Rohres berechnet. Des
Weiteren wurden die bestimmten Maximalkrifte auf die Maximalkraft einer vollstindig
dickwandigen Probe desselben Rohres normiert. In Abbildung 7.10 wurde das relative

Kraftverhiltnis tiber dem relativen Gewichtsverhiltnis aufgetragen.

Im Falle der dargestellten EN AW-6060-Rohrabschnitte konnte festgestellt werden, dass das
relative Profilgewicht auf 73% reduziert werden konnte, ohne dass dabei EinbuBen der
Lastkapazitit festzustellen waren. Ein positiver Effekt lokaler Wanddickenanpassung ergibt
sich in Abbildung 7.10 nur dann, wenn die gemessenen relativen Kraftwerte oberhalb des
neutralen Leichtbaupotentials (schwarze Gerade) liegen. Je weiter sie bei gleichem relativen
Gewicht zu hoheren relativen Kraftwerten verschoben sind, desto deutlicher ist der positive
Effekt einer lokalen Wanddickenanpassung (Leichtbaugrad) auf die Lastkapazitit der Struktur
unter Dreipunktbiegebelastung ausgeprégt. Folglich kann der Abbildung entnommen werden,
dass mit abnehmendem relativen Profilgewicht, der beschriebene Abstand (in der Abbildung
mittels Pfeilen kenntlich gemacht) und somit das Leichtbaupotential ansteigt und jeweils fiir
die Proben mit dem geringsten Anteil eines dickwandigen Profilbereichs an der

Gesamtprobenlédnge bzw. dem geringsten relativen Gewicht maximal wird.

120 1 -4-EN AW-6060 TB=500°C vSt=0,8mm/s —neutrales Leichtbaupotential

100

7 hohere Gewichtsersparnis .

co
(=]

0 L] —

Fmax/Fmax.dick [%]
D
o

B

|- hoherer Abfall der Lastkapazitét

N
(=]

o e 70 0 s 100
Profilgewicht/Gewicht dickwandiges Profil [%]
Abbildung 7.10: Ergebnisse der Dreipunktbiegeversuche fir EN AW-6060 bei variabler Linge des

dickwandigen Probenbereichs auf die Maximalkraft normiert auf die Maximalkraft der jeweils
vollstdndig dickwandigen Proben
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7.2.  FEinfluss konstruktiver Werkzeugénderungen auf die Ausbildung von

Oberflacheneinschniirungen im kontinuierlichen Wanddickeniibergang

Im nachfolgenden Abschnitt sollen exemplarisch einige konstruktive Anderungen an den
Presswerkzeugen (Dorn und Matrize), sowie deren Einfluss auf die Rohrgestalt in

kontinuierlichen Wanddickeniibergangsbereichen beleuchtet werden.
7.2.1.  Verldangerung des Bereichs der Querschnittsdnderung am Dorn

Als erste konstruktive Anderung mit dem Ziel einer Vermeidung oder zumindest Verminderung
der Einschniirung des RohrauBBendurchmessers in Wanddickeniibergangsbereichen wurde der
Ubergangswinkel zwischen den beiden Dornquerschnitten von ap=45° auf op=15° reduziert.
Damit verbunden war eine Verldngerung des Querschnittsiibergangs am Dorn von 2,5mm auf
9,3mm (vergl. Abbildung 7.11 und Abbildung 7.12). In Abbildung 7.12 ist als Referenz
zunichst noch einmal die gesamte Langsausdehnung einer Querschnittseinschniirung unter
Verwendung der in den realen Strangpressversuchen benutzten WerkzeugmalBen. Dieser kann
entnommen werden, dass sich diese {iber eine Lange von 266mm=10 erstreckt. Dies ist in guter
Ubereinstimmung mit den an realen Rohren festgestellten ca. 260mm (Abbildung 5.16). Des
Weiteren betrug die maximale Tiefe der Oberflicheneinschniirung in der Simulation
(Viertelmodel) 2,0+0,2mm und bildete somit die in Realitit festgestellten 2,1mm (Abbildung
5.16) ebenfalls gut ab.

P —

Abbildung 7.11: Darstellung der Referenzkonfiguration
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266mm

v

] .

Abbildung 7.12: Darstellung der Langsausdehnung der Querschnittseinschniirung bei Vierkantrohren
mit der Referenzkonfiguration

Wie aus Abbildung 7.13 hervorgeht, fithrte eine Verringerung des Winkels mit dem die
Querschnittsdnderung am Dorn vollzogen wurde auf ap=15° lediglich zu einer Verldngerung
des Bereichs in dem ein reduzierter RohrauBendurchmesser vorlag. Diese erstreckte sich nun
iber einen langeren Rohrbereich von 400mm=10mm im Vergleich zu den zuvor festgestellten
266mm. Auch hinsichtlich der maximalen AuBendurchmesserédnderung war keine signifikante
Verbesserung festzustellen. Diese betrug im dargestellten Querschnitt 1,8mm=0,2mm. Somit
muss festgehalten werden, dass eine Verringerung des Querschnittsiibergangswinkels von
ap=45° auf ap=15°am Dorn keine geeignete MaBBnahme zur effektiven Verbesserung der
MaBhaltigkeit war. Als Begriindung hierfiir kann angefiithrt werden, dass der in den FEM-
Simulationen festgestellte nach innen gerichtete Materialfluss (Abbildung 5.22 und [NEG14]),
durch eine solche Ubergangsverlingerung am Dorn nicht zu kompensieren war. Die Tiefe der
Querschnittverjiingung wurde wie in der Referenzsimulation auch erst durch den Kontakt des
in Richtung der Mittelachse flieBenden Materials mit der Dornspitze im Bereich des geringeren

Dornquerschnitts gestoppt (Abbildung 7.14).
|

400mm

N e N s

Abbildung 7.13: Charakterisierung der mit FEM ermittelten Oberflicheneinw6lbung von
Vierkantrohren bei Verwendung eines Winkels von ap=15° (Linge 9,3mm) fiir den Ubergang des
Dornquerschnitts
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Abbildung 7.14: Darstellung der zugehorigen vektoriellen Netzknotenpunktverschiebung

7.2.2.  Erhohung des Einlaufradius an der Flachmatrize in Kombination mit verldngertem

Querschnittsiibergang am Dorn

Als zweite konstruktive Maflnahme wurde eine Matrize mit einem deutlich vergroferten
Einlaufradius (R8 statt zuvor R1) und ein sehr kurzer Matrizenfiihrungskanal von lediglich
2mm Liange untersucht. Anhand der Abbildung 7.15 wird veranschaulicht, dass diese
MaBnahme keinen signifikanten Einfluss auf die Ausdehnung des Oberflichendefekts entlang
der Rohrléngsachse hatte. Die Oberflacheneinschniirung erstreckte sich iiber eine Lénge von
342mm=10mm, wihrend die maximale Tiefe der Querschnittsverjiingung bei dem verwendeten
Viertelmodell bei 1,9mm=0,2mm lag. Gegeniiber dem Referenzwert von 2,0+0,2mm sind also

keine signifikanten Verbesserungen erreicht worden. Der Materialfluss ist exemplarisch in

Abbildung 7.16 dargestellt.

342mm

—d —
Abbildung 7.15: Darstellung der axialen Ausdehnung der Querschnittseinschniirung im
Wanddickentibergang bei groen Matrizenradius R8 und ap=15°
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Abbildung 7.16: Darstellung der Netzknotenpunktverschiebung im Wanddickeniibergang bei groBem
Matrizenradius R8, kurzem Matrizenfithrungskanal (2mm) und ap=15°

7.2.3.  Konischer Matrizenfithrungskanal

Als néchste Variante wurde ein mit 5° konisch zugehender Matrizenfiithrungskanal untersucht.
Wie Abbildung 7.17 entnommen werden kann, betrug die Lidnge des eingeschniirten
Rohrbereichs 342mm+10mm. Damit wurde die gleiche Lidnge wie mit einem
Matrizeneinlaufradius von R8 und einem 2mm kurzen Presskanal erzielt. Gegeniiber der
Verwendung der Ausgangsmatrize und des Dorns mit einem Ubergangswinkels von op=15°
hingegen war eine Verkiirzung dieses Bereichs um ca. 60mm festzustellen (vergl. Abbildung
7.13). Die Tiefe der Einschniirung wurde zu 1,8mm=0,2mm ermittelt, sodass durch die
Anpassungen der Werkzeuggeometrien erneut keine deutliche Verbesserung erreicht werden

konnte. Auch fiir diesen Fall ist der Materialfluss beispielhaft in Abbildung 7.18 dargestellt.

342mm

|

Abbildung 7.17: Darstellung der Rohreinschniirung unter Verwendung eines Dorns mit ap=15° sowie
einer Matrize mit konisch (5°) zugehendem Matrizenfithrungskanal
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Abbildung 7.18: Darstellung der zugehdrigen Netzknotenpunktverschiebung

178



7. Diskussion der Ergebnisse

7.2.4. Einfiigen einer zusétzlichen Stufe am Querschnittsiibergang des Dorns

In [ROTI13] wurde berichtet, dass sich die dort ebenfalls festgestellten abweichenden
Rohrauflendurchmesser in Wanddickeniibergangsbereichen abmildern lassen, wenn der
Querschnittsiibergang am Dorn nicht einmalig erfolgt, sondern in mehreren nacheinander
folgenden Stufen. Dieser Vorschlag wurde aufgenommen und am Problem von Vierkantrohren
untersucht. Dazu wurde der Querschnittsiibergang am Dorn, der fiir die realen Pressversuche
innerhalb von 2,5mm und mit einem Ubergangswinkel von op=45° ausgefiihrt wurde,
angepasst. Zundchst wurde eine zusitzliche Stufe in den Querschnittsiibergang am Dorn

eingefiigt. Diese hatte eine Lédnge von 2,5mm und eine Héhe von 1,25mm (Abbildung 7.19).

Das Simulationsergebnis in Abbildung 7.19 zeigt, dass zwar erneut eine Reduktion des
Rohrauflendurchmessers im Wanddickeniibergangsbereich festzustellen war. Allerdings
reduzierte sich die Lange in der diese vorlag auf 182mm=10mm. Anhand von Abbildung 7.20
wird deutlich, dass die zusétzliche Dornstufe dafiir sorgte, dass der nach innen gerichtete
Materialfluss frither wieder umgelenkt und parallel zur Pressrichtung ausgerichtet wird. Dies
scheint der Grund fiir die Verkiirzung der Querschnittsverjiingung zu sein. Die Tiefe mit der
der Defekt auftrat, lag bei 1,7mm=0,2mm. Damit war sie gegeniiber dem Referenzzustand um
0,3mm reduziert. Als Grund fiir die leichte Verbesserung hinsichtlich der Auspriagung des
Rohrauflendurchmessers kann angefiihrt werden, dass die zusétzlich einfligte Dornstufe das
FlieBen des Materials nach innen zwar nicht verhindern konnte. Dafiir sorgte sie jedoch fiir eine
schnellere Umlenkung des Materialflusses und eine frithere Ausrichtung parallel zur

Strangpressrichtung (Abbildung 7.20).
|

182mm

Abbildung 7.19: Darstellung der Oberfldcheneinschniirung bei Verwendung einer zusétzlichen, 2,5mm
langen Stufe am Dorn
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Stufe leitet Material-
fluss frither um

Abbildung 7.20: Vektorielle Darstellung der entsprechenden Netzknotenpunktverschiebung

Nach der Feststellung dieser positiven Entwicklung, wurde eine weitere Anpassung der
Dorniibergangsgeometrie untersucht. Hierbei wurde die Lange der zusitzlichen Dornstufe auf
Smm verldngert. Das Ergebnis der Simulation zeigte nun die Entwicklung von zwei
Verjlingungsbereichen (Abbildung 7.21). Im vorderen Rohrbereich betrug die Lange der ersten
Oberflicheneinwdlbung 8lmm=5mm und der AuBendurchmesser wurde im betrachteten
Viertelschnitt um 0,8mm reduziert. Die zweite Querschnittsverjliingung erstreckte sich iiber

einen Bereich von 103mm+8mm und die Defekttiefe betrug 1,4mm=0,2mm.

103mm 81mm
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Abbildung 7.21: Rohrausbildung nach Wanddickenreduktion unter Verwendung eines Dorns mit zwei
Stufen (Lénge der zusétzlichen Stufe Smm)

Wie Abbildung 7.22a zeigt, wird der formgebende Spalt durch den Abstand zwischen
Matrizeneinlaufradius und dem Radius der verldngerten zusétzlichen Dornstufe gebildet. Die
Dornspitze mit dem geringsten Querschnitt bietet einen Widerstand gegen den nach innen
gerichteten Materialfluss. Dies sorgt fiir eine ziigige Umorientierung des flieBenden Materials
in Strangpressrichtung. Daher tritt die erste Querschnittsverjiingung nur tiber einen sehr kurzen
Bereich auf und féllt auch weniger tief als bei den zuvor betrachteten Simulationen aus. Im
Anschluss daran bleiben RohrauBlen- und —innendurchmesser zunéchst konstant (Abbildung
7.22b). Erst wenn der nach weiterem Einlaufen der Dornspitze in die Matrize der formgebende
Spalt durch den hochsten Querschnitt der Dornspitze und dem Matrizeneinlaufradius definiert
wird, 16st sich erneut Material vom Matrizenfiithrungskanal ab. In Folge dessen kommt es zur

Ausbildung der zweiten Querschnittsverjiingung (Abbildung 7.22c). Wie aus Abbildung 7.22d
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hervorgeht, reichte die Liange der eingefiigten Dornstufe jedoch nicht aus, um im weiteren
Verlauf den Widerstand gegen den nach innen gerichteten Materialfluss aufrecht zu halten. Das
Material floss an der Stufe vorbei und damit weiter in Richtung der Mittelachse. In Folge dessen
erhohte sich auch die Verjiingung des AuBlendurchmessers weiter. Das nach innen laufende
Material traf jedoch nicht auf den vordersten Bereich der Dornspitze auf, was die mit 1,4mm
vergleichsweise etwas geringere Einschniirung bewirkte. Bevor es dazu kommen konnte, war
der hohe Dornspitzenquerschnitt weit genug in die Matrize eingelaufen, sodass er den
Materialfluss stabilisieren konnte und somit zunehmend wieder parallel zur Pressrichtung

erfolgte (vergl. Abbildung 7.22d und Abbildung 7.22e).
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Abbildung 7.22: Vektorielle Materialflussdarstellung bei Verwendung einer zweiten verldngerten
Dornstufe
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7.3.  Gegeniiberstellung des im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Verfahrens
zum Strangpressen von Hohlprofilen mit axial variabler Wanddicken tiber

Kammerwerkzeug mit alternativen Herstellungsverfahren

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde zum einen das Verfahren des indirekten
Strangpressens liber Dorn mit abgestufter Dornspitze verwendet, um damit durch axiale
Anderung der Dornposition nahtlose Rohre mit variabler Wanddicke entlang der
Rohrldngsachse zu erzeugen. Des Weiteren wurde ein Kammerwerkzeug mit beweglichen
Keilen entwickelt. Mit diesem war es moglich, die Wanddicke eines Vierkanthohlprofils auf
der Profilober- und -unterseite zu variieren. Nachfolgend sollen diese Herstellungsprozesse mit
alternativen Verfahren zur Produktion von Hohlprofilen mit variabler Wanddicke

gegeniibergestellt werden.

In [SHI99] wird beschrieben, dass nahtlose Aluminiumrohre mit axial variabler Wanddicke
iber die Kombination von Innenhochdruckumformung (tube hydroforming) (Abbildung 7.23a)
mit einem anschlieBenden Ziehschritt (Abbildung 7.23b) hergestellt werden konnen. Das
Ausgangsmaterial stellen dabei bereits stranggepresste Rohre dar (Abbildung 7.23c). Diese
werden am vorderen und hinteren Ende verschlossen und in eine Halterung eingebracht, die
den Rohrabschnitt auf beiden Seiten fixiert. AnschlieBend wird das Rohr iiber ein
Druckmedium (Ol) mit einem inneren Druck beaufschlagt. Da das Rohr nur an beiden
Rohrenden in die Halterung eingespannt ist, fithrt der innere Druck zu einer Aufwdlbung im
mittleren Rohrbereich. Mit der Aufwolbung des RohrauBBendurchmessers geht bei hinreichend
groBen Anderungen eine Wanddickenreduktion einher. Die geringste Wanddicke wird dabei
im Bereich der grofften AuBendurchmesserdnderung festgestellt (Abbildung 7.23d).
Anschlieend wird die Oberflichenaufwolbung mittels Ziehen des Rohres durch einen

Ziehstein eliminiert und der Rohrenddurchmesser erreicht (Abbildung 7.23e).
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Abbildung 7.23: Herstellung von Rohren mit axial variabler Wanddicke mittels 1. Hydroforming und
anschlieBendem 2. Rohrziehen [SHI99]

Eine weitere Herstellungsmoglichkeit fiir Rohre mit unterschiedlichen Wanddicken entlang der
Rohrldngsachse ist in Abbildung 7.24 dargestellt. Dabei handelt es sich um das Ziehen von
Rohren unter Verwendung eines (mehrfach) abgesetzten Dorns. Auch hierbei werden als
Ausgangsmaterial Rohre eingesetzt und durch einen Ziehstein gezogen, der den
AuBlendurchmesser definiert. Der Innendurchmesser hingegen wird durch den Querschnitt des
im Ziehstein positionierten Ziehdorns definiert. Durch Anderung der Position des Ziehdorns

kann der Innendurchmesser und somit die Wanddicke des Rohres variiert werden.

Rohr Dorn
Ziehstein

Abbildung 7.24: Ziehen von Rohren mit axial variabler Wanddicke [BRO10], Ziehrichtung <

Nachteilig an den beiden zuvor beschriebenen Verfahren ist, dass als Ausgangsmaterial bereits
vorgefertigte Rohre zum FEinsatz kommen miissen. Die nachfolgenden Prozesse des
Hydroforming und/oder des Ziehens stellen zudem zusitzliche Arbeitsschritte dar, die aus
wirtschaftlicher Sicht die Produktionskosten und damit den Preis fiir das Endprodukt erhohen.
Um diese Nachteile zu umgehen, wire die Herstellung von Profilen mit variablem Querschnitt

in einem einzigen Prozessschritt anzustreben. Hierfiir bietet sich das Strangpressverfahren an.
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So zeigten Hasegawa und Murata [HAS99], dass sich Rundrohre mit variabler Wanddicke
prinzipiell tiber den Strangpressprozess herstellen lassen. Dabei kam ein Dorn mit konischer
Spitze zum Einsatz, dessen Position unabhéngig von der Stempelbewegung verdndert werden
konnte (Abbildung 7.25). Als Bolzenwerkstoff wurde dabei zundchst Blei [HAS99, MAK02a]
und spéter die Aluminiumlegierung ,,A6063“ [MAKO02b] verwendet. Fiir beide Werkstoffe
wurden, ebenso wie in der vorliegenden Arbeit, Abweichungen des RohrauBendurchmessers
von dem durch die Matrizengeometrie vorgegeben Wert festgestellt. Auch in [ROT13] wurde
tiber eine solche Beobachtung berichtet. Als Gegenmafinahme im Hinblick auf eine
Eliminierung dieses Effekts wurde vorgeschlagen, den konischen Querschnittsiibergang am
Dorn in Form von zahlreichen Stufen auszugestalten. Eine entsprechende Eliminierung der
lokalen Einschniirung bzw. zumindest eine reale Verbesserung des RohrauBendurchmessers
wurden hingegen nicht in Form von Vermessungsergebnissen oder Beispielabbildungen
dargestellt. Eine grundsétzlich positive Entwicklung dieser MaBnahme konnte jedoch durch die
Simulationsergebnisse, die im Rahmen der vorliegenden Arbeit prasentiert wurden, bestétigt

werden.

Abbildung 7.25: Strangpressen von nahtlosen Rohren mit variabler Wanddicke tiber axial beweglichen
Dorn [KUBO06]

Hara et al. [HARO4] produzierten Vierkantrohre aus ,,A1050 {iber den Strangpressprozess und
verwendeten dazu einerseits bewegliche Werkzeuge, die eine Variation des
AuBlendurchmessers ermoglichten (Abbildung 7.26). Andererseits wurden konische sowie
abgestufte Dorne zur Anderung des inneren Rohrdurchmessers benutzt. Die Ergebnisse unter
Verwendung konischer Dornspitzen zeigten ebenfalls lokale Reduktionen des
AuBendurchmessers, die wie auch vom Autor dieser Dissertation in [NEG14] gezeigt, auf den
nach innen gerichteten Materialfluss zurtickgefiihrt wurden. Im Falle von stufigen Dornspitzen
sollen hingegen bessere Ergebnisse erzielt worden sein, da die Dornstufen als Fithrung gegen
den nach innen gerichteten Materialfluss dienten. Da im Rahmen der vorliegenden Arbeit

ebenfalls  abgestufte Dorne  verwendet wurden und trotzdem  signifikante
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Oberflacheneinschniirungen festgestellt wurden, kann eine generelle Verbesserung der

MaBtreue fiir diese Ausfithrungsart nicht bestétigt werden.
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Abbildung 7.26: Strangpressen von nahtlosen Rohren mit variablem Innen- und AuBendurchmesser
[ALLO6]

Neben den vorherigen Ausfithrungen, die sich lediglich auf nahtlose Hohlprofile bezogen, gab
es auch am Institut fiir Umformtechnik und Leichtbau (IUL) der TU Dortmund Bemiihungen
Hohlprofile mit verdnderlicher Wanddicke tiber ein Kammerwerkzeug herzustellen. Wéhrend
es das Ziel der hier vorliegenden Arbeit war, eine axiale Wanddickenvariation durch Anderung
des Innendurchmessers herbeizufiihren, zielten die Untersuchungen von Selvaggio et al.
[SEL12a, SEL12b, SEL14] auf eine Wanddickenvariation von Hohlprofilen durch Anderungen
des Aullendurchmessers bei gleichbleibendem Innendurchmesser ab. Dazu wurden bewegliche
Segmente verwendet, deren Bewegungsrichtung quer zur Strangpressrichtung lag (Abbildung
7.27a). Grundsitzlich wurde ein solcher Mechanismus in auch [MAKOS5] beschrieben und
dessen Machbarkeit fiir das Strangpressen von Vollprofilen gezeigt (Abbildung 7.27b). In einer
ersten Umsetzungsvariante von Selvaggio et al. wurde die Bewegung der Segmente iiber einen
Keil (wedge) und ein Schraubenantrieb (Abbildung 7.27¢) und in einer zweiten Version liber
einen Hydraulikzylinder (Abbildung 7.27d) realisiert. Durch Verfahren der beweglichen
Segmente wihrend des Strangpressens von quadratischen Aluminiumhohlprofilen wurde eine
maximale Wanddickendnderung von At=0,5mm erzielt. Die Variation konnte auf maximal
At=0,72mm erhoht werden, wenn die Wanddickenénderung bei unterbrochenem Pressprozess
vorgenommen wurde [SEL14]. Daraus ging eine Gewichtsreduktion von etwa 10% hervor

[SEL14].
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Abbildung 7.27: Strangpressen von Profilen mit variablem AuBendurchmesser a) Grundprinzip zur
Bewegung der Werkzeugsegmente von Selvaggio et al. [SEL12a] b) Verfahrensprinzip fiir Vollmaterial
nach [MAKOS5], c¢) Segmentbewegung {iber Schraubenantrieb [SEL14], d) Aufbau fiir
Segmentbewegung mittels Hydraulikzylinder [SEL14]

Der Vorteil des im Rahmen der vorliegenden Arbeit entwickelten Verfahrens zum
Strangpressen von Hohlprofilen axial verdnderlicher Wanddicke iiber Kammerwerkzeug
gegentiiber nahtlosen Hohlprofilen besteht vor allem darin, dass sich damit komplexere Profile
fertigen lassen. Auflerdem sind dabei potenzielle Dornverdrehungen infolge schlechter
Ausrichtung von Dorn und Matrize ausgeschlossen. Da bei einem Kammerwerkzeug der Dorn
deutlich kiirzer ausgefiihrt ist als beim Strangpressen iiber Dorn, fallen auch die

Dorndurchbiegungen geringer aus, sodass sich engere Wanddickentoleranzen erreichen lassen.

Zwar war die maximale Wanddickendnderung, die mit dem im Rahmen der vorliegenden Arbeit
entwickelten Werkzeug erzielt wurde mit At=1,2mm absolut gesehen grofer (vergl. Kapitel
5.3.3.2). Doch die damit einhergehende Gewichtsreduktion lag mit 14% in einem
vergleichbaren Bereich. Somit liefern beide Verfahren grundsitzlich die Moglichkeit, die
Wanddicke von Hohlprofilen wihrend des Pressvorgangs zu variieren. Ob eine lokale
Wanddickenanpassung eher durch eine Anderung des ProfilauBendurchmessers bei konstantem
Innendurchmesser oder aber eine Variation des Profilinnendurchmessers bei gleichem
AuBlendurchmesser erfolgen sollte, ist vom zur Verfiigung stehenden Bauraum und von den
Vorgaben des Konstrukteurs abhiangig. Grundsétzlich stellen beide Verfahrensalternativen eine
Flexibilisierung des Strangpressverfahrens und eine Erweiterung des mittels Strangpressen

erzeugbaren Produktportfolios durch lokal belastungsangepasste Profile dar. Vorteil des in
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dieser Arbeit verwendeten Werkzeugs ist, dass die elastischen Werkzeugdeformationen keinen
relevanten Einfluss auf den Verschiebemechanismus zur Wanddickenidnderung hatten, wie sie
in [SEL14] beschrieben wurden. Nachteilig hingegen sind die benétigten zusétzlichen
Werkzeugoffnungen, die zum einen den Fertigungsaufwand und damit die Kosten fiir ein
solches Werkzeug erh6hen. Des Weiteren wird dadurch der lasttragenden Werkzeugquerschnitt
reduziert, sodass dies bei der Werkzeugauslegung unbedingt Beriicksichtigung finden muss,

um ein Versagen des Werkzeugs durch Uberbeanspruchung zu verhindern.
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8. Zusammenfassung

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde das Strangpressen von Aluminiumhohlprofilen
untersucht, die entlang der Profillingsachse eine variable Wanddicke ausweisen. Im
Wesentlichen wurde hierbei die kommerzielle Legierung EN AW-6060 verwendet und
exemplarisch fiir einige Analysen EN AW-6082 als Vergleichslegierungen herangezogen. Die
durchgefiihrten Arbeiten zielten dabei auf die Charakterisierung des Strangpressprozesses, der
Profilmalle, des Materialflusses, der Mikrostruktur sowie der mechanischen Eigenschaften ab.
Des Weiteren wurde ein neuartiges Verfahren zum Strangpressen von nahtbehafteten
Hohlprofilen mit axial variabler Wanddicke iiber Kammerwerkzeug entwickelt. Die daraus

gewonnenen Erkenntnisse sollen nachfolgend kurz zusammengefasst werden.

Im Zuge der Prozesscharakterisierung wurde festgestellt, dass die charakteristischen
Prozesskennwerte von spezifischem Pressdruck Pg, der Strangaustrittstemperatur T, und der
umformbedingten Temperaturerh6hung des Umformguts AT stark von der Wahl der

Strangpressparameter abhéngig waren.

Eine starke Erhohung der Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C auf Tg=500°C bei gleicher
Stempelgeschwindigkeit und gleichem Pressverhéltnis zog eine Verringerung des spezifischen
Pressdrucks um bis zu 61% nach sich. Dies wurde auf den deutlichen Abfall der FlieBspannung
im Zuge der Tg-Erhohung zuriickgefithrt. Im Zuge dessen wurde auch ein Abfall der
umformungsbedingten Temperaturzunahme des Umformguts AT beobachtet. Diese betrug bei
den Untersuchungen von nahtlosen Rohren mit axial variabler Wanddicke bis zu AT=81°C. Fiir
die mechanischen Werkstoffeigenschaften ist jedoch insbesondere die Hohe der
Strangaustrittstemperatur entscheidend. Diese ergibt sich aus der Summe von Tg und AT. Da
die AT-Werte stets geringer waren als die Anderung der Bolzeneinsatztemperatur, ergaben sich

insgesamt fiir Tg=500°C deutlich hohere T,-Werte als bei Verwendung von Tg=400°C.

Die Anderung der Stempelgeschwindigkeit von vs=0,8mm/s auf vs=3,3mm/s resultierte in
einer Erhohung des spezifischen Pressdrucks um bis zu 29%. Da sich bei erhohten
Umformgeschwindigkeiten Versetzungen innerhalb eines geringen Zeitintervalls ausbilden,
kann bis zum Austritt des Materials aus der Umformzone nur eine geringere Versetzungsanzahl
bei der dynamischen Erholung durch Annihilation abgebaut werden. Somit lag eine hohere
Versetzungsdichte und folglich eine stirkere Materialverfestigung vor. Aus diesem Grund war

die FlieBspannung des Bolzenmaterials hoher, sodass zur Umformung hohere spezifische
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Pressdriicke erforderlich waren. Gleichzeitig fiihrte die Erhohung der Umformgeschwindigkeit
auch zu einem Anstieg der umformbedingten Materialerwdrmung und der
Strangaustrittstemperatur. Diese Beobachtungen konnte damit begriindet werden, dass die im
Prozess generierte Umformwéirme bei hoheren Geschwindigkeiten durch die kiirzere
Kontaktdauer schlechter an die Umgebung (Matrize und Dorn) abgeleitet werden konnte und

somit hohere Werte von AT und T, vorgefunden wurden.

Im Beispiel der betrachteten nahtlosen Vierkantrohre fithrte die Verdoppelung des
Pressverhéltnisses von R=24:1 auf R=48:1 durch Einlaufen des groBeren
Dornspitzenquerschnitts in die Matrize ebenfalls zu einem Anstieg des spezifischen
Pressdrucks. Dieser betrug bis zu 113%. Im Zuge eines hoheren Pressverhiltnisses (bzw.
Umformgrads) erhoht sich die Versetzungsdichte im Werkstoff, sodass dieser zunéchst starker
verfestigte als bei einem geringerem Pressverhiltnis. Beim Strangpressen unter Verwendung
eines grofBeren Umformgrads muss aulerdem mehr Umformarbeit geleistet werden, wodurch
sich der Kraftbedarf und folglich der spezifische Pressdruck erhoht. Des Weiteren stieg mit
hoherem Pressverhéltnis auch die Strangaustrittstemperatur an. Dies ist zum einem mit der
hoheren Umformarbeit und der damit einhergehenden Zunahme der dabei generierten
Umformwirme zu begriinden. Aulerdem erfolgte durch Zunahme des Pressverhéltnisses bei
gleicher Stempelgeschwindigkeit eine Zunahme der Profilaustrittsgeschwindigkeit. Somit
verringerte sich die Zeit in der das Pressgut mit den formenden Werkzeugen in Kontakt stand,
sodass eine Ableitung der generierten Wiarme iiber die Werkzeuge erschwert bzw. im
adiabatischen Grenzfall verhindert wird und somit die hoheren Strangaustrittstemperaturen

begriindet werden konnen.

Die Charakterisierung der Rohrmafle ergab, dass in den Bereichen mit konstant diinn- bzw.
konstant dickwandigen Querschnitten stets eine Exzentrizitit vorlag. Diese nahm Werte von
bis zu 14% an und war auf eine nicht exakt konzentrische Ausrichtung von Dorn und Matrize
beim Strangpressen zurlickzufithren. Der RohrauBBendurchmesser war in diesen
Rohrabschnitten jedoch weitgehend konstant ausgebildet. Abweichungen waren hingegen in
den Wanddickeniibergangsbereichen festzustellen. Sowohl bei kontinuierlichen als auch an
diskontinuierlichen Ubergangsbereichen wurde eine Reduktion des RohrauBendurchmessers
ermittelt. Die Verringerung des AuBendurchmessers betrug bis zu 4,3mm bei Vierkantrohren
und bis zu 2,6mm im Falle der Rundrohre. Die Ursache fiir das Auftreten dieser lokalen
Querschnittsverjiingung konnte mit Hilfe von FEM-Materialflusssimulationen in Erfahrung

gebracht werden. Diese ergaben, dass die Dorngeometrie im Wanddickeniibergangsbereich
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keinen Widerstand gegen den nach innen gerichteten Materialfluss ermdglichte. Daher kam es
zur Ablosung der RohrauBenflichen vom Matrizenfithrungskanal, sodass ein reduzierter
Rohrauflendurchmesser entstand. Erst nachdem der grofere Dornquerschnitt in die Matrize
eingelaufen war, wurde ein ausreichender Widerstand gegen den Materialfluss aufgebracht und
der RohrauBBendurchmesser entsprach dann den Vorgaben. Nachfolgend wurden zahlreiche
geometrische  Anpassungen der formgebenden Werkzeuge mittels numerischer
Materialflusssimulationen ~ untersucht. =~ Dabei  lieferte  die = Ausfithrung  des
Querschnittsiibergangs an der Dornspitze in stufiger Form eine leichte Verbesserung. Hierbei
konnte die Reduktion des Aulendurchmessers auf maximal 2,8mm im Vergleich zu 4,0mm im
Ausgangszustand verringert werden. Fiir diskontinuierliche Wanddickeniibergéinge wurde
gezeigt, dass sich zum einen sehr scharfe Wanddickeniibergiinge erzeugen lassen, wenn der
Bolzen bei kurzzeitig unterbrochenem Prozess vor der Dornrepositionierung entlastet wird.
Zum anderen konnten dadurch groflere Malabweichungen des Aullendurchmessers verhindert

werden.

Aus der Analyse der mikrostrukturellen Entwicklung stranggepresster Rohre konnte
geschlossen werden, dass dabei in Abhingigkeit von den Prozessparametern die Mechanismen
dynamische Erholung, kornfeinende dynamische Erholung (bzw. geometrisch dynamische
Rekristallisation), statische Rekristallisation und Kornwachstum beteiligt waren. So wurde fiir
die Legierung EN AW-6060 festgestellt, dass ein von dynamischer Erholung bzw. z. T. von
geometrisch dynamischer Rekristallisation dominiertes Gefiige bei Verwendung einer geringen
Stempelgeschwindigkeit und niedriger Bolzeneinsatztemperatur vorzufinden war. FEine
Erhohung dieser Prozessparameter wirkte sich entsprechend forderlich auf die Ausbildung
eines vollstindig rekristallisierten Gefiiges aus, da dabei hohere Strangaustrittstemperaturen
erzielt, die Beweglichkeit von GroBwinkelkorngrenzen gesteigert und somit die Schwelle der
Rekristallisationstemperatur leichter iiberschritten werden konnten als bei Verwendung

niedriger Parameterwerte.

Die Erhohung des Pressverhéltnisses im Zuge einer kontinuierlichen Wanddickenreduktion bei
sonst gleichen Prozessparametern bewirkte im Gefiige zum einen eine Verringerung der
Korngrofe. Diese Verdnderung trat auf, da die Steigerung des Pressverhéltnisses und damit des
Umformgrads mit einer Zunahme der Produktgeschwindigkeit bei gleicher
Stempelgeschwindigkeit einherging. Beide Faktoren bewirken eine Abnahme der
Subkorngrofle und eine Zunahme der Anzahl an Rekristallisationskeimen, sodass schlieBlich

nach der Wachstumsphase eine geringere Korngrof3e vorlag.
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8. Zusammenfassung

Bei der Charakterisierung der mechanischen Eigenschaften von EN AW-6060 im
warmausgelagerten Zustand wurde festgestellt, dass diese mafBgeblich von den
Strangpressparametern abhidngig waren. Zusammenfassend wird hier vorwiegend auf die
Einflisse der Prozessparameter auf die mechanischen Kennwerte des Zugversuchs
eingegangen, wobei die Zusammenhinge fiir die Kennwerte der Stauch- und
Dreipunktbiegeversuche dhnlich ausfielen. So zog die Erhohung der Stempelgeschwindigkeit
von vg=0,8mm/s auf vs=3,3mm/s eine Steigerung der Dehngrenze von bis zu 29% nach sich.
Als Ursache hierfiir wurde die hohere Ausscheidungsdichte der festigkeitsbestimmenden 3°’-
Phase angefiihrt. Die Steigerung der Bolzeneinsatztemperatur von Tg=400°C auf Tg=500°C
resultierte auch in einer Erh6hung der Dehngrenze um bis zu 42%. Damit ging jedoch eine
deutliche Reduktion der Bruchdehnung um bis zu 50% einher, was auf die deutliche Zunahme
der  Ausscheidungsverfestigung  durch  eine  hohere  Ausscheidungsdichte  der
festigkeitsbestimmenden B’’-Phase zuriickgefiihrt wurde. Die laut DIN [DIN13b] geforderten
Mindestwerte wurden dabei jedoch nicht unterschritten. Schlieflich fiihrte auch die
Verdoppelung des Pressverhéltnisses von R=24:1 auf R=48:1 und damit die
Wandstiarkenabnahme von ty=4,5mm auf ty=2,0mm entlang der Rohrlénge zu einer Steigerung

der Dehngrenze von bis zu 28%.

Mit Dreipunktbiegeversuchen an Proben, die jeweils einen unterschiedlichen Anteil des
dickwandigen Probenquerschnitts an der stets gleichen Probengesamtlédnge enthielten, konnte
gezeigt werden, dass sich dieser deutlich auf bis zu ca. 70% reduzieren lie3, ohne dass dies zu
einem tiberproportionalen Verlust der Lastkapazitét fithrte. Des Weiteren ging daraus hervor,
dass mit zunehmender Verringerung des dickwandigen Querschnittsanteils eine Erh6hung des

Leichtbaugrads erzielt werden konnte.

Da das Strangpressen tiber Dorn auf die Erzeugung einfacher Profilquerschnitte begrenzt ist,
wurde zusdtzlich ein Kammerwerkzeug sowie ein Antriebsmechanismus entwickelt, mit dem
die Wanddicke eines nahtbehafteten Hohlprofils entlang der Profillingsachse verdndert werden
konnte. Die Wanddickenvariation basierte auf der Bewegung von Keilen senkrecht zur
Strangpressrichtung. Die experimentelle Erprobung des Werkzeugs verlief erfolgreich und die
Wanddicke konnte dabei um bis zu At=1,2mm variiert werden. Dies entspricht einer

Gewichtsersparnis von 14%.
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	5.1.1.2. Einflüsse der Strangpressparameter auf die Profilaustrittstemperatur

	5.1.2. Charakterisierung der Rohrmaße

	5.2. Indirektes Strangpressen von nahtlosen Rohren mit axial variablerWanddicke
	5.2.1. Prozesscharakterisierung
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	7.1.2.1. Gefügeentwicklung der Legierung EN AW-6060 während des indirekten Strangpressens über Dorn
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