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Kurzfassung
Reibungsrandbedingungen werden in Strangpresssimulationen häu�g
als konstant angenommen, obschon die Abhängigkeit der Reibung von
den Prozessparametern Relativgeschwindigkeit, Temperatur, Ober�ä-
chendruck und der Materialpaarung, sowie des adhäsiven Schichtauf-
baus auf dem Presskanal grundsätzlich bekannt ist.
Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist eine verbesserte virtuelle Abbil-
dung der Reibung in Strangpressprozessen durch die methodische, ex-
perimentelle Erfassung der Reibung, sowie deren Modellierung in Ab-
hängigkeit der genannten Ein�ussparameter, gefolgt von der Implemen-
tierung des Modellansatzes. Aufbauend auf bestehenden tribologischen
Prüfverfahren wird ein experimentelles Verfahren, basierend auf einem
Torsionsversuch, entwickelt. In einer Reihe von Laborversuchen wird
die Abhängigkeit von den genannten Prozessparametern für die Alu-
miniumlegierung EN AW-6082, sowie für zwei CVD Beschichtungen
und eine konventionelle Nitrierschicht untersucht. Ebenfalls wird das
Warm�iessverhalten der Legierung bestimmt und mit bekannten Mo-
dellansätzen beschrieben. Insbesondere wird das temperatur- und dehn-
ratenabhängige Werksto�verhalten berücksichtigt. Aufbauend auf den
experimentellen Ergebnissen werden Reibmodellansätze diskutiert und
ein spezi�scher, im Weiteren auf dem Shear-Friction Ansatz basieren-
der, Modellansatz vorgeschlagen. Die Ergebnisse der Versuche dienen
der Parameterbestimmung, sodass in Abhängigkeit der gewählten Be-
schichtung das Reibverhalten entsprechend der Prozessparameter mit
dem Modell beschrieben werden kann. Zur Validierung wird das Mo-
dell in das institutseigene FE Programm für Strangpresssimulationen
PF-Extrude implementiert. Anhand zweier realer Strangpressprozesse
mit Flachmatrizen wird das entwickelte Reibmodell beurteilt und mit
dem Standardansatz der konstanten Reibfaktoren verglichen. Darauf
aufbauend wird das Modell ebenfalls anhand eines industriellen Kam-
merwerkzeugs validiert. Abschliessend werden die erzielten Ergebnisse
zusammenfassend diskutiert.
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Abstract
Frictional boundary conditions are frequently assumed to be constant
during the simulation of extrusion processes. Although the general de-
pendency of friction on temperature, surface pressure and relative ve-
locity as well as on the sliding material partners is known.
The present study aims at an improved virtual representation of fric-
tional stresses in extrusion processes by the methodical experimental
determination of friction and the subsequent modelling and implemen-
tation in dependency of the aforementioned parameters. On the basis
of current tribological testing methods an experimental setup based on
a torsional test is developed. Throughout a series of laboratory expe-
riments the dependency of the mentioned process parameters is inves-
tigated for the aluminium alloy EN AW-6082 and two CVD coatings
as wells as a conventional nitrided one. Additionally, the plastic �ow
behavior of the aluminium alloy is characterized using state of the art
modelling approaches. Especially temperature and strain rate depen-
dency are considered.
Di�erent friction models are discussed and based on the experimental
results a speci�c one is established, which is related to the shear friction
type. Experimental results are used to determine the parameters of the
proposed model. According to the di�erent coating types, friction can
be characterized with respect to the determined parameters and process
parameters. For validation purposes the model is implemented into the
institutes-own FE code for extrusion simulation PF-Extrude. The de-
veloped model is evaluated and compared to the standard assumption
of constant shear friction parameters for two benchmark tools. Based
on this, the model is validated with an industrial porthole extrusion
die, too.
The thesis concludes with a summarising discussion of the results ob-
tained.
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1. Einleitung
Stranggepresste Pro�le �nden seit geraumer Zeit grosse Verbreitung
in etlichen Anwendungsgebieten. Neben der Verwendung in Bereichen
des Automobilbaus, der Luft- und Raumfahrtindustrie und des Anla-
genbaus, werden Strangpresspro�le ebenfalls als Architekturelement im
Fenster- und Fassadenbau oder beispielsweise als Zierleistenelement im
Bereich der Fahrzeugkarosserie eingesetzt. Des Weiteren �nden �ligra-
ne Strangpressprodukte ihre Anwendung als Kühlkörper- oder Wär-
metauscherpro�le in der Elektro- beziehungsweise Klimatechnik. Diese
vielfältige Anwendbarkeit des Strangpressverfahrens ist auf der einen
Seite der weitestgehend hervorragenden Warmumformbarkeit der ver-
wendeten Werksto�e und auf der anderen Seite dem einstu�gen Um-
formprozess an sich durch Erreichen höchster Umformgrade zu verdan-
ken. Im Zuge der fortschreitenden Globalisierung und des immensen
Kostendrucks entstehen Forderungen, einerseits an den Werkzeugbau-
er die Strangpresswerkzeuge entsprechend der geforderten Pro�lgeome-
trie schnell und möglichst ohne nachfolgenden Korrekturbedarf an das
Presswerk zu liefern, und andererseits an das Presswerk selbst die Press-
geschwindigkeit und damit die Produktion zu maximieren. Die geome-
trische Auslegung und Konstruktion eines Neuwerkzeuges, das heisst
für ein neu de�niertes Pro�l, erfolgt dabei weitestgehend auf Basis von
Konstruktionsrichtlinien, sowie auf der generellen Erfahrung der einzel-
nen Konstrukteure. Eine den Konstruktionsprozess parallel begleiten-
de FE-seitige Auslegung, Überprüfung oder Optimierung spielt dabei
nach wie vor eine eher untergeordnete Rolle. Insbesondere für komple-
xe Werkzeugformen sind nach erfolgter Konstruktion Probepressungen
oftmals unerlässlich, nach denen Matrizenbereiche teils umkonstruiert
oder nachbearbeitet werden müssen, um den Material�uss zufrieden-
stellend einzustellen. Gerade für beschichtete Werkzeuge, die teilweise
zum Einsatz kommen, ist eine nachträgliche Korrektur der beschichte-
ten Werkzeuggeometrie jedoch unmöglich. Durch den vermehrten Ein-
satz virtueller FE-Simulationen während der Konstruktionsphase könn-
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1. Einleitung

ten Probepressungen vermieden werden, um den Pressprozess unter an-
derem in Richtung einer homogenen Pro�lgeschwindigkeit, prozessspe-
zi�schen Maximaltemperaturen oder der Pressgeschwindigkeit zu opti-
mieren. Der Material�uss innerhalb der Strangpressmatrize wird dabei
einerseits durch die konstruktiv bedingte Geometrie beein�usst und
andererseits durch die lokalen Reibungsverhältnisse entlang der Werk-
zeugober�äche, sowie das Fliessverhalten des Presswerksto�s selbst. Ei-
nem möglichst homogenen Material�uss (homogene Geschwindigkeits-
verteilung) im Bereich des Pro�laustritts ist insbesondere Rechnung zu
tragen, um einen deformationsfreien, geraden Pro�laustritt zu garan-
tieren. Zur korrekten FE-seitigen Simulation muss deshalb das Materi-
alverhalten sowie das Reibverhalten zwischen Pressgut und dem Werk-
zeugwerksto� beziehungsweise allfälliger Beschichtungen bekannt sein.
Das Fliessverhalten des Werksto�s ist für gewöhnlich experimentell gut
erfassbar und mathematisch modellierbar. Hingegen stehen zur Erfas-
sung der Reibung unter strangpresstypischen Bedingungen, sowie zur
Modellierung nur unzureichende Methoden und Ansätze zur Verfügung.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit soll deshalb ein methodischer An-
satz zur experimentellen Bestimmung und mathematischen Modellie-
rung der Reibung unter strangpresstypischen Bedingungen erarbeitet
werden. Der Reibmodellansatz wird nachfolgend in PF-Extrude zur Si-
mulation von Strangpressprozessen implementiert und validiert.

1.1. Der direkte Strangpressprozess

Der zu den Druckumformverfahren gehörende, direkte Strangpresspro-
zess erlaubt generell die Herstellung von Pro�len mit gleichförmigem
Querschnitt. Dazu wird das umzuformende Pressgut innerhalb eines
Rezipienten durch ein formgebendes Matrizenwerkzeug mittels eines
Stempels gedrückt. Die Wirkrichtung der Stempelbewegung entspricht
bei direkten Strangpressprozessen der Pro�laustrittsrichtung. Die Quer-
schnittsform des Pro�ls kann dabei nahezu beliebige Formen anneh-
men, welche jedoch die Komplexität des Werkzeuges de�niert. Während
für Vollpro�le Flachmatrizen zum Einsatz kommen, wird für Hohlpro-
�le häu�g, und insbesondere für komplizierte Geometrien, das Kam-
merwerkzeugkonzept verfolgt. Abbildung 1.1 stellt den schematischen
Aufbau einer Flachmatrize und eines Kammerwerkzeuges dar. Im Falle
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�3�U�H�V�V�N�D�Q�D�O�9�R�U�N�D�P�P�H�U

�5�H�]�L�S�L�H�Q�W
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�6�F�K�Z�H�L�V�V�N�D�P�P�H�U�7�U�D�J�D�U�P

�5�H�]�L�S�L�H�Q�W

Abbildung 1.1.: Darstellung einer Flachmatrize (links) und eines Kam-
merwerkzeuges (rechts).

des zu formenden Vollpro�ls wird der Werksto��uss zumeist mittels ei-
ner Vorkammer vorde�niert und gesteuert, bevor der Werksto� entlang
des Presskanals zum Pro�l geformt wird. Die Reiblänge oder auch die
Anstellung des Presskanals kann entlang des Umfangs variieren und
dient somit ebenfalls der Steuerung des Material�usses. Das Kammer-
werkzeugkonzept zur Herstellung von Hohlpro�len unterscheidet sich
dahingehend, dass der Material�uss im Einlaufbereich entsprechend der
Kammergeometrie aufgetrennt wird.
Innenkonturen können über Dorne ausgeführt werden, bevor die auf-
geteilten Materialströme in der Schweisskammer wieder verschweissen
und das Pro�l mit komplexer Innen- und Aussenkontur austritt. Der
Material�uss kann auch hier über die Anzahl, Grösse und Position der
Kammern, sowie über die Auslegung der inneren und äusseren Press-
kanäle gesteuert werden [6].
Neben den Werksto�- sowie den Ober�ächeneigenschaften des Werk-
zeuges können die lokalen Prozessparameter Ober�ächendruck, Tempe-
ratur und Geschwindigkeit als Grössen zur Beschreibung des Werksto�-
und Reibungsverhaltens und damit des Material�usses angesehen wer-
den. Der Ober�ächendruck entlang des Rezipienten sowie innerhalb
der Matrize kann ein Vielfaches der Fliessspannung des Pressgutes be-
tragen. Gewöhnlich nimmt der Ober�ächendruck jedoch entlang des
Presskanals ab. Ebenso ist die Temperaturverteilung entlang der Ma-
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trizenober�äche beziehungsweise innerhalb des Pressguts, aufgrund der
dissipierenden plastischen Umformarbeit, zumeist nicht konstant. Gera-
de innerhalb der Matrize können grosse Temperaturgradienten an der
Werkzeugober�äche beziehungsweise im Pressgut bestehen, wodurch
sowohl die Fliesseigenschaften des Materials als auch die Reibungsein-
genschaften beein�usst werden [20]. Ebenfalls nimmt die Geschwindig-
keit des Werksto��usses für gewöhnlich vom Bolzen in Richtung Pro-
�laustritt der Matrize zu. Innerhalb des Rezipienten kann es je nach
Presswerksto� zur Ausbildung unterschiedlicher Fliesstypen (Totzonen
v � 0) kommen, entlang denen der Werksto��uss abschert [6]. Die
Pro�lgeschwindigkeit am Matrizenausgang kann mittels der Stempel-
geschwindigkeit und dem Pressverhältnis abgeschätzt werden. Entlang
des Presskanals sowie innerhalb der Matrize ist aufgrund der Wandrei-
bung jedoch ebenfalls die Bildung eines Geschwindigkeitsgradienten
und eines anhaftenden Films möglich [81, 85].

1.2. Strangpressbare Werksto�e

Im industriellen Massstab werden hauptsächlich die Legierungen der
Elemente Aluminium, Magnesium, Kupfer, Zinn, Zink und Blei, so-
wie teils auch Stahllegierungen stranggepresst. Die Komplexität der
möglichen Pro�lgeometrie hängt dabei entscheidend vom Werksto� ab,
der durch seine Umform- und Schweisseigenschaften die Grenzen des
technisch Machbaren de�niert. Aluminium und seine Legierungen mar-
kieren dabei nach wie vor den Hauptwerksto� der zu stranggepressten
Halbzeugen verarbeitet wird [6]. Nach DIN-EN 573-3 [1] werden die
Aluminiumknetlegierungen entsprechend ihrer Hauptlegierungselemen-
te (Cu, Mg, Mn, Si, Zn) in Serien unterteilt. Für die Untersuchungen
im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde die als mittelschwerpressbar
bezeichnete Legierung EN AW-6082 mit den Hauptlegierungelementen
Magnesium und Silizium verwendet. Zu den mittelschwerpressbaren Le-
gierungen werden solche mit Fliessspannungen im Bereich 30�45 MPa
gezählt [6]. Tabelle 1.1 stellt die chemische Zusammensetzung der im
Weiteren untersuchten Legierung nach DIN sowie die mittels Funken-
spektrometrie (EMPA Dübendorf) bestimmte Zusammensetzung dar.
Die Legierungszusammensetzung liegt damit im unteren des von der
Norm erlaubten Bereiches betre�end der Elemente Si, Mn und Mg.
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1.3. Ober�ächenbehandlung und Beschichtung der Werkzeuge

Tabelle 1.1.: Chemische Zusammensetzung in Masseprozent der Alumi-
niumlegierung EN AW-6082.

Masse-% Si Fe Cu Mn Mg Cr Ni Zn Ti Al
DIN EN 573-3 [1] 0.7-1.3 0.5 0.1 0.4-1.0 0.6-1.2 0.25 - 0.2 0.1 Rest

Messung 1 0.78 0.34 0.1 0.46 0.62 0.02 - 0.16 0.02 97.46

1.3. Ober�ächenbehandlung und
Beschichtung der Werkzeuge

Die Applizierung von Beschichtungen auf Werkzeuge stellt in der Um-
formtechnik, jedoch insbesondere beim Strangpressen nach wie vor ein
eher selten angewandter Fertigungsschritt dar [56], wohingegen die Be-
schichtungstechnik beispielsweise im Bereich der Zerspanungswerkzeu-
ge als etabliert angesehen werden kann [29, 37]. Während einige wis-
senschaftliche Untersuchungen zum durchaus positiven tribologischen
Nutzen von Beschichtungen auf Strangpresswerkzeugen publiziert sind
[7, 8, 52, 56], werden CVD-beschichtete Werkzeuge nur von einem
Werkzeughersteller erfolgreich industriell vermarktet. Ursächlich dafür
sind nach Maier [47] unter anderem die hohen Anforderungen an die
Werkzeugauslegung an sich, da nachträgliche Korrekturmassnahmen
nach dem Beschichtungsprozess nicht mehr vorgenommen werden kön-
nen.
Die zumeist aus Warmarbeitsstahl gefertigten Aluminiumstrangpress-
matrizen werden in der Regel einer thermochemischen Ober�ächen-
behandlung durch Gasnitrieren, Salzbadnitrieren oder Plasmanitrieren
unterzogen. Durch die Nitrierung wird eine Ober�ächenhärtung erzielt,
wobei Härtegrade über 1100 HV eingestellt werden können [84]. Durch
Eindi�usion von Sticksto� in die Werkzeugober�äche werden in der
harten Verbindungsschicht Eisennitride, beziehungsweise bei Anwesen-
heit von Legierungselementen auch Sondernitride gebildet. Unterhalb
der dünnen Verbindungsschicht be�ndet sich die dickere, jedoch deut-
lich weniger harte Di�usionsschicht, innerhalb welcher der Sticksto�
weitestgehend im Mischkristall gelöst ist und nur vereinzelt als Nitrid
vorliegt. Mittels der Nitrierung wird insbesondere vorzeitiger, abrasi-
ver Verschleiss der Werkzeuge verhindert. Das Adhäsionsverhalten zwi-

1Durchführung durch Dr. Frank Moszner, EMPA Dübendorf.
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schen dem Aluminiumwerksto� und der Werkzeugober�äche wird im
Vergleich zu einem nicht-nitrierten Werkzeug jedoch kaum verbessert
[6]. Als Nachteil des Nitrierens muss die von Zeit zu Zeit notwendi-
ge Nachnitrierung angesehen werden, da der Sticksto� bei den übli-
chen Presstemperaturen zum Di�undieren tendiert, sodass die Härte
der Werkzeugober�äche und damit die Verschleissbeständigkeit verlo-
ren geht. Ebenfalls leidet die geometrische Formstabilität der Matrize
und damit die Geometrie des Pro�ls unter den wiederkehrenden Ni-
triervorgängen.
Der Werkzeughersteller WEFA verfolgt als Einziger unter der Bezeich-
nung Coated Extrusion Dies (CED) ein eigenes Konzept zur Beschich-
tung von Strangpresswerkzeugen. Insbesondere die Verfahren der che-
mischen Gasphasenabscheidung (CVD) haben sich zur Beschichtung
von Aluminiumstrangpresswerkzeugen bewährt [47]. Die besondere Eig-
nung des CVD Verfahrens gegenüber anderen Beschichtungstechniken
(z.B. PVD) liegt am hohen Streuvermögen und in der hohen Kon-
turtreue, sodass auch innenliegende Werkzeugbereiche ausreichend be-
schichtet werden können. Dabei kommt es bei den verwendeten Hoch-
und Mitteltemperatur-CVD Verfahren zu einer chemischen Reaktion
der gasförmigen Ausgangsverbindungen auf dem Werkzeugsubstrat bei
ca. 700 oC bis 1100 oC und damit zum sukzessiven Schichtwachstum.
Die Schichtstruktur sowie die Schichteigenschaften werden vor allem
durch die Beschichtungstemperatur, die Abscheiderate sowie die Gas-
zusammensetzung und deren Partialdrücke beein�usst [37]. Der Einsatz
von Hartsto�beschichtungen auf Strangpressmatrizen erfolgt dabei wei-
testgehend aus Gründen des Verschleissschutzes des Werkzeuges sowie
der besseren Ober�ächenqualität der Pro�le [48]. Gleichwohl konnten
unter industriellen Bedingungen reibungsminimierende Wirkungen in-
direkt festgestellt werden, beispielsweise durch Absenkung der Pro�l-
austrittstemperatur durch die Verwendung beschichteter Matrizenein-
sätze [47]. Auf Schmiermittel wird beim Aluminiumstrangpressen wei-
testgehend verzichtet.
Für die durchgeführten Untersuchungen im Rahmen der vorliegenden
Arbeit wurden neben einer konventionellen Nitrierschicht zwei CVD
Beschichtungen mit einer Al2O3, beziehungsweise TiN Deckschicht ver-
wendet. Die Ober�ächenmorphologie der Beschichtungen ist in Abbil-
dung 1.2 für beide Schichttypen dargestellt. Die Al2O3 Schicht lässt den
kristallinen Aufbau sehr deutlich erkennen. Die Ober�äche wirkt durch
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1.4. Ein�uss der Reibung auf den Material�uss beim Strangpressen

Abbildung 1.2.: REM Aufnahmen der verwendeten CVD Beschichtun-
gen (WEFA): Al2O3 (links) und TiN (rechts).

die einzelnen Kristalle stark zerklüftet. Die als keramische Schicht ab-
geschiedene Al2O3 Schicht zeichnet sich unter tribologischen Gesichts-
punkten durch ausgezeichnete Resistenz gegen abrasiven und adhäsiven
Verschleiss und Unemp�ndlichkeit gegen oxidative Beanspruchungen
aus [47, 68]. Die in Abbildung 1.2 (rechts) dargestellte TiN Beschich-
tung weist hingegen eine glattere Ober�ächenstruktur auf, die sich in
Form von feinen Kugelkappen ausbildet. TiN weist insbesondere ge-
genüber Aluminium eine schwach ausgeprägte Neigung zur Adhäsion,
auch aufgrund der hohen Bindungsenthalpien zwischen den Titan- und
Sticksto�atomen, auf [65].

1.4. Ein�uss der Reibung auf den
Material�uss beim Strangpressen

Reibung beein�usst zu einem erheblichen Teil den Material�uss inner-
halb des Rezipienten sowie des Strangpresswerkzeuges. Einerseits wird
diese direkt über die konstruktive Gestaltung der Matrize (Vorkam-
mer, Reiblänge, Presskanalwinkel) beein�usst, andererseits ebenso über
die Werksto�kombination von Pressgut und Werkzeug sowie allfälliger
Beschichtungen. Innerhalb des Pressbolzens ist üblicherweise mit dem
Auftreten einer Totzone (siehe Abbildung 1.3 (links)) (v; _" �= 0) vor der
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Abbildung 1.3.: Schematische Darstellung der Totzone im Pressbolzen
(links) und der Kontaktablösung im Bereich des Press-
kanals (rechts).

Matrize sowie einer reibungsinduzierten Randzone entlang des Rezipi-
enten zu rechnen [6]. Die Ausprägung dieser Zonen im Pressbolzen wird
überwiegend vom Reib- und Fliessverhalten des Werksto�s beein�usst
und bestimmt somit indirekt den gesamten weiteren Material�uss. Der
Material�uss innerhalb des Bolzens kann real mit Hilfe visioplastischer
Methoden dargestellt werden, wie sie beispielsweise von Schikorra [74]
erläutert und angewandt wurden.
Die Presskanäle von Strangpressmatrizen werden oftmals als minimal
konisch schliessend gestaltet, um einerseits den Material�uss abzubrem-
sen und andererseits im Falle einer Matrizendurchbiegung zumindest
einen zylindrischen Presskanalverlauf, jedoch keinen konisch ö�nenden
Kanal und somit einen Verlust des Reibkontaktes, gewährleisten zu
können (siehe Abbildung 1.3 (rechts)). Die numerische Behandlung der
Kontaktablösung stellt hierbei eine Herausforderung dar, da Kriteri-
en für die Ablösung des reibungsbehafteten Kontaktes gescha�en und
validiert werden müssen. In Summe ist deshalb anzumerken, dass, die
Scherreibung im Bereich des Rezipienten ausgenommen, sowohl die rei-
bungsbedingte korrekte Vorhersage der Totzone als auch die mögliche
Ablösung des Pro�ls vom Presskanal und damit die Aufhebung des
Reibkontaktes Herausforderungen darstellen.
Der Ein�uss einfacher Geometrieänderungen im Bereich der Strang-
pressmatrize auf die Pro�laustrittsgeschwindigkeit wurde im Rahmen
des Extrusion Benchmarks 2005 untersucht. Hierbei wurden anhand
einer 5-Loch Matrize mit zylindrischen Durchbrüchen die Presskanal-
durchmesser, die Presskanalposition, beziehungsweise die Presskanal-
länge jeweils leicht variiert. Die geometrischen Abmasse sowie die erhal-
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tenen Strangpresspro�le sind in Abbildung 1.4 zusammengefasst. Ge-
ringe ˜nderungen der Lage des Presskanals sowie dessen Durchmessers
führen zu signi�kanten Unterschieden in der Länge der ausgetretenen
Pro�lstränge. Die Vergrösserung des Durchbruchs führt zu einem be-
schleunigten Pro�laustritt, während die Anordnung des Durchbruchs
vom Zentrum weg nach aussen zur Verkürzung des jeweiligen Pro�ls

Variation des Presska-
naldurchmessers.

Variation der Presska-
nalposition.

Variation der Presska-
nallänge.

Abbildung 1.4.: Pressresultate der 5-Loch Werkzeuge, Extrusion
Benchmark 2005.
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1. Einleitung

führt. Dies ist allgemein auf die Druckunterschiede innerhalb der Kanä-
le zurückzuführen. Sowohl im Fall der Zunahme des Presskanaldurch-
messers als auch mit der Anordnung der Kanäle nach aussen ist davon
auszugehen, dass der Druck im Bereich des jeweiligen Durchbruchs ab-
nimmt. Die Variation der Presskanallänge kann sogar zum kompletten
Stillstand des Material�usses innerhalb der jeweils längsten Presskanä-
le führen. Dies ist wiederum durch den höheren Druck entlang längerer
Kanäle und mitunter auch mit der überproportionalen Zunahme der
Temperatur in den kürzeren Kanälen, aufgrund der durch die höhere
Pro�lgeschwindigkeit dissipierenden Reibarbeit, zu erklären. Die an-
steigende Temperatur setzt wiederum den Fliesswiderstand herab, die
Pro�lgeschwindigkeit steigt weiter an und der Material�uss kommt in
den länger ausgeprägten Durchbrüchen zum Erliegen.
Unter anderem werden diese separat untersuchten, geometrischen Va-
riationen im Werkzeugbau kombiniert eingesetzt, um den Material�uss
entsprechend zu steuern. Der Material�uss wird hierbei direkt über die
geometrische Gestaltung der Matrize und indirekt über die Reibungs-
entwicklung beein�usst. Die Reibung selbst wird wiederum von den vor-
herrschenden lokalen Parametern Druck, Temperatur und Geschwin-
digkeit, sowie des Werkzeug-Werkstück-Werksto�systems bestimmt, in
welches ebenfalls die Umformeigenschaften des Pressguts ein�iessen.
Der Zusammenhang mit und die quantitative Auswirkung dieser Ein-
�ussfaktoren auf die Reibung ist nach wie vor unzureichend geklärt und
soll im Rahmen dieser Arbeit untersucht werden.

1.5. Reibungsmodellierung in
Strangpresssimulationen

Aufgrund der hohen Ober�ächendrücke und Temperaturen werden die
Reibungsrandbedingungen häu�g als rein haftend angenommen. Im
Falle der Haftreibung klebt das Aluminium an der Werkzeugober�ä-
che und der Werksto� würde durch Scherung innerhalb des Materi-
als deformieren. Insbesondere in Richtung Presskanalausgang nimmt
der Ober�ächendruck stetig ab, wobei sich die Reibungsrandbedingun-
gen soweit ändern können, dass anstelle der vollständigen oder teilwei-
sen Haftreibung der Gleitanteil stark zunimmt [95]. Die Aufteilung des
Kontaktes entlang des Presskanals in einzelne Kontaktbereiche (Haft-,
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1.5. Reibungsmodellierung in Strangpresssimulationen

Tabelle 1.2.: Übersichtsdarstellung der in der Literatur verwendeten
Reibmodelle, Parameter und Softwarepakete zur Simula-
tion des Aluminiumstrangpressens.

Reibmodell Rezipient Matrize Software Quelle
Shear-Friction m = 0:5 m = 0:5 DEFORM 3D Xianghong [96]
Shear-Friction m = 0:8 m = 0:4 DEFORM 3D He [24]
Shear-Friction m = 0:85 m = 0:4 DEFORM 3D Fang [19]
Shear-Friction m = 0:9 m = 0:3 DEFORM 3D Li [42]
Shear-Friction m = 0:9 m = 0:3 FORGE 2D Duan [17]
Shear-Friction m = 1:0 m = 0:3 HyperXtrude Zhang [98]
Shear-Friction m = 1:0 m = 0:4 DEFORM 3D Gagliardi [22]
Shear-Friction m = 1:0 m = 1:0 DEFORM 2D Güzel [23]
Shear-Friction m = 1:0 m = 1:0 CompuPlast den Bakker [15]
Shear-Friction m = 1:0 m = 1:0 QForm-Extrusion Lesniak [41]

Coulomb
�max = 10 MPa

� = 0:1 � = 0:1 DiekA 1 Mooi [51]

Coulomb � = 0:4 � = 0:4 ABAQUS Parvizian [55]
Coulomb � = 0:5 � = 0:5 DiekA 1 Lof [43]

Shear-Friction/
Coulomb

m=0.3 � = 0:4 HyperXtrude He [25]

Übergangs- und Gleitzone) erfolgte von Abtahi et al. [3] sowie darauf
aufbauend zur Beschreibung tribochemischer Phänomene von Björk et
al. [9]. Die Modellierung der Reibung ist im Bereich der Massivumfor-
mung auf weitestgehend zwei Modellansätze beschränkt (siehe Kapitel
4). Während das Coulomb Reibmodell die Reibspannung �r in Abhän-
gigkeit des Anpressdruckes p über den sogenannten Reibungskoe�zien-
ten � beschreibt (�r = �p), skaliert und modelliert das Shear-Friction
Modell die Reibspannung lediglich in Abhängigkeit der, je nach Mo-
dell temperatur-, dehnraten- und dehnungsabhängigen Fliessspannung
kf (T; _"; ") über den Reibfaktor m und zumeist über die Fliessbedin-
gung nach v. Mises (�r = mkf=

p
3). Eine gesamthafte Einbeziehung

der Prozessparameter Ober�ächendruck, Temperatur und Relativge-
schwindigkeit sowie des materialabhängigen Fliessverhaltens erfolgt da-

1DiekA ist der in-house FE Code für Umformsimulationen der Universität Twente.
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1. Einleitung

bei nicht. Neben der prozessparameterabhängigen Reibungsmodellie-
rung erweist sich ebenso die FE-seitige Kontaktbeschreibung und Nu-
merik als schwierig, sodass zumeist Spezialprogramme zur Anwendung
kommen, um den Strangpressprozess zu simulieren. Weiterhin werden
innerhalb von FE Simulationen sehr häu�g global konstante Reibungs-
randbedingungen gesetzt. Teilweise erfolgt die Trennung zwischen Re-
zipienten und Matrize. Eine Anpassung des Reibungskoe�zenten oder
des Reibfaktors an lokale Bedingungen erfolgt dabei nicht. Dies ist für
eine Auswahl referenzierter Simulationen in Tabelle 1.2 sowohl für spe-
zi�sche, als auch allgemeine kommerzielle FE Pakete zusammenfassend
dargestellt. Wie bereits von Schikorra [74] in ähnlicher Weise ausge-
führt, ist festzustellen, dass bezüglich der Wahl des Reibfaktors und
des Reibungskoe�zienten keine allgemeingültige Tendenz besteht. Viel-
mehr sind unter Verwendung des Shear-Friction Ansatzes Reibungs-
faktoren zwischen 0:3 und 1:0 gebräuchlich, während für das Coulomb
Modell Reibungskoe�zienten zwischen 0:1 und 0:5 eingestellt werden.
Es ist deshalb anzumerken, dass die Wahl der Reibungsbedingungen,
auch aufgrund der unzureichenden experimentellen tribologischen Prüf-
verfahren (siehe Kapitel 2), bisher keiner festen Regel unterworfen ist,
sondern diese je nach Autor frei gewählt werden.
Dass global konstante Reibungsrandbedingungen zur Vorhersage inkor-
rekter Pressgeschwindigkeiten, bzw. Geschwindigkeitsverhältnisse füh-
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Abbildung 1.5.: Experimentelle und simulative (Shear-Friction m =
0:8) Geschwindigkeitsverhältnisse der 4 Pro�lstränge.
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1.6. Zielsetzung der Arbeit

ren können, sei hier für ein in Kapitel 5 ausführlich beschriebenes Va-
lidierungswerkzeug vorweggegri�en (Abbildung 1.5). Geometrische Va-
riationen eines zylindrischen Presskanals hin zu konisch ausgeprägten
Reiblängen (Presskanallänge 60 mm) innerhalb einer Matrize führen zu
deutlichen Pro�lgeschwindigkeitsunterschieden der austretenden Strän-
ge. Die experimentell erhaltene Tendenz der Pro�lgeschwindigkeiten
kann durch Verwendung des Shear-Friction Ansatzes mit konstanter
Reibungm = 0:8 im gesamten Matrizenbereich nicht korrekt abgebildet
werden. Ursächlich dafür ist die global konstante Reibungsbeschreibung
und die nicht berücksichtigte Druckabhängigkeit der Reibung innerhalb
des Shear-Friction Ansatzes.

1.6. Zielsetzung der Arbeit
Das Ziel der Arbeit ist, eine signi�kante Verbesserung der Reibmodel-
le, basierend auf industriell umsetzbaren Versuchen, zu erreichen. Da-
zu wird ein methodischer Ansatz zur experimentellen Bestimmung und
zur Modellierung der Reibung unter strangpresstypischen Bedingungen
erarbeitet und anhand von reibungssensitiven Beispielen simulativ va-
lidiert. Daraus lassen sich die folgenden Ziele der Arbeit im Einzelnen
ableiten:

1. Erarbeitung einer experimentellen Methodik zur Erfassung der
Reibung unter Bedingungen die jenen des Strangpressens ähnlich
sind. Insbesondere soll der Ein�uss der Prozessparameter Tem-
peratur, Ober�ächendruck und Relativgeschwindigkeit auf das
Reibverhalten untersucht werden (siehe Kapitel 2).

2. Bestimmung und Modellierung des temperatur- und dehnraten-
abhängigen Werksto�verhaltens der vorgestellten Aluminiumle-
gierung EN AW-6082 (siehe Kapitel 3).

3. Entwicklung eines e�zienten Modellansatzes zur parameterab-
hängigen, lokalen Beschreibung der Reibung und Implementie-
rung in PF-Extrude (siehe Kapitel 4).

4. Simulation und Validierung des entwickelten Reibmodells anhand
realer Benchmark-Strangpressprozesse (siehe Kapitel 5).
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2. Experimentelle Untersuchung
des Reibverhaltens

2.1. Tribologische Prüfverfahren

Die korrekte Modellierung der Reibung in FE-Simulationen setzt grund-
sätzlich die Kenntnis voraus, unter welchen thermischen und mechani-
schen Bedingungen der Reibkontakt erfolgt. Dazu ist das Wissen über
die Abhängigkeit der Reibung von der Temperatur, dem Anpressdruck,
der Relativgeschwindigkeit und eventueller chemischer Vorgänge sowie
der gesamthaften Auswirkung dieser Parameter auf das Werksto�ver-
halten, beispielsweise auf das Fliessverhalten, unbedingt erforderlich.
Speziell beim Strangpressen bei dem sich die thermo-mechanischen Be-
lastungen innerhalb des Werkzeuges stark unterscheiden können (Auf-
nehmer, Vorkammer, Matrize / Presskanal), ist die Wahl eines geeig-
neten tribologischen Prüfverfahrens zur experimentellen Abbildung der
Reibungsvorgänge essentiell. Da der Anteil der Kraft zur Überwindung
der Reibung in der Strangpressmatrize im Vergleich zur gesamthaft be-
nötigten (Umform-)Kraft gering ist, ist eine direkte Auswertung der
Reibung beim Strangpressen bezogen auf die Prozesskräfte meist nicht
möglich. Ausserdem würde eine solche globale Beschreibung der Rei-
bung auch immer vom Werkzeug abhängen. Im Folgenden werden des-
halb tribologische Prüfverfahren vorgestellt, die allgemein in der Um-
formtechnik und auch speziell beim Strangpressen Verwendung �nden
und zum Teil auch eine lokale Reibungscharakterisierung unter den
gewählten Parametern zulassen. Eine Zusammenfassung der tribologi-
schen Verfahren ist ebenso in Wang et al. [94] dokumentiert.
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

2.1.1. Ringstauchversuch

Ein in der Massivumformung weitverbreitetes Verfahren zur Bestim-
mung von Reibungseigenschaften stellt der Ringstauchversuch dar, der
auf der Arbeit von Kunogi [39] und Male et al. [49] basiert und im
Allgemeinen auf der Beschreibung der Reibung durch eine reibungs-
induzierte Geometrieänderung des Ringes beruht. Je nach Reibungs-
zustand zwischen dem Probenring und den verwendeten Werkzeugen
zum Stauchen des Ringes weitet sich der innere Ringdurchmesser beim
Stauchen des Ringes auf oder engt sich ein. Der Innendurchmesser des
Ringes reagiert dabei sehr sensitiv auf Reibung. Aus diesem Grund wird
der Versuch häu�g in der Umformtechnik, insbesondere beim Schmie-
den, zur Untersuchung der Reibeigenschaften unter der Verwendung
von Schmiermitteln und Beschichtungen sowie bei Temperaturein�üs-
sen angewendet [32, 69, 80, 83]. In Abbildung 2.1 ist das Versuchs-
prinzip, sowie die Auswirkung von hoher und niedriger Reibung auf
den Innen- und Aussendurchmesser, schematisch dargestellt. Herrscht
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Abbildung 2.1.: Schematische Darstellung des Ringstauchversuches
(links) sowie von Reibkalibrierungskurven nach dem
Shear-Friction Ansatz gemäss [49, 79] (rechts).

beispielsweise zwischen dem Ring und den Werkzeugen hohe Reibung,
wird sich der Innendurchmesser beim Zusammendrücken des Ringes
verkleinern, während sich der Aussendurchmesser vergrössert. Im Fal-
le niedriger Reibung wird der Werksto� nach aussen �iessen und zu
einer Zunahme sowohl des Aussen- als auch des Innendurchmessers
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2.1. Tribologische Prüfverfahren

des Ringes führen. Gewöhnlich wird der Zusammenhang zwischen der
prozentualen ˜nderung des Innendurchmessers und der prozentualen
˜nderung der Ringhöhe durch die Druckbeanspruchung in generali-
sierten Reibkalibrierungskurven festgehalten, denen Reibkoe�zienten
oder Reibfaktoren, zum Beispiel durch inverse FEM Simulationen, zu-
geordnet werden können (siehe Abbildung 2.1 rechts). In Sofuoglu et
al. [80] wird jedoch darauf hingewiesen, dass die Anwendung genera-
lisierter Reibkalibierungskurven vermieden werden sollte, da Reibung
auch immer von den spezi�schen Materialeigenschaften der Reibpart-
ner und den Versuchsbedingungen abhängt. Basierend auf dem Stan-
dardversuch sind in den letzten Jahren einige modi�zierte Verfahren,
beziehungsweise Probenformen vorgestellt worden, die in Abbildung
2.2 zusammenfassend dargestellt sind. Tan et al. [83] verwendet neben
den konventionellen zylindrischen Ringproben auch konvex, bzw. kon-
kav geformte, um damit, bezogen auf die Standardgeometrie, relativ
höhere, bzw. niedrigere Ober�ächendrücke einzustellen. Von Petersen
et al. [59] wird ebenfalls die herkömmliche zylindrische und die kon-
kave Probenform zur Bestimmung des geeignetsten Reibmodells unter
der Verwendung verschiedener Schmiersto�e gewählt. Weiterhin wird
von Petersen et al. [58] eine kegelstump�örmige Probe zur Auswer-
tung verschiedener Reibmodelle und ihrer Auswirkung auf den Mate-
rial�uss herangezogen, mit der variierende Ober�ächendrücke erzielt
werden können. Sofuoglu et al. [79] stellt ausserdem den ODBET-Test
vor, bei dem durch eine Bohrung im oberen der Werkzeuge das Ma-
terial eines zylindrischen Prüfkörpers entgegen der Stempelbewegung
gepresst wird. Angewendet wird dieser Versuchsaufbau zur Ermittlung
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Abbildung 2.2.: Darstellung der konkaven a) und konvexen b) Proben-
geometrie [83], der Kegelstumpfprobe c) [58] sowie des
ODBET-Tests d) [79].
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

von Reibkalibrierungskurven bei grossen Deformationen. Aufgetragen
wird hierbei die relative Längenzunahme des gepressten Pro�ls, das sich
durch die Werksto�umformung und den Austritt durch die eingebrach-
te Bohrung ergibt, bezogen auf die relative ˜nderung der Probenhöhe.
Je nach Sichtweise liegt in der Beschreibung der Reibung durch eine
reine Geometrieänderung der Vorteil, beziehungsweise Nachteil dieses
Verfahrens gegenüber anderen Verfahren. Ein Nachteil dieser Methode
ist, dass sie lediglich eine unspezi�sche, makroskopisch globale Beschrei-
bung der Reibung durch eine Geometrieänderung zulässt. Eine direkte
Beschreibung der Reibung durch Reibkräfte ist somit nicht möglich.
Demnach ist zur quantitativen Beschreibung der Reibung, beispielswei-
se durch die genannten Reibkalibierungskurven, die Verwendung eines
Reibmodells sowie eine FE-Analyse nötig.

2.1.2. Pin-on-Disc Versuch

Der Pin-on-Disc Test stellt sowohl für Blech- als auch Massivumform-
prozesse ein weit verbreitetes Prüfverfahren zur Untersuchung tribolo-
gischer Vorgänge dar. Neben Reibungsuntersuchungen eignet sich dieses
Testprinzip ebenso für Verschleissuntersuchungen. In Abbildung 2.3 ist
das Versuchsprinzip schematisch dargestellt. Bei diesem Testverfahren
wird ein Stift mit kugelförmig ausgeführter Kontakt�äche (Pin) mit
de�nierter Prüfkraft auf eine rotierende Scheibe (Disc) gedrückt. Die
sich zwischen Stift und Scheibe einstellende Reibkraft wird über die
Auslenkung des stifthaltenden Tragarmes gemessen und aufgezeich-
net. Typischerweise können die Prüfparameter wie die aufgebrachte
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FR
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Stift

Scheibe

v

Abbildung 2.3.: Schematische Darstellung des Pin-on-Disc Tests.
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2.1. Tribologische Prüfverfahren

Prü�ast, die Rotationsgeschwindigkeit der Scheibe sowie die Tempe-
ratur eingestellt werden. Untersuchungen im Vakuum respektive unter
Schutzgasatmosphäre sind bei entsprechender Kon�guration ebenfalls
möglich. Aufgrund der kugelförmig ausgeführten Stiftober�äche und
der dadurch bedingten kleinen Kontaktober�äche ergeben sich relativ
grosse Ober�ächendrücke. Diese hohen Ober�ächendrücke können je-
doch nur aufrecht erhalten werden, solange es zu keiner plastischen De-
formation des weicheren Materials kommt. Aus diesem Grund stellt der
Versuch ein verbreitetes Prüfverfahren zur tribologischen Untersuchung
harter Beschichtungen dar, wie sie auf Werkzeugen zur spanenden Fer-
tigung abgeschieden werden. In Hochauer et al. [26] wird beispielsweise
der positive Ein�uss einer Titandotierung in Aluminiumoxidbeschich-
tungen bei Raum- und erhöhter Temperatur auf die tribologischen Ei-
genschaften nachgewiesen.
Wird der Pin-on-Disc Versuch zur Untersuchung von Reibungsvorgän-
gen beim Aluminiumstrangpressen verwendet, ist mit einem Abfall des
Anpressdrucks mit zunehmendem Reibweg in Folge plastischer Verfor-
mung des weicheren Aluminiummaterials zu rechnen. In Wang et al.
[89, 91, 92] ist dargestellt, wie sich die Kontakt�äche und der Kontakt-
druck bei erhöhter Temperatur über den Reibweg verhält. Die Scheibe
wurde dabei aus einer Aluminiumlegierung und der Stift aus gehär-
tetem Stahl hergestellt. Während die Kontakt�äche als Funktion des
Reibweges und mit höheren Temperaturen zunimmt, nimmt der Kon-
taktdruck durch Materialverdrängung entsprechend ab. Ebenso wurde
auch von Ranganatha et al. [63] gezeigt, dass der Reibungskoe�zient
ebenfalls temperatur- und reibwegabhängig ist.

2.1.3. Block-on-Disc Versuch
Ein weiteres, von Björk et al. [9, 8] zur Untersuchung von tribologischen
Phänomenen beim Aluminiumstrangpressen optimiertes Prüfverfahren
stellt der Block-on-Disc Test dar. Beim Block-on-Disc Test wird ein zu-
meist quaderförmiger Prüfkörper auf die Mantel�äche einer rotierenden
Scheibe gepresst. Der prinzipielle Aufbau ist in Abbildung 2.4 darge-
stellt. Analog zum Pin-on-Disc Test ist auch hier eine Variation der auf-
gebrachten Normalkraft als auch der Relativgeschwindigkeit möglich.
Eine Probenbeheizung wird gewöhnlich über eine Widerstandsheizung
realisiert. Björk et al. verwendet für seine Untersuchungen Scheiben
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v
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Abbildung 2.4.: Schematische Darstellung des Block-on-Disc Tests.

aus einer Aluminiumlegierung (EN AW-6063) und beschichtete, bezie-
hungsweise nitrierte Prüfkörper aus Warmarbeitsstahl. Um den Strang-
pressprozess tribologisch möglichst realistisch abzubilden, werden meh-
rere Zyklen mit dazwischenliegenden Pausen, die den Bolzenwechsel
darstellen sollen, durchgeführt. Die Auswertung der gemessenen Reib-
kraft nach dem Coulomb Reibmodell ergibt dabei hohe Reibungskoe�-
zienten im Bereich 0:8 � � � 1:5 mit Reibungsmaxima zu Beginn und
am Ende der einzelnen Zyklen. Pellizzari et al. [57, 56] übernahm die
Testmethode zur Untersuchung von Reibung und Verschleiss zwischen
der Al-Legierung EN AW-6082 und PVD-, CVD- und Nitrierschichten.
Anstelle von quaderförmigen Blöcken werden jedoch entsprechend der
Scheibengeometrie gekerbte Proben verwendet, um die Kontakt�äche
zwischen Block und Scheibe zu erhöhen. Als ein Nachteil dieses Verfah-
rens muss die relativ geringe aufbringbare Normalkraft und der daraus
resultierende niedrige Anpressdruck angesehen werden. Während bei
Björk et al. [9, 8] eine maximale Anpresskraft FN = 70 N aufgebracht
wird, sind es bei Pellizzari et al. [57, 56] lediglich FN = 40 N. Höhe-
re Kräfte haben, auch aufgrund der erhöhten Temperatur, eine starke
Verformung der Aluminiumscheibe und seitliche Verdrängung des Ma-
terials zur Folge. Um diesen Nachteil des Prüfverfahrens zu umgehen,
verwendet Tercelj et al. [84] Berandungsscheiben aus Kupfer zwischen
denen die eigentliche Aluminiumscheibe positioniert ist. Dadurch wird
eine zu starke Plasti�zierung des Materials vermieden, wodurch eine
höhere Normalkraft FN = 2200 N übertragen werden kann, welche un-
ter den geometrischen Randbedingungen einem mittleren Anpressdruck
p = 7:5 MPa entspricht.
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2.1. Tribologische Prüfverfahren

2.1.4. Spezialverfahren für das Strangpressen

Pressreibversuch
Ein speziell für die Untersuchung von Reibungsvorgängen beim Strang-
pressen entwickelter Test stellt der Pressreibversuch von Ockewitz und
Sun et al. [53, 82] dar. Der Versuch besteht im Wesentlichen aus zwei
Stempeln, die entgegengesetzt angeordnet und belastet sind und eine
Probe unter hohem hydrostatischen Druck durch eine ringförmige Hülse
in axialer Richtung verschieben. Die Stempel sind leicht konisch gefer-
tigt, um die Wandreibung zwischen den Stempeln und der Hülse auf
ein Minimum zu reduzieren. Die Reibkraft zwischen der Probenmantel-
�äche und der Hülse ergibt sich schliesslich aus der Di�erenz der Kraft
zum Verschieben der Probe mit vorgegebener Relativgeschwindigkeit
und der entgegenwirkenden Vorspannkraft. Neben der Vorspannkraft
zum Aufbau eines hohen hydrostatischen Druckes können ebenso die
Relativgeschwindigkeit und die Temperatur des beheizbaren Aufbaus
variiert werden. Es wird insbesondere ein starker Geschwindigkeits-
und Temperaturein�uss auf die gemessene Reibkraft, beziehungsweise
berechnete Reibspannung aufgezeigt. So steigt die Reibspannung mit
zunehmender Relativgeschwindigkeit und nimmt mit höherer Versuchs-
temperatur ab. Eine Abhängigkeit von der voreingestellten, der Bewe-
gungsrichtung entgegenwirkenden und der damit den hydrostatischen
Druck bestimmenden Kraft kann von Sun et al. nicht festgestellt wer-
den. Der schematische Aufbau des Versuchs ist in Abbildung 2.5 (links)
dargestellt.
Sanabria et al. [71, 72] stellt einen vom Versuchsprinzip ganz ähnlichen
Versuch vor (siehe Abbildung 2.5 (rechts)). Nach dem Aufbau eines
hohen hydrostatischen Druckes durch die beidseitig der Probe ange-
ordneten Stempel wird die umschliessende Hülse axial verschoben und
die dazu zur Überwindung der Reibung benötigte Kraft gemessen. Eine

�	�R
�˜ �R�p �	�R�˜ �R�p�	�R

Abbildung 2.5.: Pressreibversuch nach Ockewitz und Sun et al. [53, 82]
(links) sowie nach Sanabria et al. [71, 72] (rechts).
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

Erhöhung der Temperatur führt hierbei ebenso zu kleineren Reibspan-
nungen. Der Geschwindigkeitsein�uss auf die Reibung ist bei dieser
Versuchsdurchführung weniger ausgeprägt, dafür ist eine Abhängigkeit
der Reibschubspannungen vom aufgebrachten Druck feststellbar.

Tribo-Torsion-Test (Geometrie A)
Ein weiteres zur Charakterisierung der Reibung beim Strangpressen
entwickeltes Verfahren ist der Tribo-Torsion-Test (Geometrie A), der
von Karadogan et al. [35] als Tribo-Cone-Test eingeführt wurde. Der
Versuchsaufbau besteht aus einem Dorn mit kegelstump�örmiger Spit-
ze auf den die eigentliche Testprobe aufgesetzt wird. Die Probe hat so-
wohl eine dem Dorn entsprechende kegelförmige Innenkontur, als auch
eine kegelförmige Aussenkontur. Die Dornspitze wird zusammen mit
der Probe in einer ebenfalls konisch ausgeführten Hülse positioniert.
Durch eine überlagerte Druck- und Torsionsbeanspruchung durch ei-
ne vorde�nierte Axialkraft und Relativgeschwindigkeit des Dorns wird
die Probenkon�guration belastet. Die Versuchstemperatur ist ebenfalls
einstellbar. Das zur Überwindung der Reibung benötigte Drehmoment
wird im zeitlichen Verlauf gemessen und dient der anschliessenden Aus-
wertung des Versuches. Unter den gewählten Versuchsparametern pla-
sti�ziert die Probe im Kontaktbereich zum rotierenden Dorn. Aufgrund
der geometrischen Randbedingungen dreht die Probe selbst nicht mit,
sondern ist reibschlüssig in der Hülse �xiert.
Der schematische Aufbau der Versuchskon�guration sowie Probe und
Dorn vor und nach einem Reibversuch sind in Abbildung 2.6 dargestellt.
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Dorn 
(rotiert)

Thermo-
element

Al-ProbeHülse
(fest)

(a) Schematischer Aufbau des Tribo-Torsion-Tests
(Geometrie A).

(b) Dorn und Probe vor
und nach dem Ver-
such.

Abbildung 2.6.: Der Tribo-Torsion-Test nach Geometrie A.
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2.1. Tribologische Prüfverfahren

Ein Nachteil dieses Prinzips ist, dass der Versuch bei hohen Tempera-
turen lediglich für niedrige Anpressdrücke geeignet ist. Dies liegt an der
leichten Umformbarkeit der Aluminiumwerksto�e bei erhöhter Tempe-
ratur. Durch die durch die Probe auf den Dorn übertragene Axialkraft
verschiebt sich die Probe axial auf der kegelförmigen Dornspitze. Bei
Überlagerung der Drehbewegung des Dornes weitet sich die Alumini-
umprobe in zeitlicher Abhängigkeit auf. Dadurch sind keine konstanten
Verhältnisse im Tribokontakt gegeben. Einerseits nimmt die mittlere
Relativgeschwindigkeit durch Aufweitung und axiales Aufschieben des
Ringes auf dem Dorn (bei konstanter vorgegebener Umformgeschwin-
digkeit) ab, andererseits ändert sich ausserdem die Kontakt�äche und
damit auch die mittlere Kontaktspannung.

Tribo-Torsion-Test (Geometrie B)
Aufbauend auf dem insbesondere für niedrige Ober�ächendrücke konzi-
pierten Tribo-Torsion-Test (Geometrie A) wurde von Hora et al. [30, 31]
die Geometrie B (Tribo-Cylinder-Test) für die Hochdruckanwendung
vorgestellt, siehe Abbildung 2.6. Das grundsätzliche Versuchsprinzip
wurde dazu beibehalten, lediglich die Geometrie der Reibpartner wur-
de angepasst. Als Nachteil der Geometrie A stellte sich die axiale Ver-
schiebbarkeit und Plasti�zierung der Probe bei höheren Drücken und
damit die Beschränktheit des Verfahrens für niedrige Druckanwendun-
gen heraus. Zur Überwindung dieser Problematik wird deshalb ein ge-
schlossenes Probenvolumen eingeführt. Die zylindrische Probe ist kom-
plett zwischen der starren Hülse und dem rotierenden Dorn einge-
schlossen. Somit kann der Anpressdruck im Vergleich zur Geometrie A
deutlich erhöht werden, ohne dass es zu einer plastischen Verformung
der Probe einerseits, und einer ˜nderung der geometrischen Randbe-
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Abbildung 2.7.: Schematischer Aufbau des Tribo-Torsion-Tests nach
Geometrie B.
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

dingungen durch eine Probenverschiebung andererseits, kommt. Eine
Schwierigkeit bei der Auswertung der Versuchsergebnisse stellt die kor-
rekte Identi�kation der Reib�ächen dar [30]. Da die Probe sowohl vom
Dorn als auch von der Hülse umschlossen wird, ist grundsätzlich die
Entstehung von vier Reib�ächen möglich. Unter der Annahme gleicher
Reibungsverhältnisse zwischen Dorn und Probe, respektive Probe und
Hülse, können die Reib�ächen entlang der Hülse ausgeschlossen werden.
Dies aufgrund des durch den grösseren Durchmesser höheren Reibmo-
ments, bei dem es im inneren Dorn-Probe-Kontakt schon zum Gleiten
kommen sollte. Prinzipiell ist damit die Bildung eines gleitenden Reib-
kontaktes auf die Mantel- und Stirn�äche des Dornes beschränkt.

Double Action Extrusion Test
Der von Wang et al. [90] präsentierte Double Action Extrusion Test
(DAE) stellt einen Validierungsversuch für verschiedene Reibmodelle
durch einen stark reibungssensitiv wirkenden doppelt-indirekten Strang-
pressprozess dar. Grundlage des in Abbildung 2.8 dargestellten DAE-
Tests sind zwei Flachmatrizen mit unterschiedlich langen Reibkanä-
len, beispielsweise 2 mm und 8 mm. Zwischen den beiden Werkzeugen
wird innerhalb eines zylindrischen Aufnehmers ein Aluminiumbolzen
positioniert. Durch gleichzeitiges und gegenläu�ges Bewegen der bei-
den Matrizen wird ein doppelt-indirekter Strangpressprozess eingelei-
tet. Aufgrund der unterschiedlichen Presskanallängen und der dadurch
bedingten Reibungsvariation, ist im längeren Presskanal mit einer deut-

�˜ �˜

�t�z

Abbildung 2.8.: Schematische Darstellung des Double Action Extrusion
Tests nach [90].
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lichen Hemmung des Material�usses und damit einem kürzeren Pro�l
zu rechnen. Mittels FE-Simulationen und dem Einsatz verschiedener
Reibmodelle und -koe�zienten können diese durch einen Abgleich der
resultierenden Pro�llängen bestimmt werden. Prinzipiell stellt der Auf-
bau eine Abwandlung des Ringstauchversuchs dar, indem über eine rei-
ne Geometrieänderung (die Austrittslängen) die auftretende Reibung
beurteilt wird.

2.2. Versuchsaufbau
Insbesondere die zuvor beschriebenen konventionellen tribologischen
Versuche stellen kein sinnvolles Verfahren zur Untersuchung des Reib-
verhaltens beim Strangpressen dar. Die Schwäche des Ringstauchver-
suchs ist die globale Beschreibung der Reibung im Versuch durch eine
reine Geometrieänderung. Ein zentraler Nachteil des Pin-on-Disc Tests
ist die plastische Aufweitung der Reibkontaktzone und damit der Abfall
des Ober�ächendrucks im Kontakt zwischen dem sehr weichen Alumi-
nium und dem hochfesten (beschichteten) Stahl bei erhöhten Tempe-
raturen. Der Block-on-Disc Versuch stellt ein interessantes Verfahren
dar, jedoch sind die erreichten Kontaktdrücke sehr niedrig. Mit Plasti-
�zierung und Materialverdrängung ist ebenso zu rechnen. Aufbauend
auf der Entwicklung der Tribo-Torsion-Tests nach Geometrie A und B
wird im nachfolgenden eine optimierte Geometrie C präsentiert, mit der
tribologische Versuche unter strangpressähnlichen Bedingungen ausge-
führt werden können. Bevor auf die entwickelte Probenkon�guration
eingegangen werden soll, wird im nächsten Unterabschnitt die dazu
verwendete Versuchsanlage vorgestellt.

2.2.1. Versuchsanlage

Beide bisherigen Versionen des Tribo-Torsion-Tests wurden auf der Tor-
sionsanlage STD810 der Firma Baehr Thermoanalyse realisiert. Die
Prüfmaschine zeichnet sich durch die Möglichkeit der simultanen Über-
lagerung einer Zug- oder Druckbelastung und einer Torsionsbelastung
aus. Somit können konventionelle Torsionsversuche mit überlagerten
Normalspannungen durchgeführt werden. Die Zug- oder Druckbelas-
tung kann entweder weggesteuert oder kraftgesteuert aufgebracht wer-
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den. Diese Kon�guration ermöglicht somit eine tordierende Bewegung
mit de�nierter Umformgeschwindigkeit bis zu einem gewissen Umform-
grad und eine kraftgesteuerte Drucküberlagerung auf eine entsprechen-
de Probe. Die Nennkraft des verbauten Kraftsensors beträgt 50 kN mit
einem Messfehler < 1 %. Im kraftgesteuerten Modus beträgt die zulässi-
ge Maximalkraft jFzulj = 3:5 kN. Das maximal messbare Drehmoment
beträgt 100 Nm ebenfalls mit einem Messfehler < 1 %. Der Drehwinkel-
geber weist einen Fehler in der Wiederholgenauigkeit von 0:002 % auf.
Über diese rein mechanische Beanspruchung hinaus ist eine thermische
Beanspruchung überlagerbar. Durch die sich zwischen den Klemmba-
cken be�ndliche induktive Heizspule kann der mittlere Probenbereich
erwärmt werden. Die Temperaturregelung erfolgt hierbei über ein auf
die Probenober�äche punktgeschweisstes Thermoelement, dessen Po-
sition möglichst mittig innerhalb der Spule liegen sollte. Mittels der
induktiven Heizung sind einerseits hohe Heizraten möglich, anderer-
seits kann die Heizleistung durch die Regelung sehr schnell variiert,
beziehungsweise zu- oder abgeschalten werden. Damit lassen sich, auch
bei durch plastische Verformung oder Reibung bedingter Wärmedis-
sipation, gleichmässige Temperaturen innerhalb des Probenvolumens
einstellen. Zur Vermeidung von Oxidation kann die Messkammer unter
Vakuum oder unter Schutzgasatmosphäre betrieben werden.
Das zur Überwindung der Reibung benötigte Drehmoment, die einge-
stellten Prozessparameter Temperatur, Kraft, Drehzahl sowie weitere
Messgrössen können als Funktion der Versuchszeit ausgeschrieben wer-
den.

2.2.2. Tribo-Torsion-Test (Geometrie C)
Die im vorhergehenden Abschnitt beschriebenen Verfahren des Tribo-
Torsion-Tests stellen den Ausgangspunkt für eine dritte Probenkon-
�guration dar, die durch konstruktive Massnahmen die Nachteile der
vorgenannten Geometrien umgehen soll. Die entwickelte Probengeo-
metrie C soll dabei insbesondere den folgenden Bedingungen genügen
(technische Zeichnungen siehe Anhang A.1):

� Ausbildung des Reibkontaktes als Flächenkontakt.

� Begrenzung des Reibkontaktes auf eine de�nierte und makrosko-
pisch konstante Kontakt�äche.
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Abbildung 2.9.: Schematischer Aufbau des Tribo-Torsion-Tests nach
Geometrie C.

� Geschlossenes Probenvolumen um Materialverdrängung zu ver-
meiden.

� Anwendung unter strangpresstypischen Bedingungen, insbeson-
dere den Parametern Temperatur, Druck und Geschwindigkeit.

� Stabile Versuchsführung auf der Torsionsanlage.

� Einfache Montage und Demontage.

Zur Umsetzung dieser Randbedingungen wurde die Tribo-Torsion-Test
Geometrie B dahingehend abgeändert, dass durch die Einführung einer
weiteren Werkzeugkomponente der Reibkontakt auf eine einzige Fläche
zwischen Dorn und Aluminiumprobe beschränkt wird. Der schemati-
sche Aufbau der Probengeometrie C ist in Abbildung 2.9 dargestellt.
Über die Hülse wird die eingestellte Axialkraft eingeleitet. Der Stössel
wird zu Beginn mit der Hülse verstiftet und hat im Weiteren zweierlei
Funktionen. Einerseits wird durch den Stössel und die Hülse die Zen-
trierung des Dorns gewährleistet, andererseits wird das Probenvolumen
abgeschlossen, sodass eine plastische Deformation des Prüfkörpers ver-
mieden werden kann. Diese Funktionen nimmt in der Tribo-Cylinder
Version noch der rotierende Dorn wahr, wodurch sich der Reibkontakt
auf mehrere Einzel�ächen aufteilt. Um ein Mitdrehen der Aluminium-
probe durch die tordierende Bewegung des Dorns zu verhindern, wird
diese mit drei über den Umfang der Hülse verteilten Madenschrauben
radial verspannt. Damit wird der gleitende Reibkontakt auf die Ober-
�äche zwischen Dorn und Probe reduziert. Eingeführte Spielpassungen
zwischen Dorn und Hülse, sowie zwischen Dorn und Stössel (Spaltmass
< 0:1 mm) erlauben eine theoretisch reibungsfreie Rotation durch einen
Gleitsitz zwischen den Werkzeugen. Die Probe ist als Hohlzylinder mit
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Abbildung 2.10.: Messkammer der Torsionsanlage mit eingebauter Pro-
be (links), sowie die realen Werkzeugteile (beschich-
tete Dorne, Hülse, Stössel) und Aluminiumproben
(rechts).

Aussendurchmesser Da = 10 mm und Innendurchmesser Di = 5 mm
ausgeführt, wobei sich eine Konizität im Kontaktbereich Probe-Dorn
von � = 45 o als geeignet herausgestellt hat. Der mittlere Durchmesser
der Probe beträgt demnach Dm = 7:5 mm. Bei aufgebrachtem Druck
kann durch die geringen Spaltmasse das Fliessen des Aluminiumwerk-
sto�s in die Spalten verhindert werden, wodurch sich die Eignung der
Versuchsgeometrie auch für höhere Anpressdrücke bestätigen lässt.
Zur Messung der Temperatur wird ein Nickel/Chrom-Nickel Thermo-
element (Typ K) auf der Mantel�äche der Hülse direkt über der Reibzo-
ne punktgeschweisst. Der minimale Abstand zwischen Thermoelement
und Reibkontakt beträgt hierbei 2:5 mm. Abbildung 2.10 zeigt den in
der Torsionsanlage eingebauten Tribo-Torsion-Test mit aufgeschweiss-
tem Thermoelement, sowie die benötigten realen Einzelteile des Ver-
suchs.

2.2.3. Versuchsprogramm und Auswertung
Das während des Versuchs zur Überwindung der Reibung erforderliche
Drehmoment wird neben der Werksto�kombination durch die gewählte
thermomechanische Belastung bestimmt, das heisst durch die Tempe-
ratur, den Anpressdruck, gegeben durch eine Axialkraft sowie die ein-
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gestellte Relativgeschwindigkeit (Umformgeschwindigkeit). Ausserdem
ist eine zeit-, beziehungsweise wegabhängige Entwicklung des Reibmo-
ments, aufgrund von tribologischen Einlaufprozessen in der Kontaktzo-
ne, nicht auszuschliessen. Die einzelnen Versuchsparameter wurden wie
folgt eingestellt:

Temperatur T :
Mittels der induktiven Heizung wird der Probenbereich innerhalb von
60 Sekunden auf die eingestellte Untersuchungstemperatur T erwärmt
und daran anschliessend für weitere 120 Sekunden bei dieser Tempera-
tur gehalten, um eine gleichmässige Temperaturverteilung zu gewähr-
leisten. Daran schliesst sich der eigentliche Reibversuch (3. Segment)
an, bei dem die Temperatur konstant gehalten wird. Nach Abschluss
des Versuchs wird der Probenaufbau auf Raumtemperatur abgekühlt.

Anpressdruck p:
Von Versuchsbeginn an wird der Ober�ächendruck kraftgeregelt durch
eine Axialkraft auf die Probenkon�guration aufgebracht und über alle
Versuchssegmente konstant gehalten. Die Druckverteilung am Konus ist
in Abbildung 2.11 dargestellt. Die einzustellende Axialkraft Fax ergibt
sich aus dem zuvor festzulegenden Anpressdruck p auf die projizierte
Kontakt�äche Aproj entsprechend der folgenden Formeln für die ver-
wendete Geometrie (Da; Di; �),(siehe auch Karadogan et al. [35]).

Fax = p �Aproj = p �A � sin (�) (2.1)
Mit der realen Kontakt�äche A

A =
�
4
�
�
D2
a �D2

i
�

sin (�)
(2.2)

lässt sich somit die notwendige Axialkraft bestimmen:

Fax = p �A � sin (�) = p �
�
4
�
�
D2
a �D

2
i
�

(2.3)

Abbildung 2.11 (rechts) zeigt die auf Basis einer rotationssymmetri-
schen, zweidimensionalen PressForm-Simulation ermittelte Ober�ächen-
druckverteilung auf der Kegel�äche der Probe bei einer wirkenden Axi-
alkraft Fax = 880 N. Dazu wurde ein idealplastisches Werksto�ver-
halten bei Raumtemperatur angenommen. Die Kraft führt zu einem
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Abbildung 2.11.: Berechnung der Axialkraft aus der Druckverteilung
an der Kegelprobe (links), simulierte Ober�ächen-
druckverteilung (psim = �15:3 MPa) für eine Axial-
kraft Fax = 880 N (rechts).

rechnerischen Ober�ächendruck psoll = �15 MPa, der mittlere Druck
beträgt gemäss der Simulation psim = �15:3 MPa mit Extrema entlang
der Probenkanten, aufgrund der komplizierten Kontaktabbildung.

Reibweg (Umformgrad Torsion) ’t:
Die Anzahl der maximal möglichen Rotationen (und damit der Um-
formgrad für Standard-Torsionsversuche) ist aus software- und hard-
warebedingten Restriktionen der Regeleinheit der Torsionsanlage auf
Maximalwerte begrenzt. Der vorgeschlagene Reibversuch an der Torsi-
onsanlage ist in Bezug auf die De�nition des Umformgrades nicht mit
herkömmlichen Torsionsversuchen zu vergleichen. Vielmehr stellt die
Anzahl an Umdrehungen des Dorns das Mass für den Reibweg dar.
Der festzulegende �ktive Umformgrad kann nach v. Mises gemäss der
folgenden Formel berechnet werden, darf ’t = 100 jedoch nicht über-
schreiten. R und L bezeichnen hierbei den Radius, beziehungsweise die
Messlänge der konventionellen Torsionsprobe, � steht für den Drehwin-
kel.

’t;fiktiv =
R
p

3L
� � (2.4)

Der Radius wird zu R = 5:5 mm, die Länge zu L = 10 mm eingestellt,
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2.2. Versuchsaufbau

sodass die maximal möglichen 50 Umdrehungen (�max = 100�) inner-
halb eines Versuches bei einem Umformgrad von ’t = 99:8 erhalten
werden können. Das bedeutet, dass zum Erzielen längerer Reibwege
die Versuche jeweils wiederholt werden müssen. Die hier eher beliebig
bestimmten Masse Radius und Länge sind nachfolgend für die korrekte
Einstellung der Geschwindigkeit entscheidend.

Relativgeschwindigkeit (Umformgeschwindigkeit Torsion) _’t:
Zur Einstellung der Umformgeschwindigkeit muss aus der gewünsch-
ten mittleren Relativgeschwindigkeit v zwischen Probe und Dorn und
dem mittleren Probendurchmesser Dm die aufzubringende Drehzahl n
berechnet werden:

Dm =
Da +Di

2
(2.5)

n =
v

�Dm
(2.6)

Die Umformgeschwindigkeit ergibt sich nach der folgenden Formel aus
den zuvor zur Bestimmung der maximalen Anzahl an Umdrehungen
und des Umformgrades festgelegten �ktiven geometrischen Abmessun-
gen ’der Torsionsprobe’R und L, sowie der zuvor berechneten Drehzahl.

_’t;fiktiv =
2�Rn
60
p

3L
(2.7)

Es ist anzumerken, dass sowohl der �ktive Umformgrad als auch die
�ktive Umformgeschwindigkeit nicht zur Auswertung der Spannungen
herangezogen werden, sondern lediglich zur De�nition der Versuchs-
randbedingungen dienen. Die tordierende Bewegung des Dorns mit der
zugrundeliegenden Relativgeschwindigkeit wird im 3. Versuchssegment
zugeschaltet und das resultierende Drehmoment gemessen. Abbildung
2.12 veranschaulicht den eingestellten, zeitlichen Verlauf der thermome-
chanischen Belastung durch Temperatur, Anpressdruck und der durch
die Relativgeschwindigkeit vorgegebenen tordierenden Bewegung.

Versuchsplan:
Die in den Versuchen eingestellten Temperatur- Druck- und Geschwin-
digkeit-Zeit-Verläufe werden soweit möglich entsprechend den realen
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Abbildung 2.12.: Schematische Temperatur- Druck- und Geschwindig-
keit-Zeit-Verläufe im Versuchsprogramm.

Verhältnissen im Strangpressprozess und speziell im Bereich des Press-
kanals gewählt. Der anhand dieser Randbedingungen erstellte Versuchs-
plan ist nachfolgend in Tabelle 2.1 zusammengefasst und umfasst 21
Versuche. Diese wurden jeweils mindestens fünfmal wiederholt, um das
festgestellte Einlaufverhalten innerhalb des Reibkontaktes bis zum Er-
reichen eines stationären Zustandes abzubilden. Dorn und Alumini-
umprobe wurden hierbei nicht gegen neue Proben ausgetauscht. Auch
wurde die gesamte Versuchskon�guration nicht voneinander getrennt,
sondern lediglich abgekühlt und das Versuchsprogramm neugestartet.
Sämtliche Versuche wurden ebenfalls für alle drei genannten Schicht-
systeme in Kombination mit der Aluminiumlegierung EN AW-6082
durchgeführt. Die verwendeten einzelnen Versuchsparameter sind nach-
folgend aufgeführt:

� Druck p: 15 MPa, 32 MPa, 48 MPa und 60 MPa

� Temperatur T: 400 oC, 420 oC, 450 oC, 480 oC und 500 oC

� Geschwindigkeit v: 2:4 mm
s , 7:2 mm

s , 13:2 mm
s und 24 mm

s

Der Anpressdruck p = 60 MPa stellt den für die gewählte Probengeo-
metrie des Tribo-Torsion-Tests maximalen Druck dar, der durch die
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2.2. Versuchsaufbau

Tabelle 2.1.: Durchgeführte Versuchskon�gurationen.
Temperatur

T [oC]
Geschwindigkeit v [mms ]

(Umformgeschwindigkeit _’t [ 1
s ])

Druck p [MPa]
(Kraft F [N ])

400 2.4 (0.2) 15 (880)
400 2.4 (0.2) 60 (3500)
400 13.2 (1.1) 32 (1850)
400 24 (2.0) 15 (880)
400 24 (2.0) 32 (1850)
420 7.2 (0.6) 15 (880)
420 7.2 (0.6) 48 (2830)
450 2.4 (0.2) 32 (1870)
450 2.4 (0.2) 60 (3500)
450 13.2 (1.1) 15 (880)
450 13.2 (1.1) 32 (1850)
450 13.2 (1.1) 60 (3500)
450 24 (2.0) 15 (880)
450 24 (2.0) 32 (1850)
480 7.2 (0.6) 15 (880)
480 7.2 (0.6) 48 (2830)
500 2.4 (0.2) 15 (880)
500 2.4 (0.2) 60 (3500)
500 13.2 (1.1) 32 (1850)
500 24 (2.0) 15 (880)
500 24 (2.0) 32 (1850)

Torsionsanlage aufgebracht werden kann (Fzul = 3:5 kN). Als Unter-
grenze wurde p = 15 MPa verwendet. Die gewählten Drücke liegen
damit im Bereich der beim Strangpressen üblichen Drücke im Press-
kanal. Die Temperatur T wird zwischen 400 oC und 500 oC variiert,
und entsprechen damit generell den Temperaturen beim Strangpres-
sen. Lediglich die eingestellten Geschwindigkeiten liegen im unteren
Bereich der realen Pressgeschwindigkeiten, aufgrund der Limitierungen
der Torsionsanlage. Aufgrund des untersuchten breiten Geschwindig-
keitsbereichs ist trotzdem eine konkrete Aussage über den Ein�uss der
Geschwindigkeit möglich.
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

Auswertung M ! �r:
Ausgehend vom von der Torsionsanlage aufgezeichneten Drehmoment
M , lässt sich die mittlere Reibschubspannung �r im konischen Reibkon-
takt berechnen. Die Ausbildung des Reibkontakts wird im Weiteren als
homogen betrachtet. Sowohl die Gleitgeschwindigkeit v als auch die
Reibschubspannung �r werden in radialer Richtung als konstant ange-
nommen und bezüglich des mittleren Radius Rm = Dm

2 de�niert:

�r (T; v; p) =
M (T; v; p)
ARm

=
16
�
�

M (T; v; p) sin (�)
(D2

a �D2
i ) (Da +Di)

(2.8)

Die getro�ene Annahme ist insofern gültig, als dass bei den durchge-
führten Versuchen mit variierender Relativgeschwindigkeit (Drehzahl)
keine signi�kanten Drehmomentänderungen feststellbar waren.
Abbildung 2.13 stellt den Momentenverlauf eines Versuches nach dem
Einlaufen sowie die daraus nach Gleichung 2.8 berechnete Reibschub-
spannung als Funktion der Versuchszeit dar. Das Versuchssegment ent-
stammt aus einer Versuchsreihe mit den Parametern T = 450 oC, v =
13:2 mm

s und p = 32 MPa. Es ist ein oszillierender Verlauf des Dreh-
momentsignals um ein mittleres Reibmoment festzustellen, auf dessen
Ein�uss im nächsten Abschnitt detaillierter eingegangen werden soll.
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Abbildung 2.13.: Gemessene Drehmoment-Zeit bzw. berechnete
Reibschubspannung-Zeit Kurve.
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2.3. Vorversuche

2.3. Vorversuche
In diesem Abschnitt werden einige Zusammenhänge zwischen einzelnen
Versuchsparametern sowie bestimmter Einstellungen bei der Versuchs-
führung im Allgemeinen aufgezeigt. Neben der Klärung des oszillie-
renden Verlaufs des Drehmomentes soll auch auf die Homogenität der
Relativgeschwindigkeit und der Temperatur während der Einzelversu-
che eingegangen werden.

Drehmomentschwingungen und Filterung
Wie bereits in Abbildung 2.13 zu erkennen ist, weist das gemessene
Reibmoment eine sinusförmige Schwingungsüberlagerung auf. Diese,
das mittlere Reibmoment überlagernde Schwingung, ist auf die nicht
exakte Koaxialität der beiden Wellen und Spannfutter der Torsionsan-
lage zurückzuführen. Mögliche Stick-Slip E�ekte im Reibkontakt, die
ebenfalls zu Oszillationen im Momentensignal führen könnten, können
zumindest als Ursache dieses Phänomens ausgeschlossen werden. Durch
manuelle Verdrehung des Probendorns vor Versuchsbeginn, beziehungs-
weise des Spannfutters kann der jeweilige Ein�uss nachgewiesen wer-
den. In Abbildung 2.14 sind die beiden Ein�üsse gegenübergestellt.
Während die Verdrehung des Dorns um 180 o aus einer zuvor de�nier-
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Abbildung 2.14.: Ein�uss der Dornausgangsposition (links) und der
Spannfutterposition (rechts) auf das Drehmomentsi-
gnal.
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

ten Nullgradlage zu keiner Phasenverschiebung des Drehmomentsignals
führt � = 0, wirkt sich die Verdrehung des Spannfutters sehr wohl
aus. Eine manuelle Verdrehung des Spannfutters um 180 o aus einer
beliebigen Nullgradlage bewirkt eine Phasenverschiebung des Momen-
tensignals um exakt � = �. Durch Mittelung der phasenverschobe-
nen Momentenverläufe kann der durch die nicht exakte Koaxialität der
Spannvorrichtungen hervorgerufene Schwingungse�ekt herausge�ltert
werden. Diese Vorgehensweise kann jedoch nur für die ersten Rotatio-
nen angewendet werden, das heisst solange die ebenfalls durch ein gerin-
ges Rauschen beein�usste Drehzahl (Winkelgeschwindigkeit) zu keiner
signi�kanten Phasenverschiebung der Drehmomentsignale führt. Ne-
ben dieser rein experimentellen Untersuchung des Oszillationsein�usses
können durch eine schnelle Fourier-Transformation (engl. Fast Fourier
Transformation) des Momentensignals etwaige nichtperiodische Feh-
lerein�üsse, respektive das Signalrauschen zumindest abschnittsweise
herausge�ltert werden. Die abschnittsweise Filterung resultiert aus der,
schon zuvor erwähnten, durch Rauschen beein�ussten Winkelgeschwin-
digkeit, beziehungsweise Versuchsfrequenz.
Die Grundlage der schnellen Fourier-Transformation bildet die diskrete
Fourier-Transformation, bei der, ausgehend von einem im Zeitbereich
de�nierten, periodischen SignalM(t), eine Abbildung in den Frequenz-
raum X(f) erfolgt [76].

X(f) =
N�1X

t=0

M(t) � e(�j
2��f�t
N ) (2.9)

Das bereits aus Abbildung 2.13 bekannte Drehmomentsignal ist in Ab-
bildung 2.15 sowohl im Zeitbereich als auch im Frequenzraum darge-
stellt. Die Fouriertransformation erfolgt im markierten Abschnitt. An-
hand der Darstellung im Frequenzbereich ist festzustellen, dass neben
dem statischen Anteil X0(0) lediglich schwaches Rauschen sowie der
anlagenbedingte Oszillationsein�uss fExp gemäss der Drehzahl n nach
Gleichung 2.6 detektierbar ist.

fExp = n =
v

�Dm
(2.10)

Mit einer einfachen Reihenentwicklung lässt sich der Ein�uss des Rau-
schens auf das Momentensignal belegen, wobei XExp die Amplitude der
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Abbildung 2.15.: Drehmomentsignal und Ergebnis der Fourier Ana-
lyse im Zeitbereich (links) und im Frequenzbereich
(rechts).

überlagerten Oszillation und ! eine Phasenverschiebung de�nieren:

m(t) =
X0(0)

2
+XExp(fExp) � sin (2� � fExp � t+ !) (2.11)

In Abbildung 2.15 (links) sind dazu das experimentelle und das auf Ba-
sis der Fourier Analyse berechnete Momentensignal überlagert. Anhand
der Di�erenz beider Signale lässt sich der Ein�uss der versuchsbeding-
ten Oszillationen mit der Versuchsfrequenz fExp bestätigen. Das Mo-
mentensignal ist ausserdem nur minimal durch Rauschen beein�usst.
Die hier vorgestellte Analyse an einem Momentenverlauf soll lediglich
den Ein�uss der beschriebenen Parameter beispielhaft aufzeigen. Es
wurde gezeigt, dass die Dornposition keinen Ein�uss auf das Momen-
tensignal ausübt. Die nicht exakte Zentrierung der Spannfutter zuein-
ander, führt jedoch zu einer Schwingungsüberlagerung auf das e�ektive
Momentensignal. Im Weiteren werden die gemessenen Momentenver-
läufe, beziehungsweise die daraus berechneten Reibspannungsverläufe
im Originalzustand ohne weitere Korrekturen dargestellt.

Axiales Aufschieben
Wie schon exemplarisch für einen realen Versuch in Abbildung 2.6
(rechts) gezeigt, wird die Probe beim Tribo-Torsion-Test nach Geo-
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

metrie A, aufgrund der wirkenden Axialkraft, axial aufgeschoben und
deformiert. Durch die in Geometrie B, bzw. C eingeführte, geschlossene
Probenkammer wird das axiale Aufschieben auf ein Minimum begrenzt.
In Abbildung 2.16 (links) ist die axiale Deformation als Funktion der
Rotationen (Reibweg) für beide Versuchsvarianten A und C dargestellt.
Die axiale Längenänderung ist für den Tribo-Torsion-Test (C) über al-
le 5 durchgeführten Versuchszyklen aufgeführt. Die Versuchsparameter
sind im Versuchsprogramm für beide Kon�gurationen wie folgt de�-
nert: T = 500 oC, p = 32 MPa und v = 13:2 mm=s. Während sich die
Al-Probe nach Geometrie A im Versuchsverlauf um 3 mm auf den Dorn
aufschiebt, verschiebt sich der Dorn im Tribo-Torsion-Test (C) um le-
diglich 150�m im ersten Versuchszyklus. Diese minimale Aufschiebung
ist auf eine Aufstauchung der Al-Probe innerhalb der Probenkammer
während des Versuches zurückzuführen. In allen darau�olgenden Ver-
suchszyklen bleibt die Position des Dorns konstant, sodass es zu keiner
weiteren Aufstauchung, beziehungsweise Materialverdrängung der Alu-
miniumprobe kommt.
Ein direkter Ein�uss der axialen Aufschiebung ist auch auf die e�ektive
Drehzahl während des Versuches feststellbar. Nach Gleichung (2.7) ist
die eingestellte Umformgeschwindigkeit durch R;L und n gegeben und
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Abbildung 2.16.: Axiales Aufschieben des Dorns auf die Probe als
Funktion der Umdrehungen (Reibweg) (links) sowie
das zugehörige Reibweg-Zeit-Diagramm (rechts).
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2.3. Vorversuche

bezieht sich in den Einstellungen an der Torsionsanlage auf Standard-
torsionsproben. Die Längenänderung durch die axiale Aufschiebung
(Probenverkürzung) hat unter der Annahme der Volumenkonstanz ei-
ne überproportionale Zunahme des Radius zur Folge. Zur Beibehal-
tung der eingestellten Umformgeschwindigkeit muss demnach bei kon-
ventionellen Torsionsversuchen die Drehzahl n während des Versuches
an die Geometrieänderung angepasst werden. Diese Verringerung der
Drehzahl durch die grosse Aufstauchung bedingt bei den Tribo-Torsion-
Test (Geometrie A) Versuchen eine deutliche Absenkung der Relativ-
geschwindigkeit im Reibkontakt. Somit können die Versuchsparameter
während des Versuchs nicht mehr als konstant angesehen werden, da
sich einerseits der Flächenkontakt während der Aufstauchung vergrös-
sert, sodass sich der Kontaktdruck verringert und andererseits die Re-
lativgeschwindigkeit sukzessive abnimmt. Durch die Verwendung der
Geometrie C kann diese Problematik vermieden werden. Die Auswir-
kung der Aufstauchung auf die Drehzahl ist in Abbildung 2.16 (rechts)
indirekt verdeutlicht. Aufgetragen ist die Anzahl der Umdrehungen
über der kumulierten Versuchszeit und somit die über die Zeit auf-
integrierte Drehzahl. Ein linearer Verlauf ist für die 5 Versuchszyklen
der mit Geometrie C durchgeführten Versuche zu erkennen. Der mit
der Geometrie A durchgeführte Versuch zeigt eine stetige Abnahme
der Drehzahl. Somit wäre eine längere Versuchszeit bis zum Erreichen
der vorde�nierten maximalen Umdrehungsanzahl notwendig.

Homogenität der Temperatur beim Aufheizen und Halten
Das Temperaturfeld im Versuchsaufbau innerhalb der Heizspule muss
aufgrund der inhomogenen Heizleistungsverteilung ebenfalls als inho-
mogen angesehen werden. Die maximale Heizleistung wird in der Spu-
lenmitte eingebracht und nimmt in Richtung der Spulenenden stetig ab.
In radialer Richtung nimmt die Heizleistung von der Heizspulenmittel-
achse nach aussen hin zu. Demzufolge ist an der Werkzeugober�äche in
der Mitte der Spule mit dem höchsten Wärmeeintrag zu rechnen. An
dieser Stelle be�ndet sich das zur Temperaturregelung aufgebrachte
Thermoelement T0 direkt oberhalb des sich ausbildenden Reibkontak-
tes zwischen Dorn und Probe. Zur Untersuchung der Temperaturent-
wicklung während des Aufheizens und Haltens wurden Versuche bei
T = 400 oC und T = 500 oC mit einem zweiten, auf der Al-Probe auf-
geschweissten Thermoelement T1 durchgeführt. Während des eigent-
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Abbildung 2.17.: Schematische Darstellung der Geometrie C mit den 2
Thermoelementpositionen (links) sowie den sich ein-
stellenden Temperatur-Zeit-Verläufen beim Aufhei-
zen auf T = 400 oC, bzw. T = 500 oC (rechts).

lichen Reibversuchs ist die Messung der Temperatur im Reibkontakt
mit Thermoelementen nicht möglich, da diese sofort abgeschert werden
würden. In Abbildung 2.17 sind die Positionen des Regelthermoele-
ments T0 und des zweiten Elements T1 in einer schematischen Zeich-
nung des Aufbaus sowie die Messkurven dargestellt. Während der Auf-
heizphase folgt die Temperatur T1 der geregelten Temperatur T0 mit
�(T0 � T1) � 50 K. Nach Abschluss des Aufheizvorgangs und während
der Haltephase gleicht sich die Temperatur T1 rasch an die eingeregelte
Temperatur T0 an. Gegen Ende der Haltephase und somit zu Beginn des
eigentlichen Versuchssegments kann von einer quasi-konstanten Tem-
peraturverteilung in radialer Richtung mit �(T0 � T1) � 2 K ausge-
gangen werden. Dieser Temperaturunterschied liegt im Bereich der für
Thermoelemente des Typs K zu erwartenden Grenzabweichung von
�T = 0:004 � T [oC] [2].

Homogenität der Temperatur während des Reibversuchs
Während des Reibversuchs nimmt die induktive Heizleistung ab, da
ein Teil der notwendigen Gesamtleistung zur Aufrechterhaltung der
Versuchstemperatur durch die Reibungsleistung kompensiert wird. Die
sich einstellende Temperaturinhomogenität während des Versuches zwi-
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schen den Positionen T0 und T1 kann durch eine instationäre Wärme-
leitungssimulation abgeschätzt werden. Da die genauen Spezi�kationen
der induktiven Heizung als auch die magnetischen Eigenschaften des
verwendeten Warmarbeitsstahls nicht bekannt sind, kann die Tempe-
raturinhomogenität lediglich auf Basis der eingebrachten Reibleistung
qr bestimmt werden. Diese ist nach der folgenden Formel aus der, aus
dem Reibmoment zu berechnenden Reibschubspannung �r (Gl. 2.8) und
der Relativgeschwindigkeit im Kontakt v zu bestimmen:

qr =
FR
A
v = �r � v (2.12)

Ausgehend von der im Anhang (A.2) diskutierten, instationären Wär-
meleitungssimulation des Tribo-Torsion-Tests und basierend auf den an
drei Positionen experimentell ermittelten Abkühlkurven, lässt sich in
einer weiteren Simulaton die Auswirkung der Reibleistung auf die Tem-
peraturentwicklung berücksichtigen. Dazu wurde ein weiterer Reibver-
such mit nach dem Aufheizen und Halten auf T0 = 500 oC abgeschal-
teter Heizung durchgeführt. In Abbildung 2.18 (links) ist die aus dem
gemessenen Drehmoment nach Gleichung (2.12) berechnete sowie line-
ar interpolierte Reibleistung dargestellt. Abbildung 2.18 (rechts) zeigt
die an der Stelle T0 aufgezeichnete Werkzeugtemperatur während der
Abkühlphase. Es ist schon an dieser Stelle festzuhalten, dass die Ver-
ringerung der Versuchstemperatur eine Erhöhung der zur Reibleistung
proportionalen Reibspannung zur Folge hat. Durch Berücksichtigung
der zeitabhängig linearisierten Reibleistung innerhalb der Simulation
im Reibkontakt, kann eine Aussage betre�end des Temperaturunter-
schieds zwischen T0 und T1 getro�en werden. Wie in Abbildung 2.18
(rechts) dargestellt, kann eine relativ gute Übereinstimmung zwischen
der aus der Simulation ausgelesenen und der experimentell bestimmten
Temperatur T0 beobachtet werden. Der simulativ bestimmte Tempe-
raturunterschied zwischen T0 und T1 nimmt mit steigender Reibleis-
tung stetig zu und beträgt gegen Ende der Versuchszeit (qr = 630 kW

m2 )
�(T0 � T1) � 5 K. Es ist anzumerken, dass ab einer gewissen Reib-
leistung mit einer Selbstheizung des Versuchsaufbaus oder sogar einer
durch den Wärmeab�uss nicht mehr zu kompensierenden Temperatur-
erhöhung an der Stelle T0 zu rechnen ist. Insbesondere bei hohen An-
pressdrücken und Relativgeschwindigkeiten kann dies beobachtet wer-
den.
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Abbildung 2.18.: Reibleistung-Zeit Verlauf sowie die lineare Interpola-
tion (links), gemessener und simulierter Temperatur-
Zeit Verlauf an den Messpositionen T0 und T1
(rechts).

2.4. Ergebnisse und Diskussion
Nachfolgend werden in diesem Abschnitt die Ergebnisse der Reibver-
suche vorgestellt und diskutiert, wobei eine Unterteilung in die unter-
suchten Ein�ussparameter erfolgt. Das aus jeder Versuchskon�guration
bestimmte Reibmoment sowie die daraus berechnete Reibschubspan-
nung ist im Anhang (A.3) für die drei untersuchten Schichtsysteme
aufgeführt.

2.4.1. Reibwegein�uss
Experimentelle Ergebnisse
Alle Einzelversuche wurden nacheinander jeweils über 5 Versuchszyklen
wiederholt. In beinahe allen Versuchsreihen konnte ein ausgeprägtes,
vom Reibweg abhängiges, Einlaufverhalten festgestellt werden, welches
sich in einem zu Beginn instationären Momentenverlauf manifestiert.
Abbildung 2.19 zeigt die Reibmoment-Reibweg Verläufe für zwei kom-
plett wiederholte Versuchsreihen unter den Bedingungen T = 450 oC,
v = 13:2 mm

s und p = 32 MPa sowie TiN beschichtetem Dorn. Beide
Erstversuche starten bei einem Reibmoment von etwaM = 10 Nm. Der
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Abbildung 2.19.: Drehmoment-Reibweg Verlauf über 5 Versuchszyklen.

weitere Drehmomentverlauf entwickelt sich jedoch unterschiedlich aus-
geprägt, bevor sich beide Kurven nach einem Reibweg von s = 3500 mm
wieder angleichen. Während der ersten zwei bis drei Versuche ist ein
Anstieg gefolgt von einem Abfall des Drehmoments zu beobachten. In
den Versuchssegmenten vier und fünf stabilisiert sich das Reibverhalten
und verbleibt stationär bei einem mittleren Reibmoment M = 8:4 Nm,
das schliesslich auch zur Auswertung und Modellierung herangezogen
wurde.

REM Analytik
Für alle durchgeführten Versuche konnte im Anschluss an die Versuchs-
reihen ein dünner Aluminiumhaft�lm auf der kegelförmigen Dornspit-
ze festgestellt werden. Das beobachtete Einlaufverhalten während der
ersten 2 bis 3 Versuchszyklen, und die darau�olgende Stabilisierung
des gemessenen Reibmoments, kann durch die zeit-, bzw. wegabhän-
gige Entstehung und Entwicklung dieser adhäsiven Al-Haftschicht auf
der beschichteten Dornspitze erklärt werden. Abbildung 2.20 veran-
schaulicht die Ober�ächenkontamination der TiN Beschichtung zu ver-
schiedenen Zeiten respektive Reibwegen. Rasterelektronenmikroskopi-
sche (REM) Aufnahmen wurden jeweils an einer separaten Probe nach
einem Reibweg von 132 mm (t = 10 s), 1180 mm (t = 1 Zyklus) und
5900 mm (t = 5 Zyklen) aufgenommen. Mittels energiedispersiver Rönt-
genspektroskopie (EDX) kann der auf dem Dorn verbleibende Haft�lm
qualitativ analytisch untersucht und eine Aussage über die Element-
zusammensetzung getro�en werden. Das EDX Verfahren nutzt hierbei
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Abbildung 2.20.: REM Aufnahmen der mit Aluminium kontaminierten
CVD-Schicht (oben) und EDX Analysen an 3 Mess-
positionen (unten).

die elementabhängige spezi�sche Röntgenstrahlungsenergie, die durch
die Anregung des Materials durch den Elektronenstrahl frei wird. Das
darauf basierende EDX-Spektrum gibt die gemessene Signalintensität
in Abhängigkeit von der elementspezi�schen Röntgenenergie wieder.
EDX Spektren sind ebenfalls für 3 charakteristische Messpositionen
(A, B und C) in Abbildung 2.20 aufgeführt.
In allen per REM untersuchten und dargestellten Reib�ächen sind aus-
serdem streifenförmige Reibspuren (horizontal) in Richtung der tangen-
tial wirkenden Relativbewegung während des Tribo-Torsion-Tests zu
erkennen. Es kann folglich davon ausgegangen werden, dass Dorn und
Probe gegen Ende des jeweiligen Versuches im tatsächlichen Reibkon-
takt getrennt wurden. Nach einem mittleren Reibweg von 132 mm ist
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bereits eine adhäsive Bedeckung der CVD-Schicht (Pos. A) mit den ele-
mentaren Bestandteilen der Aluminiumlegierung (Pos. B) festzustellen.
Die Bedeckung erfolgt dabei inselartig auf der TiN Beschichtung. An
Messposition A, also direkt auf der Beschichtung, sind die Bestandteile
der Schicht Ti und N sowie minimale Ablagerungen der Al-Legierung
(Al, Mg, Si) detektierbar. Die EDX-Analyse an Stelle B weist eine rei-
ne Bedeckung mit dem Hauptelement Al und den Legierungselemen-
ten Mg und Si auf. Gegen Ende des ersten Versuchszyklus, das heisst
nach einem Reibweg von 1180 mm, ist die Beschichtung nach wie vor
inselartig mit adhäsivem Legierungsmaterial bedeckt, die Zusammen-
setzung hat sich jedoch massiv verändert. Während der Adhäsiv�lm
an Stelle B die Legierungszusammensetzung qualitativ widerspiegelt,
ist nun an Position C eine starke Anreicherung der Legierungselemente
Mg und Si detektierbar. Der Al-Gehalt der Deckschicht hat stark abge-
nommen. An Position A* ist qualitativ das gleiche EDX-Spektrum wie
an Stelle A und somit die freiliegende Beschichtung detektierbar. Auf
die erneute Darstellung wird an dieser Stelle verzichtet. Im direkten
Vergleich dazu weist die Dornspitze nach Beendigung des Gesamtver-
suchs über 5 Zyklen bei einem mittleren Reibweg von 5900 mm eine
nahezu komplette adhäsive Bedeckung auf. Die Zusammensetzung der
Haftschicht in Punkt C* gleicht hier wiederum qualitativ dem gemes-
senen Spektrum in Position C mit einer signi�kanten Anreicherung der
Elemente Mg und Si. Die Dicke der Adhäsionsschicht beträgt dabei
lediglich ca. 1:5�m. Die elementare Zusammensetzung des Reibkon-
taktes im Tiefenverlauf wurde anhand eines angefertigten Querschli�s
untersucht. Dorn und Al-Probe wurden dazu nach dem Gesamtreib-
weg von 5900 mm nicht getrennt, sondern gesamthaft metallographisch
präpariert. Abbildung 2.21 zeigt den per REM und EDX Verfahren
untersuchten Bereich mittig innerhalb der Dorn-Probe Kontakt�äche
sowie die erhaltenen EDX Rasterscans.
Der selektierte Flächenbereich wird hierbei kontinuierlich abgerastert,
sodass im Anschluss eine nach dem Ort aufgelöste, zweidimensionale
Verteilung der interessierenden und farblich kodierten Elemente erhal-
ten wird. Die Scans wurden für die Elemente Ti, Mg, Si und Al ausge-
wertet, um eine lokal eindeutige Trennung zwischen der Beschichtung
(TiN) und der Aluminiumlegierung zu ermöglichen. Aus den Scans ist
eine deutliche Anreicherung der Elemente Mg und Si in einer dünnen
Schicht (1�m) direkt unterhalb der Ti-haltigen Beschichtung erkenn-
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Abbildung 2.21.: Elementanalyse (REM-EDX) des Reibkontaktes im
Querschli� nach 5900 mm Reibweg.

bar. Der Aluminiumanteil ist innerhalb dieser Schicht schwach aus-
geprägt. Es ist anzunehmen, dass es sich bei dieser stark Mg und Si
haltigen Grenzschicht um den schon in Abbildung 2.20 festgestellten
adhäsiven Reib�lm auf der beschichteten Werkzeugober�äche handelt.
Unterhalb dieser Grenzschicht ist wiederum hauptsächlich das Element
Al detektierbar und nur eine schwache Konzentration von Mg und Si,
sodass davon ausgegangen werden kann, dass es sich hierbei um die
unveränderte Legierungszusammensetzung der verwendeten Alumini-
umlegierung EN AW-6082 handelt.

Diskussion
Das experimentell erfasste Einlaufverhalten innerhalb der fünf unter-
suchten Zyklen kann mittels der Entstehung und Entwicklung des Haft-
�lms gedeutet werden. Gleich zu Beginn des Versuchs entstehen ers-
te inselartige Materialanhaftungen auf der Dornspitze. Es kommt ver-
mehrt zu lokalen Gleit- und Haftkontakten, die einen Anstieg des Dreh-
moments zur Folge haben. Im weiteren Verlauf stabilisiert sich der Reib-
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kontakt, der Haft�lm vergrössert sich und bedeckt im zweiten Drittel
des Gesamtversuches die komplette beschichtete Ober�äche. Das Dreh-
moment nimmt ab und erreicht nach diesem Einlaufprozess einen stabi-
len, stationären Wert. Der abweichende Verlauf der beiden Messungen
im zweiten und dritten Versuchssegment ist am ehesten auf zufällige
Prozesse zurückzuführen, die das Wachstum des Haft�lms beschleuni-
gen oder abbremsen, beispielsweise die lokale Ober�ächentopographie.
Ebenfalls kommt es zu einer Anreicherung der Legierungselemente Mg
und Si innerhalb des adhäsiven Haft�lms. Dies liegt einerseits an der
durch die Beschichtung gegebenen, chemischen A�nität zu den jewei-
ligen Legierungselementen und andererseits an dem bestehenden Tem-
peraturanstieg im Reibkontakt, der zur vermehrten Au�ösung der in
der Aluminiummatrix be�ndlichen (MgSi)-Ausscheidungen führt. Die
Lösung der Ausscheidungen im angrenzenden Gefüge und somit die Zu-
nahme der Legierungselementkonzentration im Mischkristall, bewirkt
nach Ranganatha et al. [63] eine lokale Absenkung der Schmelztempe-
ratur und damit zumeist auch eine Reduktion der Festigkeit. Demnach
kann die Abnahme und die darauf folgende Stabilisierung des gemes-
senen Drehmoments im 3. bis 5. Versuchssegment auf die lokale ˜n-
derung der Legierungszusammensetzung und Reduktion der adhäsiven
Bindungskräfte sowie der Fliessfestigkeit im Adhäsiv�lm zurückgeführt
werden. Die negative Wirkung einer zunehmenden Magnesiumkonzen-
tration auf die Stärke adhäsiver Bindungen in magnesiumhaltigen Alu-
miniumlegierungen wurde von Riahi et al. [66] aufgezeigt.
Ergebnisse zur Ausbildung eines Haft�lms und dessen chemischer Zu-
sammensetzung für ein reales Strangpresswerkzeug liegen beispielswei-
se in der Publikation von Thedja et al. [85] vor. Die Untersuchungen
wurden hierbei im Rahmen einer Serienpressung (180 Pressvorgänge
�= 2800 m Pro�l) eines Rechteckquerschnitts mit der Aluminiumlegie-
rung EN AW-6060 (AlMgSi0.5) und einem nitrierten Werkzeug durch-
geführt. Der Mg- und Si- Legierungsanteil liegt im Vergleich zur EN
AW-6082 bei etwa der Hälfte. Mit steigender Anzahl der Pressungen
wurde die Entstehung, das Wachstum und das Zusammenschliessen fei-
ner Aluminiumklümpchen auf dem Presskanal beobachtet. Eine zusam-
menhängende Schicht konnte bereits nach ca. 60 Pressungen auf der
Matrizenlau�äche nachgewiesen werden. Ebenso wurde die Haftschicht
nach Beendigung aller Pressungen mittels eines Elementanalyseverfah-
rens analysiert. Insbesondere die Anreicherung von Magnesium im Ad-
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häsiv�lm wurde detektiert und von Thedja et al. mit der möglichen
Ausdampfung aus dem Pressmaterial, infolge von Temperaturerhöhun-
gen entlang der Matrizenlau�äche, begründet. Die Schichtdicke betrug
bis zu 6�m. Sowohl die Tribo-Torsion-Test Ergebnisse als auch die
von Thedja et al. [85] publizierten Daten weisen bezüglich des Reib-
wegein�usses auf die Entwicklung des Haft�lms eine qualitativ gute
Übereinstimmung auf. Es fällt auf, dass die im Reibversuch ermittelte
Neigung zur Entwicklung und zum Wachstum der Haftschicht bezüg-
lich des Gesamtreibweges schneller voranschreitet. Dies liegt mit einiger
Sicherheit darin begründet, dass während des experimentellen Reibver-
suchs kein Material�uss respektive Austausch statt�ndet. Während der
im Presskanal be�ndliche, ober�ächennahe Presswerksto� beim Strang-
pressen kontinuierlich entlang der Lau�äche ab�iesst, verbleibt das den
Reibkontakt im Tribo-Torsion-Test bildende Material über den Ver-
such hinweg an der Ober�äche. Die Anlagerung des Mg- und Si-reichen
Adhäsiv�lms sowie die komplette Bedeckung der Werkzeugober�äche
erfolgt daher deutlich schneller.

2.4.2. Temperaturein�uss
Experimentelle Ergebnisse
Für alle untersuchten Schichtsysteme konnte ein ausgeprägter Tem-
peraturein�uss auf das sich einstellende stationäre Reibmoment fest-
gestellt werden. Abbildung 2.22 stellt die Auswirkung dreier Tempe-
raturen (T = 400 oC, 450 oC und 500 oC) auf das Reibmoment bei
ansonsten konstant gehaltenen Parametern Druck p = 32 MPa und
Geschwindigkeit v = 13:2 mm

s im fünften Versuchssegment der Gesamt-
messreihe für TiN beschichtete Dorne dar. Es ist deutlich zu erken-
nen, dass das gemessene Drehmoment mit zunehmender Temperatur
abnimmt. Bei der Temperatur T = 400 oC kann ein mittleres Drehmo-
mentM = 10:3 Nm detektiert werden, das bei der Temperaturerhöhung
auf T = 450 oC auf M = 8:4 Nm abnimmt. Eine weitere Temperaturer-
höhung auf T = 500 oC hat eine weitere Abnahme des mittleren Dreh-
moments auf M = 7:2 Nm zur Folge.

Diskussion
Ursächlich für die Abnahme des Reibmoments mit zunehmender Tem-
peratur ist die damit einhergehende Entfestigung des Aluminiumwerk-
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Abbildung 2.22.: Temperaturein�uss auf das Reibmoment.

sto�s. Die temperaturbedingte Verringerung der Fliessspannung, bezie-
hungsweise der Schub�iessspannung des Probenmaterials hat, entspre-
chend den Ergebnissen, eine direkte Abnahme der Reibschubspannung,
beziehungsweise des Reibmoments zur Folge. Qualitativ übereinstim-
mende Ergebnisse wurden von Sun et al. [82] sowie Sanabria et al.
[72] verö�entlicht, deren Resultate mittels des Pressreibversuchs, be-
ziehungsweise dessen beschriebener Abwandlung erzielt wurden. Auch
konnte von Wang et al. [89] einerseits der erwähnte Temperature�ekt
auf die Reibschubspannung per Pin-on-Disc Verfahren für einen Alumi-
niumwerksto� nachgewiesen werden. Andererseits wurde ebenfalls von
Wang et al. [92] umgekehrtes Verhalten über längere Reibwege in Bezug
auf den Reibungskoe�zienten festgestellt. Dies aufgrund der Plasti�-
zierung der Reib�äche und der dadurch bedingten Abnahme des Ober-
�ächendrucks bei gleichzeitigem Reibkraftanstieg aufgrund der Tempe-
ratureinwirkung.

Ein im Rahmen dieser Ergebnisse nicht direkt ersichtlicher Ein�uss
ist durch die temperaturabhängige Adhäsionsneigung gegeben. Zuneh-
mende Temperatur begünstigt Adhäsionsvorgänge durch die allgemei-
ne Zunahme der chemischen A�nität [10], wodurch ein Anstieg der
Reibkräfte festzustellen ist, wie es beispielsweise von Riahi et al. [65]
aufgezeigt wurde.
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2.4.3. Geschwindigkeitsein�uss
Experimentelle Ergebnisse
Der Ein�uss der Geschwindigkeit auf das sich einstellende Reibmoment
wird in Abbildung 2.23 aufgezeigt. Die Parameter Druck p = 32 MPa
und Temperatur T = 450 oC wurden konstant gehalten, während die
Relativgeschwindigkeit (v = 2:4 mm

s , v = 13:2 mm
s und v = 24 mm

s )
variiert. Sowohl für die hier dargestellten Resultate mit TiN Beschich-
tung des Dorns als auch für die beiden anderen Schichtsysteme konnte
kein signi�kanter Ein�uss der Geschwindigkeit auf das Reibmoment
festgestellt werden. Das Drehmoment weist lediglich eine geringfügige
Zunahme mit ebenfalls zunehmender Relativgeschwindigkeit auf. Das
mittlere Moment bei einer Relativgeschwindigkeit von v = 2:4 mm

s kann
zu M = 7:9 Nm bestimmt werden. Bei v = 13:2 mm

s beträgt das Reib-
moment M = 8:4 Nm und bei v = 24 mm

s M = 9:3 Nm. Die Verzehn-
fachung der Relativgeschwindigkeit hat dabei lediglich eine Erhöhung
des Reibmoments um rund 16 % zur Folge.

Diskussion
Im Rahmen der klassischen Reibungstheorie wird nach Rabinowicz et
al. [62] davon ausgegangen, dass die Gleitgeschwindigkeit keinen signi-
�kanten Ein�uss auf die Reibkraft ausübt. Beim Al-Strangpressen ist
ein stark inhomogener Reibkontakt zwischen leicht plastisch deformier-
barem Aluminium und hochfestem Werkzeug gegeben. Aufgrund der
adhäsiven Anhaftung und der daraus bedingten Scherung des weiche-
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Abbildung 2.23.: Geschwindigkeitsein�uss auf das Reibmoment.
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ren Materials ist grundsätzlich mit einem Relativgeschwindigkeitsein-
�uss durch den Dehnratenein�uss auf die Fliessspannung zu rechnen.
Entsprechend der experimentellen Ergebnisse kann dieser jedoch als
gering betrachtet werden. Die von Sanabria et al. [72] verö�entlichten
Ergebnisse zeigen bezüglich des Geschwindigkeitsein�usses das annä-
hernd gleiche Verhalten. Ein tendenziell leichter Anstieg der Reibspan-
nung ist mit steigender Relativgeschwindigkeit festzustellen. Hingegen
weisen die von Ockewitz et al. [53] im Rahmen von Pressreibversu-
chen publizierten Daten einen massiven Anstieg der Reibschubspan-
nung mit zunehmender Geschwindigkeit auf. Bei nicht gesicherter iso-
thermer Versuchsführung kann es ebenso zu einem indirekten Ein�uss
der Gleitgeschwindigkeit auf die Reibspannung kommen [94]. Bei unzu-
reichender Wärmeabfuhr der lokal eingebrachten und direkt geschwin-
digkeitsabhängigen Reibleistung ist aufgrund des zuvor beschriebenen
Temperaturein�usses ein Abfall der Reibspannung zu erwarten. Dieser
E�ekt kann jedoch im Rahmen der vorliegenden Arbeit ausgeschlossen
werden, wie in Abschnitt 2.3 gezeigt wurde.

2.4.4. Druckein�uss
Experimentelle Ergebnisse
Abbildung 2.24 stellt den Ein�uss des Anpressdrucks (p = 15 MPa,
p = 32 MPa und p = 60 MPa) bei ansonsten konstanten Parametern
Temperatur (T = 450 oC) und Relativgeschwindigkeit (v = 13:2 mm

s )
auf das Reibmoment dar. Die Zunahme des Reibmoments ist deut-
lich bei zunehmendem Anpressdruck zu erkennen. Beim aufgebrachten
Druck p = 15 MPa beträgt das Reibmoment M = 4:4 Nm und er-
höht sich beim Druck von p = 32 MPa auf M = 8:4 Nm. Ein Anstieg
des Anpressdrucks auf p = 60 MPa führt zur moderaten Erhöhung des
Reibmoments auf M = 12:3 Nm. Gesamthaft geht aus den Ergebnis-
sen hervor, dass das Drehmoment nicht linear mit dem aufgebrachten
Druck ansteigt, sondern im Bereich höherer Drücke eine Sättigung er-
fährt.
Dazu sind in Abbildung 2.25 alle aus den Versuchsergebnissen berechne-
ten Reibschubspannungen (gemäss dem Versuchsplan aus Tabelle 2.1)
für die verwendete TiN Beschichtung als Funktion des Anpressdrucks
aufgetragen. Der Ein�uss der Temperatur und der Geschwindigkeit va-
riiert im jeweils markierten Bereich.
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Abbildung 2.24.: Druckein�uss auf das Reibmoment.

Diskussion
Der Anstieg der Reibkraft mit zunehmender Normalkraft ist bekannt
und wird im Coulomb’schen Reibmodell linear mit der Proportionali-
tätskonstanten � beschrieben. Es ist weiterhin bekannt, dass die Reib-
schubspannung durch die Schub�iessspannung des weicheren Materials
begrenzt wird. Damit ist eine Zunahme der Reibschubspannung mit
steigendem Anpressdruck über die Schub�iessspannung hinaus nicht
möglich. Aus Abbildung 2.25 wird deutlich, dass die Reibschubspan-
nung für hohe Drücke (p = 48 MPa und 60 MPa) in einen Sättigungs-
bereich übergeht und damit davon ausgegangen werden kann, dass es
ab dem genannten Druckbereich zu einer vermehrten Begrenzung der
Reibspannung durch die Schub�iessspannung kommt.
Zur Druckabhängigkeit der Reibspannung unter strangpressähnlichen
Bedingungen ist nur wenig publiziert. Dies liegt vor allem in der einge-
schränkten Anwendbarkeit der bestehenden experimentellen Verfahren
Pin-on-Disc und Block-on-Disc, aufgrund der durch die Plasti�zierung
des Materials beschriebenen Nachteile. Dagegen wird in Sanabria et al.
[72] mittels des modi�zierten Pressreibversuchs eine Abhängigkeit der
Reibspannung vom Anpressdruck beobachtet. Insbesondere im Bereich
niedriger Temperaturen (T = 300 oC) wird ein grösserer Druckein�uss
festgestellt, als bei höherer Temperatur (T = 400 oC). Die Reibspan-
nungen steigen mit zunehmendem Druck an. Die Drücke wurden hierbei
im Bereich des Spannungsverhältnisses 0 < pN

kf
< 1:5 variiert. Hingegen
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Abbildung 2.25.: Druckein�uss auf die Reibschubspannung bei Variati-
on von Temperatur und Geschwindigkeit.

weisen die mit Hilfe des Pressreibversuchs erzielten Ergebnisse von Sun
et al. [82] keinen signi�kanten Ein�uss des aufgebrachten Drucks auf
die resultierende Reibspannung auf. Dies liegt vor allem an den sehr
hohen Spannungsverhältnissen im Bereich 1:3 < pN

kf
< 4:4, in denen ei-

ne Beschränkung der Reibspannung durch die Schub�iessspannung zu
erwarten ist.

2.4.5. Beschichtungsein�uss
Experimentelle Ergebnisse
Der Ein�uss der Ober�ächenbeschichtung (TiN=Al2O3 - CVD-Schicht,
bzw. Nitrierschicht) auf das Reibmoment ist für drei Drücke (p =
15 MPa, p = 32 MPa und p = 60 MPa) in Abbildung 2.26 dargestellt.
Ausgehend von den Versuchsreihen, kann ein ausgeprägter, druckab-
hängiger Ein�uss der gewählten Beschichtung auf das Reibmoment
festgestellt werden. Im direkten Vergleich ist zu erkennen, dass für die
beiden Anpressdrücke (p = 15 MPa und 32 MPa) abweichende Drehmo-
mentverläufe für die 3 Schichtsysteme gemessen werden können, wäh-
rend sich die Moment-Zeit-Kurven für p = 60 MPa annähernd überla-
gern. Insbesondere im niederen und mittelhohen Druckbereich zeigen
die beiden CVD-Beschichtungen eine Reibungsreduktion im Kontakt
zur Aluminiumlegierung verglichen mit der Wirkung der Nitrierschicht.
Die Al2O3-Schicht führt zu einer Reibungsreduktion von bis zu 10:2 %
bezüglich der Nitrierschicht, während die TiN -Schicht das Reibmo-
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Abbildung 2.26.: Druckabhängiger Ein�uss der Beschichtungen auf das
gemessene Drehmoment.
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2.4. Ergebnisse und Diskussion

ment um bis zu 21:4 % unter den gewählten Versuchsrandbedingungen
p = 15 MPa, T = 450 oC und v = 13:2 mm

s reduziert. Ein temperatur-
oder geschwindigkeitsabhängiger Ein�uss der Beschichtungen auf das
Reibmoment konnte nicht detektiert werden. Wie bereits separat für
die TiN Beschichtung in Abbildung 2.25 aufgezeigt, ist in Abbildung
2.27 die Reibschubspannung als Funktion des Anpressdrucks für alle
Schichtsysteme aufgetragen. Aus der Darstellung geht gesamthaft her-
vor, dass insbesondere für die beiden höchsten untersuchten Anpress-
drücke kein Beschichtungsein�uss auf das sich einstellende Reibmoment
nachgewiesen werden kann, während sich für niedere Anpressdrücke die
CVD-Schichten als vorteilhaft erweisen. Der Ein�uss der Temperatur
und der Geschwindigkeit variiert wiederum im eingezeichneten Bereich.

Diskussion
In einer generellen Betrachtung eines Warmumformprozesses kann das
tribologische Kontaktverhalten nach Pellizzari [56] durch die chemische
Kompatibilität der Grenz�ächen zueinander sowie durch die mechani-
sche Wechselwirkung der rauen Ober�ächenstrukturen zusammenge-
fasst werden. Die chemische Kompatibilität umfasst in diesem Fall die
beiden CVD Beschichtungen (TiN , Al2O3) sowie die Nitrierschicht und
die gewählte Al-Legierung EN AW-6082. Während Al2O3 als chemisch
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Abbildung 2.27.: Druckein�uss auf die Reibschubspannung bei Varia-
tion von Temperatur und Geschwindigkeit bezüglich
aller Beschichtungen (links) sowie für p = 48 MPa und
p = 60 MPa (rechts).
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2. Experimentelle Untersuchung des Reibverhaltens

inert gilt, kann es bei strangpresstypischen Temperaturen nach Riahi
et al. [65] sowie Schuler et al. [75] zur Sticksto�di�usion aus der TiN
Schicht und zur Bildung von AlN durch Anbindung von Al an der
Schichtober�äche kommen. Ebenfalls bildet Eisen aus der Nitrierschicht
intermetallische Phasen FexAly an der Stahl-Aluminium-Grenz�äche.
Überlagert werden diese chemischen Prozesse durch die schon genann-
ten mechanischen Wechselwirkungen der Rauigkeiten, wodurch sich
ebenfalls ein adhäsiver Materialübergang vom weicheren auf den härte-
ren Kontaktpartner einstellt. Theoretische Modelle hierzu werden bei-
spielsweise von Konca et al. [38] diskutiert. Wie stark sich diese bei-
den Prozesse auf die hier vorgestellten Ergebnisse und die spezi�sche
Reibmomenterhöhung auswirken, konnte quantitativ nicht erfasst wer-
den. Jedoch lässt sich auch rein qualitativ durch Vergleich der Schicht-
ober�ächentopogra�e (vgl. Abbildung 1.2) feststellen, dass signi�kante
Unterschiede in der Gestalt der Beschichtungsstruktur bestehen, die
mit grosser Wahrscheinlichkeit das Reibverhalten beein�ussen.

Zusammenfassung des Kapitels
Ein tribologisches Prüfverfahren wurde entwickelt, um Reibung un-
ter strangpresstypischen Bedingungen experimentell zu erfassen. Dazu
wurde das zur Überwindung der Reibung in einem erweiterten Torsi-
onsversuch benötigte Reibmoment gemessen und ausgewertet. Auf die
generelle Auswertung der Versuche wurde eingegangen. Insbesondere
konnte ein Ein�uss des Reibwegs auf das Drehmoment nachgewiesen
werden, welcher auf der Ausbildung eines adhäsiven Haft�lms im Reib-
kontakt beruht. Neben der ˜nderung der Temperatur führt vor al-
lem die Variation des Ober�ächendrucks zu ˜nderungen des gemesse-
nen Reibmoments. Die Erhöhung der Temperatur hat eine Abnahme
des Reibmoments zur Folge, während die Erhöhung des Drucks bis zu
einem gewissen Grad ebenfalls die Erhöhung des Moments zur Folge
hat. Der Ein�uss zunehmender Relativgeschwindigkeit hat lediglich ei-
ne minimale Erhöhung des Reibmoments zur Folge. Neben diesen, den
Reibkontakt spezi�zierenden Prozessparametern, wurde ausserdem der
Ein�uss verschiedener Werkzeugbeschichtungen auf das Reibverhalten
untersucht. Eine druckabhängige Beein�ussung der Reibung durch die
Beschichtungen konnte ebenso festgestellt werden. Für höhere (unter-
suchte) Drücke konnten keine signi�kanten Unterschiede der Beschich-
tungen bezüglich ihrer Auswirkung auf die Reibung beobachtet werden.
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3. Beschreibung des
Warm�iessverhaltens

Die Genauigkeit von Strangpresssimulationen wird wesentlich durch
die genaue Modellierung des Fliessverhaltens des zu extrudierenden
Werksto�s beein�usst. Dazu muss der Ein�uss der Prozessparameter
auf das Fliessverhalten untersucht werden. Diese sind im Wesentlichen
die Temperatur und die Dehnrate. Die plastische Dehnung spielt bei
Warmumformprozessen eher eine untergeordnete Rolle, da sich deh-
nungsinduzierte Verfestigung und Entfestigungsvorgänge durch dyna-
mische Erholungs- und Rekristallisationsprozesse und somit thermisch
induzierte Vorgänge weitestgehend ausgleichen.
Im Folgenden wird das Materialverhalten der Legierung EN AW-6082
experimentell erfasst, sowie nachfolgend mittels verschiedener Modell-
ansätze modelliert und diskutiert.

3.1. Verfestigungsverhalten bei erhöhten
Temperaturen

Die plastische Verformbarkeit von Metallen mit kubischer Kristallstruk-
tur beruht weitestgehend auf der Anzahl und Beweglichkeit der Verset-
zungen im Kristallgitter. Insbesondere bei Kaltumformprozessen tritt
Versetzungsverfestigung durch Neubildung und Aufstauung der Verset-
zungen an Korngrenzen oder Hindernissen im Kristallgitter auf. Dies
hat makroskopisch eine Erhöhung der Fliessspannung zur Folge. Die
Zuführung thermischer Energie in einen metallischen Werksto� führt
zu Entfestigung aufgrund der höheren Beweglichkeit der Versetzungen,
wodurch die Temperaturabhängigkeit der Fliessspannung gedeutet wer-
den kann. Hindernisse wie Korngrenzen, im Gitter enthaltene Fremd-
atome oder für Aluminiumlegierungen typische Ausscheidungen stellen
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3. Beschreibung des Warm�iessverhaltens

bei erhöhten Temperaturen energetisch niedrigere Barrieren für Ver-
setzungen dar und können von diesen einfacher überwunden werden.
Die Ausscheidungsverfestigung für die magnesium- und siliziumlegier-
ten Aluminiumlegierungen versagt je nach Zusammensetzung bei ca.
500 oC, da sich die Ausscheidungen, aufgrund der höheren Löslichkeit,
im Mischkristall au�ösen [61]. Durch Erhöhen der Dehnrate wird die
Wahrscheinlichkeit zum Überwinden der durch das Hindernis gegebe-
nen Energiebarriere für die Versetzung wiederum verringert, wodurch
der Werksto� verfestigt [67]. Durch die temperaturbedingte erhöhte
Beweglichkeit der Versetzungen werden Erholungs- und Rekristallisati-
onsvorgänge begünstigt, wodurch die Versetzungsdichte abnimmt.

Als Erholung wird dabei die Auslöschung von Versetzungen entgegen-
gesetzten Vorzeichens (Annihilation), beziehungsweise die Versetzungs-
umordnung und die Bildung von Subkorngrenzen (Polygonisation) be-
zeichnet. Subkorngrenzen weisen eine hohe Versetzungsdichte auf und
schliessen Kornbereiche geringer Versetzungsdichte ein, den sogenann-
ten Subkörnern. Im Gegensatz zur Erholung kommt es bei der Re-
kristallisation zur Neubildung und Verschiebung von Grosswinkelkorn-
grenzen durch Bildung wachstumsfähiger Keime an den Korngrenzen,
welche durch hohe Temperaturen und Umformgrade begünstigt wird.
Triebkraft für die Bildung der Keime und das Wachstum zu Körnern
ist die Reduktion der Korngrenzenenergie, respektive Versetzungsdichte
der verformten Körner.

Finden Erholungs- oder Rekristallisationsvorgänge während eines plas-
tischen Umformvorgangs statt, werden diese als dynamisch bezeichnet.
Im Gegensatz dazu schliessen sich statische Erholungs- oder Rekristalli-
sationsprozessen an eine Umformung an. Ob im umgeformten Werksto�
bevorzugt dynamische Erholungs- oder Rekristallisationsprozesse statt-
�nden, wird neben der Temperatur und dem Umformgrad auch von der
Stapelfehlerenergie des metallischen Werksto�s bestimmt. Eine hohe
Stapelfehlerenergie, wie sie zum Beispiel Aluminium aufweist, begüns-
tigt dabei Erholungsprozesse, da die durch die hohe Stapelfehlerener-
gie bedingte, räumlich nahe Anordnung der Teilversetzungen Kletter-
und Quergleitvorgänge der Versetzungen erleichtert, was wiederum ei-
ne rasche Versetzungsannihilation und -polygonisation im Sinne eines
Erholungsvorgangs erlaubt [40]. Diese Vorgänge sind schematisch in
Abbildung 3.1 dargestellt.
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dynamische Erholung

dynamische Erholung +
Rekristallisation

statische��Erholung +��
Rekristallisation

Metalle mit hoher
Stapelfehlerenergie

Metalle mit niedriger
Stapelfehlerenergie

Abbildung 3.1.: Ein�uss der Stapelfehlerenergie auf die Kornstruktur
durch Erholungs- und Rekristallisationsvorgänge beim
Strangpressen nach Lange [40].

3.2. Experimentelle Bestimmung des
Warm�iessverhaltens

Zur experimentellen Bestimmung des Warm�iessverhaltens von EN AW-
6082 werden im Allgemeinen Stauchversuche oder Torsionsversuche ein-
gesetzt. So wurden beispielsweise von Kammler et al. [33] und Poletti
et al. [60] mittels Stauchversuchen das Fliessverhalten für diese Alu-
miniumlegierung bestimmt. EN AW-6082 wurde ebenfalls im Rahmen
des Extrusion Benchmarks ICEB’07 mittels Torsionsversuchen unter-
sucht und modelliert. Die Modellparameter sind in Donati et al. [16]
dargestellt und werden beispielsweise von Güzel et al. [23] zur Ma-
terialmodellierung bei der Vorhersage der dynamischen Kornstruktur
beim Strangpressen verwendet. Ebenso wurden von Mehtedi et al. [50]
Torsionsversuche mit dieser Legierung zur anschliessenden Material-
modellierung durchgeführt.

3.2.1. Versuchsaufbau und Versuchsprogramm
Im Rahmen dieser Arbeit wurden Stauchversuche am Abschreck- und
Umformdilatometer DIL 805 A/D/T der Firma TA Instruments (Bähr
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3. Beschreibung des Warm�iessverhaltens

Thermoanalyse GmbH) durchgeführt. Es wurden zylindrische Stauch-
proben mit einem Durchmesser von 6:0 mm und einer Anfangslänge von
10:0 mm verwendet. Zur Minimierung der Reibung zwischen den ein-
gesetzen Si3N4 Stempeln und den Stirn�ächen der Al-Proben kamen
Molybdänscheibchen sowie eine geringe Menge des Hochtemperatur-
schmiersto�s auf Molybdänsul�d-Basis �MOLYKOTE HSC Plus� zum
Einsatz. Diese Technik wurde ebenfalls von Hochholdinger [27] zur Rei-
bungsreduktion und zur Homogenisierung des Temperaturgradienten
innerhalb des Probenmaterials bei Schichtstauchversuchen angewendet.
Zur Temperaturmessung beziehungsweise zur Regelung der induktiven
Heizspule wurde ein Thermoelement des Typs S (Platin-Rhodium Pla-
tin) auf die Al-Probe mittig punktgeschweisst. In Abbildung 3.2 ist ei-
ne vorbereitete Probe sowie eine zwischen den Stempeln des Umform-
Dilatometers verbaute Probe abgebildet. Die Versuche wurden unter
Standardatmosphäre durchgeführt.

(a) Probe mit angeschweisstem Ther-
moelement.

(b) Probenpositionierung zwischen den
Si3N4 Stempeln im Dilatometer.

Abbildung 3.2.: Probenvorbereitung und Kammer des Umform-
Dilatometers mit Induktionsspule.

Das Temperatur-Zeit-Programm wurde so eingestellt, dass die Proben
mit einer Aufheizrate von 5 K=s auf die Umformtemperatur erwärmt
und in Folge für 90 Sekunden auf dieser Temperatur gehalten wur-
den, um eine gleichmässige Durchwärmung und homogene Tempera-
turverteilung zu gewährleisten. Daran schliesst sich die eigentliche De-
formation mit vorgegebener Dehnrate bis zur wahren Gesamtdehnung
"tot = 0:4 an, bevor die Probe wieder auf Raumtemperatur abgekühlt
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wurde. Da die geleistete plastische Umformarbeit nahezu vollständig in
Wärme dissipiert, muss durch das Regelungsmodul des Dilatometers die
induktive Probenbeheizung nachgeregelt werden. Als gültiger Versuch
wurde deshalb eine quasi-isotherme Versuchsführung de�niert, bei der
die Abweichung zwischen Ist- und Sollumformtemperatur maximal 5 K
betragen durfte. Aufgrund der ansonsten guten Wiederholbarkeit der
Versuche wurden pro Versuchskon�guration 2 gültige Versuche durch-
geführt. Kriterien für die Wiederholung eines Versuches waren demnach
neben der beschriebenen Soll-Ist-Temperaturabweichung lediglich Pro-
bleme mit den Thermoelementen durch Ablösung der Thermodrähte
während der Deformation. Die Experimente wurden nach einem voll-
faktoriellen Versuchsplan (siehe Tabelle 3.1) gemäss den Temperaturen
T = 400 oC, T = 450 oC, T = 500 oC und T = 550 oC sowie den Dehn-
raten _" = 0:2 1

s , _" = 1 1
s , _" = 5 1

s und _" = 10 1
s durchgeführt.

Tabelle 3.1.: Versuchsplan zu den durchgeführten Stauchversuchen.
T= _" 0:2 1

s 1 1
s 5 1

s 10 1
s

400 oC x x x x
450 oC x x x x
500 oC x x x x
550 oC x x x x

3.2.2. Versuchsauswertung
Mittels der am Dilatometer gemessenen und aufgezeichneten Kraft-
und Längenänderungsdaten können unter der Annahme homogener De-
formationen wahre Spannungs-Dehnungskurven für die Einzelversuche
erstellt werden. Die wahre Dehnung " kann wie folgt aus der Längenän-
derung �Lt zum Zeitpunkt t und der Anfangsprobenlänge L0 bestimmt
werden.

" (t) =
Z L(t)

L0

1
L
dL = ln

L (t)
L0

= ln
L0 ��L (t)

L0
(3.1)

Infolge der Druckdeformation kann die Gleichung mit negativem Vor-
zeichen versehen werden, womit positive Dehnungsbeträge erhalten wer-
den.
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" (t) = � ln
L0 ��L (t)

L0
(3.2)

Über die Volumenkonstanz kann die Fliessspannung kf in Abhängigkeit
der wahren Dehnung aus der Umformkraft F (t) und dem Anfangspro-
benquerschnitt A0 bestimmt werden.

kf (") =
F (t)
A (t)

=
F (t)
A0

e�"(t) (3.3)

Die hier vorgestellte Spannungsberechnung geht von einem einachsi-
gen Spannungszustand in Belastungsrichtung aus. Aufgrund der Rei-
bung zwischen Stempel und Probe, ist eine gewisse Ausbauchung der
Proben nicht zu vermeiden, wodurch die Annahme eines einachsigen
Druckspannungszustands eine Vereinfachung darstellt. An dieser Stel-
le soll deshalb auf eine inverse Strategie hingewiesen werden, wie sie
beispielsweise von Hochholdinger [27] angewandt wurde. Hierbei wer-
den die Kraft-Weg Verläufe der realen Experimente mit einem virtuel-
len Simulationsmodell unter Berücksichtigung der Reibung, welche zur
entsprechenden Ausbauchung der Probe führt, verglichen.

3.2.3. Versuchsergebnisse
Die aus den gültigen Versuchen gemittelten Fliesskurvenverläufe sind in
Abbildung 3.3 für die verschiedenen Umformtemperaturen und Dehn-
raten dargestellt. Betrachtet man die Fliesskurven wird zum einen die
starke Temperatur- als auch Dehnratenabhängigkeit deutlich. Mit zu-
nehmender Temperatur nimmt die Fliessspannung ab, wohingegen eine
Erhöhung der Dehnrate zu einer Zunahme der Fliessspannung führt.
Bei genauerer Betrachtung ist zudem mit steigender Temperatur eine
Abnahme der dehnungsinduzierten Verfestigung zu beobachten.
Während der Werksto� bei T = 400 oC insbesondere unter den hö-
heren Dehnraten noch ausgeprägt und bei T = 450 oC noch minimal
verfestigt, ist ab T = 500 oC und insbesondere bei T = 550 oC keine
dehnungsabhängige Verfestigung mehr festzustellen. Verfestigungsvor-
gänge und dynamische Erholungsvorgänge gleichen sich demnach aus,
die Fliessspannung bleibt auf konstantem Niveau. Abweichend davon
zeigen die Fliesskurven bei T = 500 oC sowie besonders bei T = 550 oC
und der Dehnrate _" = 0:2 1

s ein entfestigendes Verhalten. Das heisst,
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Abbildung 3.3.: Warm�iesskurven für die Al-Legierung EN AW-6082.

dass die dynamischen Entfestigungsvorgänge und eventuell auch mög-
liche dynamische Rekristallisationsprozesse verstärkt ablaufen und es
zu einem schnelleren Versetzungsabbau kommt, als Versetzungen durch
die plastische Umformung bei dieser niedrigen Umformgeschwindigkeit
nachgebildet werden können. Des Weiteren ist zu beobachten, dass der
Verfestigungsein�uss der Dehnrate mit steigender Temperatur stetig
abnimmt. Auch dieses Verhalten ist zum einen durch den erhöhten
Versetzungsabbau bei erhöhten Temperaturen zu erklären, wobei sich
wahrscheinlich zu den Erholungsprozessen auch immer deutlicher Re-
kristallisationsprozesse hinzufügen. Zum anderen versagt die für Alu-
miniumwerksto�e wesentliche Ausscheidungsverfestigung ab ca. 500 oC.
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3.2.4. Vergleich der experimentellen Ergebnisse mit
Literaturdaten

Experimentelle Daten, die ebenfalls aus Stauchversuchen für den Werk-
sto� EN AW-6082 gewonnen wurden, sind beispielsweise in Poletti et
al. [60, 61] publiziert. Der Vergleich der im Rahmen dieser Arbeit er-
mittelten Fliesskurvendaten mit den verö�entlichten, zeigt eine gute
Übereinstimmung bei 500 oC. Bei der niedrigeren Umformtemperatur
400 oC sind signi�kante Abweichungen festzustellen. In Abbildung 3.4
sind die Resultate von Poletti et al. [61] und der hier vorgestellten Er-
gebnisse vergleichend visualisiert. Für die starke Abweichung bei 400 oC
von rund 20 % bei der Dehnrate _" = 10 1

s und 15 % bei _" = 1 1
s bezogen

auf die hier vorgestellten Ergebnisse sowie die gute Übereinstimmung
der Resultate bei 500 oC gibt es drei Gründe.

1. Die von Poletti et al. [61] verwendeten Stauchproben wurden aus
warmgewalztem Blechmaterial gefertigt. Das Probenmaterial der
im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Experimente wurde,
wie eingangs erwähnt, aus stranggepressten Rundpro�len entnom-
men. Demnach ist zum einen auch mit einem gewissen Textur-
sowie Wärmebehandlungse�ekt auf die Warmumformversuche zu
rechnen.
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Abbildung 3.4.: Vergleich der gemessenen Fliesskurvendaten bei 400 oC
und 500 oC mit den Daten aus Poletti et al. [61].
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3.3. Mathematische Modellierung des Warm�iessverhaltens

2. Wie ebenso eingangs aufgeführt, sind die Hauptlegierungselemen-
te der 6xxx-Legierungsgruppe Magnesium und Silizium in der
Legierung EN AW-6082 innerhalb relativ weiter Konzentrations-
bereiche nach DIN genormt. Die dadurch mögliche, signi�kante
Variation der chemischen Zusammensetzung der Legierungschar-
gen und der daraus resultierende variierende Anteil der verfes-
tigend wirkenden Mg2Si-Phase, trägt ebenso zur Erklärung der
Abweichung der Fliesskurvendaten bei.

3. Die Angleichung der Fliesskurven bei 500 oC und höheren Tempe-
raturen [60] kann durch die Löslichkeit derMg2Si-Ausscheidungen
bei diesen hohen Temperaturen gedeutet werden. Die bei dieser
Aluminiumlegierung massgeblich zur Verfestigung beitragenden
Mg2Si-Ausscheidungen lösen sich im Mischkristall auf. Verfesti-
gende Legierungsein�üsse verlieren ihre Wirkung, wodurch sich
Versetzungsverfestigung und dynamische Erholungs- und Rekris-
tallisationsprozesse weitestgehend ausgleichen.

3.3. Mathematische Modellierung des
Warm�iessverhaltens

Das Fliessverhalten metallischer Werksto�e lässt sich generell durch
eine mathematische Formulierung mit den Parametern Temperatur,
Umformgrad (Dehnung) und der Umformgeschwindigkeit (Dehnrate)
beschreiben. Während bei Kaltumformprozessen der Ein�uss der Tem-
peratur und Dehnrate auf das Fliessverhalten weitestgehend vernach-
lässigt wird und Verfestigung hauptsächlich dehnungsinduziert statt�n-
det, dominieren die beiden Parameter Temperatur und Dehnrate das
Warmumformverhalten. Zur Modellierung des Fliessverhaltens kommt
beim Strangpressen zumeist das Modell nach Sellars-Teggart oder nach
Zener-Hollomon zum Einsatz.
Beide Modelle beziehen hierbei den sogenannten Zener-Hollomon Pa-
rameter Z mit ein [97], wobei die Fliessspannung in Abhängigkeit von
Z beschrieben wird (3.4). Beim Zener-Hollomon Parameter handelt es
sich um eine durch eine Exponentialfunktion temperaturkompensier-
te Dehnrate, wobei mit Q die werksto�spezi�sche Aktivierungsenergie
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3. Beschreibung des Warm�iessverhaltens

und mit R die universelle Gaskonstante bezeichnet wird (3.5).

kf = f (Z (T; _")) (3.4)

Z = _" exp
�
Q
RT

�
(3.5)

Modell nach Sellars-Teggart
Das Modell nach Sellars-Teggart [77] verwendet einen hyperbolischen
Ansatz, um eine Beziehung zwischen dem Zener-Hollomon Parameter
Z und der Fliessspannung kf zu formulieren.

Z = A [sinh (�kf )]n (3.6)

kf =
1
�

sinh�1

"�
Z
A

� 1
n
#

=
1
�

sinh�1

"�
1
A

_" exp
�
Q
RT

�� 1
n
#

(3.7)

Eine Dehnungsabhängigkeit ist in diesem einfachen Ansatz nicht ent-
halten. Somit kann das Modell nur dehnungsunabhängig, beispielsweise
durch Verwendung der maximalen Fliessspannungen oder in Dehnungs-
bereichen mit konstanter Fliessspannung, angewendet werden. Bruni
et al. [11] nutzt dehnungsabhängige Modellparameter und substitu-
iert diese in Gleichung (3.7), um eine dehnungsabhängige Modellbe-
schreibung nach Sellars-Teggart zu erhalten. Ohne Berücksichtigung
einer Dehnungsabhängigkeit sind demnach die (konstanten) Parameter
fA;Q; �; ng zu bestimmen.

Modell nach Zener-Hollomon
Die als Zener-Hollomon Modell bezeichnete Formulierung lässt sich aus
dem Ansatz nach Sellars-Teggart nach Gleichung (3.6) ableiten. Wie in
Hochholdinger [27] beschrieben, lässt sich mit (�kf )� 1, sinh (�kf ) �
(�kf ) näherungsweise vereinfachen. Durch Umformulierung erhält man
damit aus Gleichung (3.7) den folgenden Ausdruck:

kf = B
�

_" exp
�
Q
RT

��m
(3.8)
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3.3. Mathematische Modellierung des Warm�iessverhaltens

Auch hierin ist keine direkte Abhängigkeit von der plastischen Dehnung
gegeben, die jedoch ebenfalls über dehnungsabhängige Modellparame-
ter phänomenologisch berücksichtigt werden könnte. Für das Modell
nach Zener-Hollomon müssen die Parameter fB;Q;mg bestimmt wer-
den. Ein weiterer Ansatz zur Berücksichtigung der Dehnung stellt das
Modell nach Tong dar.

Modell nach Tong
Das von Tong et al. [88] präsentierte Modell basiert auf der Formu-
lierung nach Zener-Hollomon nach Gleichung 3.8. Dieser Ansatz wird
von Tong et al. jedoch um zwei Terme erweitert, die einerseits ei-
ne Berücksichtigung der Dehnungsabhängigkeit und andererseits von
Entfestigungsprozessen, hervorgerufen durch dynamisch statt�ndende
Erholungs- und Rekristallisationsprozesse, erlauben. Das Modell ist wie
folgt formuliert:

kf = C _"m exp
�
Q
RT

�

�
h
1 + � exp

�
�c ("pl � "0)2

�i

�
h
1� � exp

�
�N"npl

�i
(3.9)

Der zweite Term, der zur Beschreibung von Entfestigungsvorgängen
dient, wird hier vernachlässigt. Zwar ist für manche Fliesskurven ein
entfestigendes Verhalten feststellbar, dieses müsste jedoch ebenfalls als
Funktion der Dehnrate und der Temperatur berücksichtigt werden, was
im Modellansatz allerdings nicht vorgesehen ist. Der dritte Term wird
hingegen weiterhin einbezogen, sodass dehnungsinduzierte Verfestigung
im Modell berücksichtigt werden kann.
Damit lässt sich das im Weiteren verwendete Zener-Hollomon Modell
mit der Erweiterung nach Tong mit den zu bestimmenden Modellpara-
metern fA;m;Q; �;N; ng entsprechend Gleichung (3.10) formulieren:

kf = C _"m exp
�
Q
RT

�
�
�
1� � exp

�
�N"npl

��
(3.10)
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Tabelle 3.2.: Ermittelte Parameter für die drei beschriebenen Fliesskur-
venmodelle.

Sellars-Teggart R2 = 0:965 A Q n �
7.963E+11 1.943E+5 3.811 0.038

Zener-Hollomon R2 = 0:972 B Q m
0.895 2.008E+5 0.121

Zener-Hollomon/Tong R2 = 0:971 C Q m � N n
0.907 2.442E+4 0.098 0.079 19.67 1.0

Modellauswertung und Vergleich
Ausgehend von den experimentellen Fliesskurvendaten wurden die Pa-
rameter der drei zuvor beschriebenen Fliesskurvenmodelle mittels der
Methode der kleinsten Fehlerquadrate iterativ ge�ttet. Zur Bestim-
mung der Parameter nach den Modellen von Sellars-Teggart und Zener-
Hollomon wurden die Fliessspannungen im Sättigungsbereich bei einer
plastischen Vergleichsdehnung "pl = 0:2 ausgewertet und verwendet
(siehe Abb. 3.3). Die Modelparameter sowie die aus der linearen Re-
gression ermittelten Bestimmtheitsmasse R2 sind in Tabelle 3.2 zusam-
mengefasst. Alle 3 Modelle beschreiben das Fliessverhalten hinreichend
genau, wobei das Zener-Hollomon Modell, gefolgt vom erweiterten Mo-
dell nach Tong die beste Übereinstimmung mit den experimentellen
Daten bietet.
Da grundsätzlich eine dehnungsabhängige Fliesskurvenapproximation
angestrebt wird, wird im Folgenden das Modell nach Tong verwendet.
Dazu sind in Abbildung 3.5 sowohl die experimentellen als auch die
modellierten Fliesskurven aufgetragen. Der Vergleich zeigt, insbeson-
dere für grössere Dehnungen ("pl > 0:2), eine gute Übereinstimmung
der Versuchs- und Modelldaten. Lediglich für sehr kleine Dehnraten
( _" = 0:2 1

s ) weicht das modellierte Verhalten mit fortschreitender plasti-
scher Dehnung zunehmend ab. Dies liegt an den vom gewählten Modell
nicht berücksichtigten temperatur- und dehnratenabhängigen Entfesti-
gungsvorgängen, die bei der genannten Dehnrate beobachtet werden
konnten.

Zusammenfassung des Kapitels
In diesem Kapitel wurde das Warm�iessverhalten des Aluminiumwerk-
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3.3. Mathematische Modellierung des Warm�iessverhaltens

sto�s EN AW-6082 de�niert, da die Modellierung der Reibung nicht
unwesentlich vom plastischen Verformungsverhalten des Materials ab-
hängt. Die für die Warmumformung metallischer Werksto�e wesent-
lichen Ein�ussparameter Temperatur und Dehnrate wurden mittels
Stauchversuchen am Umformdilatometer untersucht. Anhand üblicher
mathematischer Materialmodelle wurde das Werksto�verhalten ge�t-
tet, wobei schlussendlich eine dehnungsabhängige Formulierung nach
Zener-Hollomon/Tong für das weitere Vorgehen gewählt wurde. Zwi-
schen den experimentellen Daten und dem Modell konnte eine gute
Übereinstimmung erreicht werden.
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Abbildung 3.5.: Warm�iesskurven für die Aluminiumlegierung EN
AW-6082.
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4. Reibungsmodellierung bei
Warmumformprozessen

Zur allgemeinen Beschreibung der Reibung bestehen unterschiedliche
Reibmodellansätze. Neben makroskopischen empirischen Ansätzen exis-
tieren ebenfalls Beschreibungen, die auf physikalischen Grundlagen auf
der Mikroebene basieren. Auf Basis vorhandener Modelle wird im Fol-
genden ein Modellansatz entwickelt, der die prozessparameterabhängige
Beschreibung der Reibung, unter Einbeziehung der vorgestellten expe-
rimentellen Daten, zulässt. Im Anschluss daran wird eine regularisierte
Form des entwickelten Modells durch Verwendung des Shear-Friction
Ansatzes vorgeschlagen und in PF-Extrude implementiert.

4.1. Konventionelle Reibmodelle
Reibmodell nach Coulomb
Das heute als Coulomb’sche Reibmodell bezeichnete Modell zur Be-
schreibung der Reibung geht auf die experimentellen Untersuchungen
von Leonardo da Vinci, Guillaume Amontons und Charles Augustin
Coulomb zurück. Da Vinci und später Amontons [4] postulierten unab-
hängig voneinander, dass der Reibungswiderstand fester Körper abhän-
gig von der Ober�ächenbescha�enheit der berührenden Flächen, jedoch
unabhängig von der Grösse eben dieser ist, sowie proportional zur Last
zunimmt. Die von Coulomb [13] an einem selbstentwickelten Tribome-
ter durchgeführten Versuche erlaubten ihm die Ergebnisse von da Vinci
zu bestätigen. Die aus diesen Untersuchungen formulierten und nach
Amontons und Coulomb benannten Reibgesetze lassen sich wie folgt
zusammenfassen, sind heute jedoch nicht mehr oder nur noch einge-
schränkt gültig:

� Die Reibkraft hängt proportional von der Normalkraft ab.
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

� Die Reibkraft ist unabhängig von der scheinbaren Kontakt�äche.

� Die Reibkraft ist unabhängig von der Gleitgeschwindigkeit.

� Die Haftreibung ist grösser als die Gleitreibung.

Das Coulomb Reibmodell de�niert demnach die Reibschubspannung �r
(Reibkraft) in Abhängigkeit vom Anpressdruck p (Normalkraft) mit
dem Reibungskoe�zienten � als Proportionalitätskonstante.

�r = �p (4.1)

In den verwendeten makroskopischen Reibungskoe�zienten können wei-
terhin Informationen zur Temperatur T , der Relativgeschwindigkeit v,
der Rauigkeit Rz und etwaiger Schmiermittelein�üsse ein�iessen [5].
Das bedeutet, dass das Coulomb Reibmodell, obwohl es explizit nur
von der Normalkraft, respektive vom Anpressdruck abhängig ist, auch
eine funktionelle Beschreibung durch andere Parameter zulässt.

�r = �(T; v;Rz; :::)p (4.2)

Wird dieses Modell zur Beschreibung von Reibungsvorgängen verwen-
det, ist jedoch insbesondere für hohe Kontaktdrücke mit einer physika-
lisch inkorrekten Beschreibung der Reibung zu rechnen. Da sich die re-
sultierende Reibschubspannung proportional zum wirkenden Anpress-
druck verhält, ergibt sich für einen unendlich grossen Druck auch eine
ebenso unendlich grosse Reibspannung. Die maximal mögliche Reib-
spannung beträgt jedoch gerade der (Schub-)Fliessspannung des duk-
tileren Materials im Reibkontakt. Durch die Verwendung des Coulomb
Reibmodells kann es daher zu einer Überbewertung der Reibung beson-
ders bei hohen Drücken und Materialien mit dazu im Vergleich niedri-
ger Fliessspannung kommen, wie beispielsweise bei Warmumformpro-
zessen.

Reibmodell nach Coulomb-Orowan
Um diese Problematik der inkorrekten Reibungsbeschreibung bei hohen
Drücken durch das Coulomb-Modell zu umgehen, wurde von Orowan
[54] das als Coulomb-Orowan bezeichnete Reibmodell eingeführt.

�r = min (�p; �f ) (4.3)
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Bei niedrigen Drücken ist demnach das Coulomb-Modell gültig. Über-
schreitet jedoch die Reibspannung nach dem Coulomb-Modell die Fliess-
spannung des jeweiligen Materials wird die Reibspannung durch die
Schub�iessgrenze �f begrenzt.

Reibmodell nach Shaw
Bowden und Tabor zeigten auf [62], dass im Reibkontakt zwischen der
wahren Kontakt�äche Aw und der scheinbaren Kontakt�äche A0 unter-
schieden werden muss. Da sich die wahre Kontakt�äche in erster Nähe-
rung proportional zur wirkenden Normalkraft verhält, konnte nun mit
Hilfe der Adhäsionshypothese, wonach Reibung auf adhäsiven Wech-
selwirkungen im Kontakt beruht, gezeigt werden, dass die Reibkraft
unabhängig von der scheinbaren Kontakt�äche ist. Shaw berücksich-
tigt dies und de�niert sein Reibmodell, indem er die Schub�iessspan-
nung des Materials mit dem druckabhängigen Verhältnis aus wahrer
und scheinbarer Kontakt�äche skaliert [64].

�r =
Aw(p)
A0

� �f (4.4)

Unter der Wirkung von zunehmenden Ober�ächendrücken ebnet sich
die wahre Kontakt�äche immer weiter ein und die Reibspannung nä-
hert sich der festgelegten Schub�iessgrenze asymptotisch.

Shear-Friction Modell/Schubspannungsreibmodell
Während alle zuvor vorgestellten Reibmodelle eine direkte Druckab-
hängigkeit und teilweise eine Begrenzung auf die Fliessspannung im
Reibkontakt bei hohen Drücken aufweisen, stellt das Shear-Friction
Modell einen direkt auf die (Schub-)Fliessspannung des Materials be-
zogenen Ansatz dar. Das auch als Tresca-Modell bezeichnete Modell
de�niert die Reibspannung als Funktion der Schub�iessspannung �f
und dem Reibfaktor m.

�r = m�f (4.5)

Mit dem Reibfaktor m ist eine Kalibrierung des Reibverhaltens in-
nerhalb des unteren Grenzwertes m = 0 (reibungsfreies Gleiten) und
des oberen m = 1 (Schubdeformation) möglich. Zur Bestimmung der
Schub�iessspannung �ndet entweder die Fliessbedingung nach Tresca
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

oder wesentlich häu�ger die Fliessbedingung nach von Mises Verwen-
dung. Demnach kann die Schub�iessspannung wie folgt angegeben wer-
den:

�f =

(
kfp

3
von Mises

kf
2 Tresca

(4.6)

Das Shear-Friction Modell stellt in der Massivumformung das am wei-
testen verbreitete Modell zur Beschreibung von Reibungsein�üssen dar,
obwohl die experimentelle Bestimmung des Reibfaktors mit Schwierig-
keiten behaftet ist und deshalb in FE Simulationen meistens auf Erfah-
rungswerte oder reine Annahmen zurückgegri�en wird [93]. Abbildung
4.1 stellt die im Vorhergehenden vorgestellten Reibmodelle gra�sch im
Vergleich dar.

Coulomb

Shear Friction (m < 1)Shear Friction (m < 1)

Coulomb-Orowan, Shear Friction

Shaw

Normalkraft

R
ei

bk
ra

ft

Abbildung 4.1.: Gegenüberstellung der vorgestellten konventionellen
Reibmodelle.

4.2. Spezi�sche Reibmodellansätze für das
Strangpressen

Reibmodell nach Flitta-Sheppard
Das von Flitta und Sheppard aufgestellte temperaturabhängige Schub-
spannungsmodell wurde zur Reibungsbeschreibung im Rezipientenbe-
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reich erarbeitet. Durch den Abgleich der Presskraft in realen und si-
mulativen Strangpressprozessen wurde der entwickelte Ansatz validiert.
Von Flitta und Sheppard [20] wurde dabei ein linearer Zusammenhang
zwischen Reibfaktor und Temperatur im Temperaturbereich zwischen
300�C und 450�C entwickelt. Mit steigender Temperatur nimmt dabei
ebenfalls der mittlere Reibfaktor m zu.

m = A+BT (4.7)

Darüber hinaus wird von Flitta und Sheppard [21] ein weiteres empiri-
sches, mit dem Schubspannungsreibmodell kombiniertes, generalisiertes
Reibmodell für FE-Simulationen präsentiert.

m�Ln = [a+ �n ln (Zd=A) + b]�Ln�1
(4.8)

Darin wird versucht den Ein�uss der Temperaturänderung des Werk-
sto�s, während des Pressvorgangs auf die ˜nderung der Reibung zu
übertragen. Der mittlere Reibfaktor variiert mit der inkrementellen ˜n-
derung der Stempelposition �Ln, die indirekt als Funktion des Zener-
Hollomon Parameters berücksichtigt wird. Der Zener-Hollomon Pa-
rameter Zd wird hierbei als Durchschnittswert über alle Dehnraten
ln( _") > 0:5 innerhalb des FE-Modells berechnet. Mittels dieser Restrik-
tion wird der Temperaturein�uss auf die Reibung lediglich in Bereichen
hoher Deformationsraten berücksichtigt. �, n und A sind Parameter des
Sellars-Teggart Modellansatzes (siehe Gleichung (3.6)), während a und
b Konstanten des Reibmodels darstellen.

Reibmodell nach Saha
Ausgehend von den von Abtahi et al. [3] beschriebenen Kontaktzonen
(Haft-, Übergangs- und Gleitzone), die sich je nach Länge und Konizi-
tät des Presskanals und damit des Druckgradienten auf der Lau�äche
ausbilden können, wurde von Saha et al. [70] ein entsprechendes Reib-
modell erarbeitet. Ausgehend von der Annahme, dass sich der Reibkon-
takt in einen Haft�ächenanteil A1 und Gleit�ächenanteil A2 separieren
lässt, ist die Gesamtreibkraft wie folgt de�niert:

FR = (m1A1 +m2A2)
kfp

3
(4.9)
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

Für den Fall der vollständigen Schubdeformation im Haftbereich m1 =
1 lässt sich die globale Reibspannung im Presskanal berechnen:

�r =
�

A1

A1 +A2
+m2

A2

A1 +A2

�
kfp

3
(4.10)

Ein Vorteil des Modells gegenüber dem herkömmlichen Schubspan-
nungsreibmodell ist die Möglichkeit innerhalb des Presskanals zwei
Reibfaktoren zu de�nieren und diese über die Flächenanteile zu ge-
wichten. Dazu ist jedoch die Kenntnis über die (mittlere) Separierung
zwischen Haft- und Gleitzone von Bedeutung, die je nach Matrizen-
und Presskanalgeometrie stark variiert. Somit ist die Bestimmung der
Reibfaktoren sowie der Flächenanteile dieses erweiterten Schubspan-
nungsmodells ebenfalls an Erfahrungswerte oder Annahmen geknüpft.

Reibmodell nach Ma
Das von Ma et al. [45] entwickelte Reibmodell beschreibt den Zusam-
menhang zwischen der Reibung im Bereich der Strangpressmatrize und
dem Ober�ächendruck in Abhängigkeit von geometrischen Randbedin-
gungen wie dem Presskanalwinkel und dessen Länge, aufbauend auf
dem Modell von Challen und Oxley [12]. Bei diesem handelt es sich um
eine weiterentwickelte Methode zur Beschreibung der Reibung auf Rau-
igkeitsniveau durch ein Fliesslinienmodell. Der dazu eingeführte Reib-
faktor fadh de�niert das Verhältnis aus Grenz�ächenadhäsion �adh und
Fliessschubspannung des weicheren Materials.

fadh =
�adh
�f

(4.11)

Neben dem adhäsiven Anteil setzt sich die Gesamtreibung auch durch
die plastische Deformation des weicheren Materials durch die Rauig-
keitshügel und deren Geometrie zusammen.
Von Ma et al. wird dazu ein Rauigkeitsmodell für die Matrizenober-
�äche verwendet, während das Pressmaterial als ideal glatt und ideal-
plastisch betrachtet wird. In Bereichen niedrigen Ober�ächendrucks ist
die Reibkraft als Summe der plastischen Deformationskräfte zur Umfor-
mung (Mikrop�ügen) des Pressmaterials durch die einzelnen Rauheiten
de�niert. Die Reibkraft wird in Bereichen höherer Drücke durch die,
auf die wahre Kontakt�äche bezogene Schub�iessspannung limitiert.
Durch die im Rahmen des Rauigkeitsmodells vorgesehene Möglichkeit
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zur druckabhängigen Bildung von Clustern einzelner Rauheiten, kann
Stick-Slip-Verhalten zwischen der Werkzeugober�äche und dem Werk-
stück vorhergesagt werden. Der Ansatz wird beispielsweise von de Rooij
[14] angewandt, um über einen weiterführenden Ansatz die Anzahl der
adhäsiven Anhaftungen und damit die Qualität des gepressten Pro�ls
vorherzusagen. Eine mathematische Beschreibung des Rauigkeits- und
Reibungsmodells wird in [44, 46] gegeben. Aufgrund des komplexen Ge-
samtmodells, der einhergehenden numerischen Instabilitäten sowie des
grossen Rechenzeitbedarfs wird das Modell als kaum praktikabel für
den Einsatz in FE-Simulationen zur Modellierung des Kontaktes ange-
sehen [44, 93].

Reibmodell nach Hora
Ausgehend von den Tribo-Torsion-Tests (B) wurde von Hora et al.
[31] ein druck- und geschwindigkeitsabhängiges Reibmodell mit tem-
peraturabhängigen Parametern vorgeschlagen. Durch die Verwendung
einer Sättigungsfunktion (Hockett-Sherby-Ansatz) werden die mittels
des Schubspannungsmodells berechneten druck- und geschwindigkeits-
abhängigen Reibfaktoren ge�ttet:

m = m0 +
�
A� (A�B) exp

�
�q
�
p
p0

�n��
�
�
v
v0

�k
(4.12)

A, B, m0, q, n und k sind die temperaturabhängigen Parameter des
Modells, während p0 = 250 MPa und v0 = 8 mm

s Modellkonstanten dar-
stellen.

Reibmodell nach Sanabria
Ein auf experimentellen Reibversuchsdaten basierendes Modell stellt
der Ansatz nach Sanabria et al. [73] dar. Die Reibspannung wird hier-
bei als Funktion der Prozessparameter Temperatur T, Druck p und
Geschwindigkeit v beschrieben. Hierzu wurde eine Sättigungsfunktion
gewählt, die sowohl durch eine untere �min = 0:2�f als auch obere
Schranke �max = �f begrenzt ist.

�r(T; v; p) = �max +
�min � �max

1 + (p=
(T ))�
(4.13)

Der Temperaturein�uss wird hierbei einerseits über die temperaturab-
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

hängige Funktion 
(T ) mit den Parametern 
1 und 
2 als auch über
die Schub�iessspannung �f (T; _"; ") berücksichtigt.


(T ) = 
1T + 
2 (4.14)

Die nach der Fliessbedingung nach v. Mises berechnete Schub�iess-
spannung wird wiederum aus dem Ansatz nach Sellars-Teggart (siehe
Gleichung (3.7)) bestimmt. Zudem wird ein temperatur- und geschwin-
digkeitsabhängiges Dehnratenmodell mit den Parametern a, b und c
verwendet, um insbesondere den Ein�uss der Geschwindigkeit auf die
sich einstellende Reibspannung zu berücksichtigen.

_" = A
�

expv=A�1
�
; A = a+ b exp�T=c (4.15)

Die Einbindung des Modells innerhalb von Subroutinen in der kom-
merziellen Software DEFORM 3D ermöglicht die Beschreibung der
Reibung in Abhängigkeit der thermo-mechanischen Belastungen am
diskretisierten FE-Modell. Im Gegensatz zu den zuvor beschriebenen
Ansätzen erlaubt dieses Modell entsprechend dem FE-Netz eine lokale
Beschreibung und Variation der Reibung gemäss den durch die Pro-
zessparameter gegebenen Kontaktbedingungen. Als Validierungswerk-
zeuge wurden Matrizeneinsätze unterschiedlicher Konizität eingesetzt.
Im Vergleich zur häu�gen Annahme der vollständigen Schubdeformati-
on, d.h. �r = �f , im Bereich des Presskanals, konnten mit dem Modell
gute Übereinstimmungen zwischen simulativen und realen Ergebnissen
erzielt werden. Eine genaue Darstellung des Modells, der Validierungs-
werkzeuge und der Ergebnisse wird von Sanabria et al. [73] gegeben.

4.3. Reibmodellansatz basierend auf den
Tribo-Torsion-Tests

4.3.1. Modellansatz
Die in Kapitel 2 beschriebenen Tribo-Torsion-Tests dienen als experi-
mentelle Grundlage zur Entwicklung eines temperatur-, druck- und ge-
schwindigkeitsabhängigen Reibmodells. Insbesondere der Ein�uss des
Drucks und der Temperatur auf die sich einstellende Reibspannung hat
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4.3. Reibmodellansatz basierend auf den Tribo-Torsion-Tests

sich als signi�kant herausgestellt, während der Ein�uss der Relativge-
schwindigkeit als eher gering betrachtet werden muss.
Der von Hora et al. [31] gewählte Hockett-Sherby Ansatz dient als
Grundlage zum Aufbau des Modells. Im Vergleich dazu werden die ex-
perimentell ausgewerteten Reibspannungen jedoch direkt als Stützstel-
len zur Modellierung herangezogen. Der allgemeine Ansatz von Hockett
und Sherby [28], der herkömmlicherweise zur Approximation von Fliess-
kurven dient, kann wie folgt geschrieben werden, wobei �max und �min
die obere, beziehungsweise untere Schranke bezeichnen, q und n Para-
meter des Modells darstellen und p0 eine Konstante ist.

�r = �max � (�max � �min) exp
�
�q
�
p
p0

�n�
(4.16)

Abbildung 4.2 veranschaulicht die Flexibilität des Ansatzes. Durch Va-
riation der Sättigungsrate q und des Exponenten n kann die Steigung
der Funktion beliebig eingestellt sowie der Kurvenverlauf verschoben
werden. Insbesondere ist ein S-Kurvenverlauf für n > 1 einstellbar. Da,
wie in Abbildung 2.25 aufgezeigt, eine Abschwächung des Druckein-
�usses auf die Reibspannung experimentell festgestellt werden konnte,
scheint sich dieser Hockett-Sherby Ansatz qualitativ dafür zu eignen
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Abbildung 4.2.: Ein�uss der Parameter n und q auf die Flexibilität des
Hockett-Sherby Ansatzes innerhalb der oberen und un-
teren Schranke �max und �min.
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

die Druckabhängigkeit zu beschreiben. Der Ansatz zur Beschreibung
des minimalen Ein�usses der Relativgeschwindigkeit wird aus dem iso-
thermen Modell nach Hora et al. [31] übernommen und mit dem Po-
tenzansatz ( vv0

)w mit der Konstante v0 = 50 mm
s berücksichtigt.

Der Ein�uss der Temperatur wird im Modell hingegen auf zwei Arten
einbezogen. Wie die experimentellen Daten zeigen, ist eine Abnahme
der Reibspannung mit ansteigender Temperatur festzustellen, was wie-
derum durch die Abnahme der Fliessspannung zu begründen ist. Ande-
rerseits ist bekannt, dass die adhäsive Neigung des Aluminiums, bzw.
dessen Legierungen mit steigender Temperatur zunimmt (siehe Kapitel
2.4.2). Beide Faktoren wirken damit gegenläu�g aufeinander ein. Der
temperaturabhängige adhäsive Ein�uss auf die Reibung wird ebenfalls
über einen Potenzansatz ( TT0

)z mit der Konstanten T0 = 660 oC berück-
sichtigt. Der Temperaturein�uss auf die materialspezi�sche Fliessspan-
nung wird hingegen durch die Parameter �max und �min mit einbezo-
gen. Dadurch können die obere und untere Schranke der ursprünglichen
Hockett-Sherby Formulierung temperaturabhängig festgelegt werden.
Durch Einbeziehung des Schubspannungsreibmodells werden �max und
�min innerhalb der physikalischen Grenzen 0 � m � 1 bestimmt. Mit
dem Maximalwert des Reibfaktors m = 1 ergibt sich für die obere
Schranke

�max =
kf (T; _"; "pl)p

3
(4.17)

sowie mit m = 0:2 für die untere Schranke

�min = 0:2 �
kf (T; _"; "pl)p

3
: (4.18)

Die Bestimmung der Reibfaktoren zu m = 0:2 und m = 1 sind Annah-
men, die jedoch zur Festlegung des eingrenzenden Spannungsbereichs
sinnvoll erscheinen. Die Auswertung der Fliessspannung erfolgt tempe-
raturabhängig und im Weiteren für die angenommene Maximaldehn-
rate _" = 1000 1

s sowie die Dehnung "pl = 0:2 nach dem in Kapitel 3.3
approximierten Zener-Hollomon Modell nach Tong. Für die Wahl der
Dehnung ist anzumerken, dass nur für sehr kleine plastische Dehnun-
gen Verfestigung feststellbar ist und ab der gewählten Dehnung kein
weiterer Ein�uss derselben auf das Warmumformverhalten aufgrund
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4.3. Reibmodellansatz basierend auf den Tribo-Torsion-Tests

der dynamisch statt�ndenen Entfestigungsvorgänge zu beobachten ist
((vgl. Kapitel 3.2.3)). Die Wahl der Dehnrate ist zum einen dadurch zu
begründen, dass innerhalb einer sehr dünnen, wachsenden und anhaf-
tenden Schicht (1� 2�m) und angrenzend daran die statt�ndende Ab-
scherung beobachtet werden konnte (vgl. Kapitel 2.4.1). Dies bedingt
sehr hohe Scherraten zwischen der beschichteten Werkzeugober�äche,
beziehungsweise dem Haft�lm und dem Probenmaterial.
Zum anderen ist durch die Einstellung der Dehnrate zu _" = 1000 1

s
eine gute Begrenzung der Versuchsdaten zu erreichen. Dazu ist in Ab-
bildung 4.3 die Einschränkung der Versuchsdaten durch die tempera-
turabhängigen Grenzen �max und �min dargestellt. Die Aufspreizung
der Reibspannungsdatenpunkte entlang der Isothermen ist grösstenteils
der Variation des Anpressdrucks und in geringerem Masse der Relativ-
geschwindigkeit geschuldet. Während die Versuchsdaten im niederen
Reibspannungsbereich direkt von der minimalen Grenzkurve �min be-
randet werden, verläuft die Grenzkurve �max deutlich oberhalb der ex-
perimentellen Datenpunkte. Damit kann erreicht werden, dass die nach
Abbildung 2.27 eintretende Sättigung im höheren Druckbereich zu hö-
heren Drücken extrapoliert werden kann. So ist zwar für p = 48 MPa
und 60 MPa der Beginn einer Sättigung deutlich zu erkennen, jedoch
sind Versuche mit höheren Anpressdrücken aufgrund der experimentel-
len Anlagenrestriktionen nicht durchführbar.
Das entwickelte Modell ist nachfolgend mit den Parametern �max, �min,
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Abbildung 4.3.: Obere und untere temperaturabhängige Begrenzung
der Versuchsdaten durch �max und �min.
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

q, n, w und z sowie den Konstanten p0 = 100 MPa, v0 = 50 mm
s und

T0 = 660 oC gesamthaft dargestellt. Während der Ein�uss des Ober-
�ächendrucks mittels der Hockett-Sherby Formulierung innerhalb der
Grenzen �max und �min ausgewertet wird, wird der Ein�uss der Rela-
tivgeschwindigkeit und der Temperatur auf die Reibspannung über die
beiden Potenzfunktionen skaliert.

�r =
h
�max � (�max � �min) exp

�
�q
�
p
p0

�n�i�
v
v0

�w �
T
T0

�z
(4.19)

4.3.2. Bestimmung der Modellparameter
Die aus den experimentell bestimmten, gemittelten Reibmomenten be-
rechneten Reibspannungen dienen als Stützstellen zur Approximation
durch das entwickelte Reibmodell gemäss Gleichung (4.19). Die zur
Bestimmung der temperaturabhängigen Schranken �max und �min be-
nötigte Fliessspannung wird gemäss dem Zener-Hollomon Modell nach
Tong (siehe Gleichung (3.10)) sowie den in Tabelle 3.2 aufgeführten Pa-
rametern berechnet. Durch den Fit werden die Modellparameter q, n, w
und z beschichtungsabhängig erhalten. Diese sind in Tabelle 4.1 aufge-
führt. Die aus den Regressionsanalysen resultierenden Bestimmtheits-
masse R2 variieren für die 3 Parametersätze zwischen 0.98 und 0.99.
Die korrigierten Bestimmtheitsmasse �R2 variieren für das von den drei
unabhängigen Variablen T , p und v de�nierte Modell und den Stützstel-
len ebenfalls zwischen 0.98 und 0.99. Somit kann die Güte des Modells
zur Beschreibung der Ein�ussfaktoren als sehr gut bezeichnet werden.
Ebenso ist in Abbildung 4.4 in einem Streudiagramm die Abweichung
der vom Modell vorhergesagten Werte von den experimentellen Stütz-
stellen aufgetragen. Der Grossteil der Datenpunkte liegt deutlich in-
nerhalb der eingezeichneten �10 % -Fehlermarkierungen. Der maximale
Absolutfehler einzelner Ausreisser beträgt � j11:5 %j.

82



4.3. Reibmodellansatz basierend auf den Tribo-Torsion-Tests

Tabelle 4.1.: Ermittelte Parameter des Reibmodells für die drei unter-
suchten Beschichtungen und die Legierung EN AW-6082.

q n w z p0 v0 T0
Beschichtung TiN 6.079 1.792 0.041 0.612 100 50 660
Beschichtung Al2O3 6.884 1.674 0.039 0.673 100 50 660
Nitrierschicht 8.409 1.629 0.020 0.837 100 50 660
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Abbildung 4.4.: Streudiagramm der experimentellen und modellierten
Reibspannungen für die drei Schichtsysteme.
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

4.3.3. Auswertung des Reibschubspannungsmodells

In Abbildung 4.5, 4.6 und 4.7 sind sowohl die jeweiligen Versuchser-
gebnisse als auch die Auswertungen des Reibschubspannungsmodells
für die drei Beschichtungssysteme nach Tabelle 4.1 aufgetragen. Aus
Gründen der Übersichtlichkeit sind die Diagramme entsprechend den
vier experimentell untersuchten Anpressdrücken separiert und die Reib-
spannungen bezüglich der Temperatur und der Relativgeschwindigkeit
eingezeichnet. Auch hierin lässt sich eine gute Übereinstimmung der ge-

p = 15 MPa p = 32 MPa

p = 48 MPa p = 60 MPa

Abbildung 4.5.: T; p; v - abhängiges Schubspannungsmodell für die Be-
schichtung Al2O3 gemäss den Gleichungen 4.17, 4.18,
4.19.
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�tteten Modellfunktion mit den Versuchsdaten beobachten. Allgemein
lässt sich feststellen, dass die Reibspannungen mit steigendem Druck
ebenfalls zunehmen. Darüber hinaus lässt sich für alle drei Systeme fest-
stellen, dass der Temperaturein�uss auf die Reibschubspannung mit
zunehmendem Druck ebenfalls zunimmt. Modellseitig lässt sich dies
durch die Kopplung der Temperatur an �max und �min innerhalb der
druckabhängigen Hockett-Sherby Formulierung und des Weiteren vom
druckunabhängigen, jedoch temperaturabhängigen Potenzansatz erklä-
ren.

p = 15 MPa p = 32 MPa

p = 48 MPa p = 60 MPa

Abbildung 4.6.: T; p; v - abhängiges Schubspannungsmodell für die Be-
schichtung TiN gemäss den Gleichungen 4.17, 4.18,
4.19.
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Die Versuche zeigen ein entsprechendes Verhalten, das auf das Anstei-
gen des adhäsiven Reibungscharakters bei hohen Drücken und damit
auch einer grösseren Temperaturabhängigkeit zurückzuführen ist. Eine
druck- oder temperatursensitive Beein�ussung der Geschwindigkeitsab-
hängigkeit der Reibspannung ist im Modell nicht vorgesehen und auch
anhand der experimentellen Daten nicht detektierbar. Es ist jedoch
darauf hinzuweisen, dass der untersuchte Geschwindigkeitsbereich, auf-
grund der erwähnten Restriktionen, eher klein gewesen und im unteren
technisch interessanten Bereich gewählt worden ist.

p = 15 MPa p = 32 MPa

p = 48 MPa p = 60 MPa

Abbildung 4.7.: T; p; v - abhängiges Schubspannungsmodell für die Ni-
trierschicht gemäss den Gleichungen 4.17, 4.18, 4.19.
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4.3.4. Diskussion
Zur Verdeutlichung der Ein�üsse der einzelnen Prozessparameter Be-
schichtungstyp, Geschwindigkeit und Temperatur auf die ebenso druck-
abhängige Reibschubspannung eignen sich zweidimensionale Schnitt-
darstellungen. Den Ein�uss des Beschichtungstyps Al2O3, bzw. TiN
und der Nitrierschicht unter ansonsten konstanten Bedingungen (T =
500 oC, v = 10 mm

s ) stellt Abbildung 4.8 dar. Durch den Einsatz von
Beschichtungen ist eine Minimierung der Reibspannung im niederen
Druckbereich um bis zu 20 % bezüglich der Nitrierschicht experimen-
tell detektierbar (vgl. Kapitel 2.4.5). Modellseitig lässt sich diesbezüg-
lich eine Verringerung der Sättigungsrate q und Erhöhung des Expo-
nenten n für die beiden CVD-Beschichtungen feststellen, die in einer
Ab�achung der Kurve hin zu höheren Drücken resultieren. Die TiN Be-
schichtung weist hierbei im untersuchten Druckbereich das günstigste
Reibverhalten auf, bevor die Reibspannungen der jeweiligen Beschich-
tungen für höhere Drücke in den durch �max de�nierten Sättigungszu-
stand übergehen. Es ist anzumerken, dass es sich für Drücke unterhalb
von p = 15 MPa und oberhalb von p = 60 MPa um Modellextrapola-
tionen handelt.

0 20 40 60 80 100
0

10

20

30

40

50

60

E
xt

ra
po

lie
rt

E
xt

ra
po

lie
rt

T = 500°C
v = 10 mm/s

Anpressdruck [MPa]

R
ei

bs
pa

nn
un

g 
[M

P
a]

 

 

TiN
Al

2
O

3

Nitriert

Abbildung 4.8.: Ein�uss der Beschichtung auf die druckabhängige
Reibspannung unter konstanten Temperatur- und Ge-
schwindigkeitsbedingungen.

Im Weiteren werden für die Modellparameter der Nitrierschicht die je-
weiligen Ein�üsse der Relativgeschwindigkeit und Temperatur beispiel-
haft in Abbildung 4.9, beziehungsweise 4.10 (links) dargestellt. Mit zu-
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Abbildung 4.9.: Ein�uss der Relativgeschwindigkeit auf die druckab-
hängige Reibspannung bei konstanter Temperatur be-
züglich der Nitrierschicht (links), Ein�uss des Po-
tenzansatzes ( vv0

)w (rechts).

nehmender Relativgeschwindigkeit nimmt ebenso die Reibschubspan-
nung zu, die über den Faktor ( vv0

)w skaliert wird. Der Reibspannungs-
anstieg ist jedoch minimal ausgeprägt (vgl. Kapitel 2.4.3) und korreliert
auch mit den Ergebnissen von Sanabria et al. [72]. Zur Verdeutlichung
ist in Abbildung 4.9 (rechts) der Ein�uss des geschwindigkeitsabhän-
gigen Potenzansatzes auf das Modellverhalten für alle 3 Schichttypen
abgebildet. Der Faktor skaliert um 1 und steigt mit zunehmender Ge-
schwindigkeit an. Der Grenzwert v = 0 mm

s wird FE-seitig separat ge-
handhabt.
Aus Abbildung 4.10 (links) wird der modellierte Temperaturein�uss be-
züglich der Nitrierschicht auf die Reibspannung ersichtlich. Mit zuneh-
mender Temperatur nimmt die Reibspannung ab, die einerseits durch
die Modellberandungen �max und �min als auch durch den Potenzan-
satz ( TT0

)z bestimmt wird. Dieser zweite, temperaturabhängige Faktor
dient insbesondere zur Beschreibung adhäsiver Reibungse�ekte. Abbil-
dung 4.10 (rechts) stellt dazu den Skalierungsfaktor als Funktion der
Temperatur dar. Dieser steigt mit zunehmender Temperatur an und
variiert nur minimal für die drei untersuchten Beschichtungstypen. Da
( TT0

)z < 1 im eingezeichneten Temperaturbereich ist, wird dadurch das

88



4.3. Reibmodellansatz basierend auf den Tribo-Torsion-Tests

0 20 40 60 80 100
0

10

20

30

40

50

60

Anpressdruck [MPa]

R
ei

bs
pa

nn
un

g 
[M

P
a]

 

 
E

xt
ra

po
lie

rt

E
xt

ra
po

lie
rt

v = 10 mm/s

400°C
450°C
500°C

350 400 450 500 550
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

Temperatur [°C]

(T
/T

0)z  [-
]

 

 

TiN
Al

2
O

3

Nitriert

Abbildung 4.10.: Ein�uss der Temperatur auf die druckabhängige Reib-
spannung bei konstanter Geschwindigkeit bezüglich
der Nitrierschicht (links), Ein�uss des Potenzansat-
zes ( TT0

)z (rechts).

Gesamtmodell um den entsprechenden Betrag reduziert.
Ausgehend vom ge�tteten Schubspannungsmodell (siehe Gleichung 4.19)
lassen sich durch Nutzung des CoulombModells sowie des Shear-Fricton
Ansatzes weitere Aussagen tre�en. Die damit von den Ein�ussgrössen
Temperatur, Druck und Geschwindigkeit abhängigen Modellparameter
lassen sich wie folgt beschreiben. Für das Coulomb Modell lässt sich
der Reibungskoe�zient �(T; v; p) zu

�(T; v; p) =
�r(T; v; p)

p
(4.20)

de�nieren, während sich der Reibfaktor, bezüglich der oberen Schranke
�max wie folgt berechnen lässt:

m(T; v; p) =
�r(T; v; p)

�max(T; _" = 1000; " = 0:2)
(4.21)

Durch den Bezug auf �max erfolgt eine Rückskalierung der Reibschub-
spannungen auf die maximal angenommene Schub�iessspannung ent-
sprechend der zuvor gewählten Dehnrate und Dehnung. Dieser Ansatz
wird auch imWeiteren zur Modellimplementierung weiterverfolgt (siehe
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Kapitel 4.4). Abbildung 4.11 zeigt nun den druck- und temperaturab-
hängigen Ein�uss auf die Reibmodellparameterm (links) und � (rechts)
auf. Im Gegensatz zu den Reibspannungen ist für den Reibfaktor m
ein Anstieg mit der ebenfalls ansteigenden Temperatur zu beobachten.
Dies wird im direkten Vergleich mit Abbildung 4.10 (links) deutlich.
Während sich bezüglich der modellierten Reibspannungen temperatur-
bedingte Festigkeitsänderungen sowie Adhäsionse�ekte gegenseitig be-
ein�ussen, können durch die Auswertung des Reibfaktors temperatur-
bedingte Festigkeitsänderungen ausgeschlossen werden. Somit ist der
Anstieg des Reibfaktors mit zunehmender Temperatur einzig auf eine
˜nderung der tribologischen Kontaktbedingungen durch begünstigte
Adhäsionsvorgänge zurückzuführen. Qualitativ vergleichbare Ergebnis-
se zur Temperaturabhängigkeit des Reibfaktors wurden beispielsweise
von Flitta und Sheppard [20] präsentiert.
Auch die Auswertung des Coulomb’schen Reibungskoe�zienten � zeigt
eine signi�kante Druck- und Temperaturabhängigkeit. Der Reibungs-
koe�zient nimmt mit zunehmendem Druck und zunehmender Tempe-
ratur stetig ab. Auch dies deckt sich qualitativ mit den Ergebnissen
von Ma et al. [46], der mittels seines Rauigkeiten-Reibmodells die vor-
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Abbildung 4.11.: Ein�uss der Temperatur auf den druckabhängigen
Reibfaktor (links), bzw. den druckabhängigen Rei-
bungskoe�zienten (rechts) bei konstanter Geschwin-
digkeit bezüglich der Nitrierschichtparameter.
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her genannten Zusammenhänge aufzeigen konnte. Schlussendlich ist aus
der angewandten Modellierung und unter Einbeziehung konventioneller
Reibmodelle zu erkennen, dass die Annahme konstanter Reibwerte m,
beziehungsweise � für variierende Belastungszustände eine sehr starke
Vereinfachung der realen Zustände darstellt. Insbesondere die Ein�uss-
faktoren Temperatur, beziehungsweise Druck sollten zur genauen Rei-
bungsbeschreibung berücksichtigt werden, wie es beispielsweise eben-
falls von Flitta und Sheppard [20], Petersen et al. [58], beziehungsweise
Wang et al. [92] hervorgehoben wird.

4.4. Modellimplementierung in PF-Extrude

Das FE-Programm PF-Extrude basiert auf der Entwicklung von Press-
Form zur Simulation von Massivumformprozessen mittels einer ALE
Formulierung durch Tong [86] am IVP. PF-Extrude ist eine Weiter-
entwicklung, die die gesamtheitliche Simulation des Füllprozesses des
Strangpresswerkzeuges sowie des sich daran anschliessenden Pressvor-
gangs umfasst. Die Grundlage dazu bildet die Vorvernetzung des ge-
füllten Werkzeuges sowie des Pro�lanfangsstücks mit Tetraederelemen-
ten. Die Elemente innerhalb des Werkzeuges werden zu Beginn der
Simulation deaktiviert und erst durch den entsprechenden Material-
�uss, beziehungsweise das berechnete Geschwindigkeitsfeld aktiviert.
Nach komplettem Au�üllen der vorgegebenen Werkzeugstruktur wird
die sich einstellende Pro�lstruktur durch Generierung neuer Elemente
im Sinne einer UL-Berechnung aufdatiert. Eine genaue Beschreibung
der Simulationstechnik, der Elementformulierung sowie Beispiele sind
in Tong et al. [87] dokumentiert. Ein wesentlicher Vorteil dieser Si-
mulationsstrategie ist, dass das ortsfeste Werkstücknetz sehr genau an
die Werkzeugkontur während des Vernetzens angepasst werden kann.
Somit können um scharfe Kanten und Ecken ebenfalls stabile Kontakt-
bedingungen eingestellt werden.

Allgemeine Reibungsimplementierung in PF-Extrude
Reibkräfte stellen passive Kräfte dar, die durch die Relativbewegung
des Materials an der Werkzeugober�äche und den Kontaktbedingungen
induziert werden und entgegen der Bewegungsrichtung wirken. Nimmt
die Relativgeschwindigkeit stark ab und bildet sich eine Haftbedingung
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4. Reibungsmodellierung bei Warmumformprozessen

aus (v = 0), kann weder der Betrag noch die Richtung der angreifen-
den (Haft-) Reibkraft bestimmt werden. Insbesondere um die Nulllage
kann es zu einem Wechsel der Wirkrichtung der Reibkraft und somit
zu numerischen Instabilitäten während der Iterationen kommen. Ein
verbreiteter Ansatz stellt die Einführung einer Glättungsfunktion um
die Nulllage nach Chen und Kobayashi (siehe Durham et al. [18]) für
das Coulomb Reibmodell dar. vmin steht für eine positive Konstante,
über die der Grad der Glättung eingestellt werden kann.

�r = ��p
�

2
�

arctan
�
jvj
vmin

��
v
jvj

(4.22)

Abbildung 4.12 (links) stellt den Glättungsansatz um die Nulllage gra-
phisch dar. Hierbei wird jedoch nicht zwischen Haft- und Gleitreibung
(�Haft � �Gleit) in v = 0 di�erenziert. Die Anwendung dieser Glät-
tungsfunktion erfordert für jeden Knoten die Suche nach der zur Kno-
tenverschiebung kompatiblen Reibkraft [34].
Ein diesen Ansatz gewissermassen umkehrendes Modell stellt das von
Karadogan et al. [36] vorgestellte Federmodell dar (siehe Abbildung
4.12 (rechts)). Insbesondere für grosse Reibkräfte, wie sie bei Massiv-
umformprozessen auftreten können, ist es sinnvoll die Verschiebungen
ut anhand der wirkenden Reibkräfte zu bestimmen. Stick-Slip - so-
wie numerische Instabilitäten durch die nachträgliche Einbeziehung der
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Abbildung 4.12.: Einführung einer Glättungsfunktion um die Nullla-
ge (links), schematische Darstellung des eingeführten
Federmodells (rechts).
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Reibkräfte können durch die direkte Einbindung der Reibung in die
Stei�gkeitsmatrix unterbunden werden [36]. Dazu wird entsprechend
dem Modell an jedem Ober�ächenknoten eine nichtlineare Feder zur
Stabilisierung der Berechnung eingefügt. Die Stei�gkeitsgleichung

K�ut = F (4.23)

wird durch die eingeführte Federstei�gkeit K� erweitert.

(K +K�) �ut = F � (4.24)

Während die Reibkraft standardmässig über die äussere Kraft F be-
rücksichtigt wird, wird diese nun direkt über die Federstei�gkeit K�
einbezogen. � bezeichnet einen Schwellwert zur Vermeidung numeri-
scher Instabilitäten und wird auf � = 10�4 gesetzt.

K� =

(
�rA=�ut�1 �ut�1 � �
�rA=� sonst

(4.25)

Der entscheidende Unterschied zum erwähnten Glättungsansatz ist,
dass die wirkende Reibkraft verharrt, sobald die Knotenverschiebung
abnimmt. Dadurch können Fluktuationen der Wirkrichtung der Reib-
kraft vermieden und die numerische Berechnung stabilisiert werden.
Eine Zusammenfassung zur Iteration des Gleichgewichtes unter Berück-
sichtigung der Reibung in PF-Extrude ist im Anhang (A.4) gegeben.

Regularisiertes Reibmodell
Bekannterweise kann die gewählte Elementgrösse, beziehungsweise die
Netzfeinheit der diskretisierten Modellstruktur das Simulationsergeb-
nis beein�ussen. Der Netzverfeinerung und damit der Anzahl der Ele-
mente sind jedoch Grenzen gesetzt, sollen die Modellgrösse, die Simu-
lationszeit und der Hardwareeinsatz ebenfalls gewisse Grenzen nicht
überschreiten. Eine indirekt von der Elementgrösse abhängige Variable
stellt die Dehnrate (Scherrate) dar, deren Ein�uss, neben der Tempera-
tur, auf das plastische Verformungsverhalten bei Warmumformprozes-
sen signi�kant ist. Betrachtet man den Presskanal einer realen Strang-
pressmatrize, ist keine gleichförmige Durchströmung durch das Press-
material über den Querschnitt zu erwarten. Durch die Wandreibung
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Abbildung 4.13.: Schematische Darstellung des zu erwartenden rea-
len und simulierten Geschwindigkeitsgradienten in-
nerhalb des Presskanals.

zwischen Werkstück und Werkzeug bildet sich ein Geschwindigkeits-
gradient sowie eine Grenzschicht �x aus. Dies ist in Abbildung 4.13
schematisch verdeutlicht. Aufgrund der minimalen Schichtdicke �x,
ist der Geschwindigkeitsgradient in FE-Simulationen nicht abzubilden,
solange die Elementseitenlänge ein Vielfaches der Grenzschichtdicke be-
trägt. In Abbildung 4.13 ist dazu ebenso die Austrittsgeschwindigkeit
eines dünnwandigen Pro�ls mit überdurchschnittlich feiner Vernetzung
über die Wandstärke dargestellt. Für die tatsächliche Dehnrate (Scher-
rate) an der Werkzeugwand gilt daher im Allgemeinen gegenüber den
simulativen Dehnraten (Scherraten) _"real � _"sim.
Es scheint daher angebracht, das in Gleichung 4.19 vorgestellte Reib-
spannungsmodell nicht direkt zur Bestimmung der Reibspannungen in
Abhängigkeit der Parameter Temperatur, Druck und Geschwindigkeit
innerhalb der FE Simulation zu verwenden. Aufgrund des fehlenden
Bezuges auf die lokal auftretenden Schub�iessgrenzen, wären physika-
lisch inkorrekte Reibungsbedingungen möglich (m > 1). Aufgrund der
Bestimmung der Schranken �max und �min mit der angenommenen Ma-
ximaldehnrate _" = 1000 1

s , ist eine Skalierung der Reibspannungen ent-
sprechend dem Shear-Friction Modell nach Gleichung (4.21) über die
Schub�iessgrenze und der Maximaldehnrate sinnvoll. Der dadurch er-
haltene temperatur-, druck- und geschwindigkeitsabhängige Reibfaktor
m(T; v; p) wird schliesslich verwendet, um die Reibspannungen �r;sim
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gemäss dem Shear-Friction Modell und der netzabhängigen Fliessgren-
ze kf;sim zu bestimmen:

�r;sim = m(T; v; p)
kf;sim(T; _"; ")

p
3

(4.26)

Die Reibspannungen werden gemäss den lokal auftretenden Schub�iess-
grenzen ausgewertet, wobei die Abhängigkeit von den reibungsbestim-
menden Parametern (T; v; p) ebenfalls nicht verletzt wird. Somit stellt
dieser Ansatz eine Art Regularisierung der Reibung dar, wodurch Ein-
�üsse der Elementgrösse auf den aufgeprägten Reibfaktor vermieden
werden und die Reibspannungen in physikalisch sinnvollem Verhältnis
zu den Fliessspannungen stehen.

Zusammenfassung des Kapitels
Ausgehend von herkömmlichen Reibmodellansätzen sowie bestehen-
den Spezialmodellen für die Anwendung im Bereich des Strangpres-
sens, wurde ein von den Prozessparametern Temperatur, Druck und
Geschwindigkeit abhängiges Reibmodell entwickelt. Während zu Be-
ginn die aus dem Reibmoment bestimmten Reibspannungen mittels des
Modellansatzes ge�ttet werden, wird dieses zu einem späteren Zeit-
punkt zur Bestimmung des prozessparameterabhängigen Reibfaktors
nach dem bekannten Shear-Friction Modell verwendet. Das modellier-
te Fliessverhalten des Werksto�s �iesst hierbei zur Bestimmung der im
Reibspannungsmodell eingeführten Grenzwerte ein. Mit dem gewählten
Vorgehen kann eine sehr gute Übereinstimmung des Modellverhaltens
mit den experimentellen Stützstellen erzielt werden.
Im Weiteren wird auf die Implementierung des Modells in PF-Extrude
eingegangen. Durch die Rückführung des entwickelten Reibspannungs-
modells auf das Shear-Friction Modell und den einheitslosen Reibfak-
tor wird eine Regularisierung der Reibung, beziehungsweise des Mo-
dells erreicht. Innerhalb der Simulation wird die lokale Reibspannung
ausgehend vom temperatur-, druck- und geschwindigkeitsabhängigen
Reibfaktor und der lokalen Fliessspannung netzunabhängig bestimmt.
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5. Anwendung und Validierung
Der entwickelte und in PF-Extrude implementierte Reibmodellansatz
wird im Folgenden an drei realen Beispielwerkzeugen validiert. Zu Be-
ginn wird der Ein�uss der Reibung auf die Ausbildung und Ausprägung
der Totzonen im Bereich des Pressbolzens in einer allgemeinen Betrach-
tung simulativ untersucht.
Daran schliessen sich die Validierungsversuche mit den realen Werk-
zeugen an. Hierbei zeigt sich, dass je einfacher das Werkzeug gestaltet
ist und umso weniger weitere Ein�ussfaktoren innerhalb eines Validie-
rungsversuchs zusätzlich zu berücksichtigen sind, desto aussagekräftiger
�elen die Ergebnisse in Bezug auf den Reibungsein�uss aus. Der Rei-
bungsein�uss wurde in allen Beispielen indirekt über die sich einstel-
lenden Pro�lgeschwindigkeiten, respektive Pro�llängen oder -formen
ausgewertet. Da die sich einstellende Pro�lform, beziehungsweise die
lokale Pro�lgeschwindigkeit sehr sensitiv auf die lokalen Reibungsbe-
dingungen entlang des Presskanals reagiert, wurde versucht, Störein-
�üsse durch eine hinreichend einfache Konstruktion zu vermeiden. Dies
wurde insbesondere bei der sogenannten 4-Loch Matrize umgesetzt, bei
der über vier variierende Presskanalkonizitäten unterschiedliches Reib-
verhalten entlang der Presskanäle eingestellt werden kann.
Ein deutlich komplexeres Werkzeug stellt das wissenschaftliche Bench-
markwerkzeug (6-Loch Matrize) der ICEB’15 Konferenz dar [78]. Auch
hierbei wird der Ein�uss der Reibung an teils vollzylindrischen, konisch-
zylindrischen und vollkonischen Presskanälen untersucht. Zur Steige-
rung des Komplexitätsgrades wurde die Matrize, beziehungsweise die
Hinterlage zusätzlich so konstruiert, dass sich die Matrize während des
Pressens elastisch durchbiegen kann. Diese künstlich forcierte Matrizen-
durchbiegung bedingt wiederum ein Ö�nen der einzelnen, zylindrischen
und konischen Presskanäle, was deutlichen Verzug der Presskanalgeo-
metrien nach sich zieht.
Als drittes Werkzeug wird ein industrielles Kammerwerkzeug gewählt,
um den Einsatz des Reibmodells auch anhand eines Strangpressproze-
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zesses eines praxisnahen dünnwandigen Realbauteils zu demonstrieren.
Die Vernetzung der Werkstücke und der Werkzeuggeometrien erfolg-
te mit Hilfe von Altair HyperMesh, wobei insbesondere auf eine opti-
male Ausrichtung des Ober�ächennetzes, bestehend aus rechtwinkligen
Dreieckselementen, mit Ausrichtung entlang der Pressrichtung, geach-
tet wurde.

5.1. Allgemeine Vorbetrachtung

Wie in Kapitel 1 ausgeführt, kann es innerhalb des Pressbolzens je nach
Presswerksto� und Strangpresswerkzeug sowie den weiteren Pressbe-
dingungen zur Ausbildung einer Totzone (v; _" �= 0) kommen. Am Bei-
spiel eines einfachen, virtuellen Strangpressprozesses soll der Ein�uss
der Reibung auf die Ausprägung der Totzone sowie der reibungsin-
duzierten Randzone entlang des Rezipienten aufgezeigt werden. Dazu
wird im Folgenden das Geschwindigkeitsfeld im Schnitt innerhalb ei-
nes Strangpressprozesses einer einfachen Rundstange betrachtet. Die
Randbedingungen des Werkzeugs sowie des Prozesses sind in Tabel-
le 5.1 aufgeführt. Die Resultate bezüglich des reibungsabhängigen Ge-
schwindigkeitsfelds innerhalb des Pressblocks sind in Abbildung 5.1 ver-
gleichend dargestellt. Neben der reibungsfreien Betrachtung sind aus-
serdem die Simulationsergebnisse unter Anwendung des Shear-Friction
sowie des Coulomb Reibmodells für verschiedene Reibungskoe�zienten,

Tabelle 5.1.: Randbedingungen der 1-Loch Matrize.

� Pressgeschwindigkeit: 1 mm=s

� Temperatur Block: 480 oC

� Temperatur Werkzeug: 460 oC

� Presskanallänge: 60 mm

� Bolzenlänge: 170 mm
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bzw. Reibungsfaktoren aufgeführt. Hieraus ist deutlich zu erkennen,
dass schon die Aufprägung geringfügig ausgeprägter Reibungsrandbe-
dingungen im Vergleich zur reibungsfreien Simulation zur signi�kanten
Veränderung des Material�usses führt. Im reibungsfreien Zustand ist
lediglich entlang der Kante zwischen Rezipient und Matrize eine mi-
nimale Totzone ausgebildet. Betrachtet man das Geschwindigkeitsfeld
bezüglich der Simulationen nach dem Shear-Friction Ansatz, ist eine
Ausweitung sowohl von der Totzone als auch von der reibungsinduzier-
ten Randzone mit zunehmendem Reibfaktor, zu erkennen. Aufgrund
der höheren Randreibung mit zunehmendem Reibfaktor, engt sich der
Material�uss in Richtung Presskanal etwas weiter ein, das Material
�iesst deutlich mehr aus der Bolzenmitte in die eigentliche Umform-
zone. ˜hnliches ist für die Simulationen mit dem Coulomb Modell zu
beobachten. Hierbei wurde das herkömmliche Coulomb Reibmodell oh-
ne Begrenzung der lokalen Reibspannung auf die Schub�iessspannung
nach Coulomb-Orowan angewandt. Dies hat in diesem Fall zur Folge,
dass die lokalen Reibspannungen die Schub�iessspannungen aufgrund
der hohen Ober�ächendrücke deutlich übersteigen und Reibungsfakto-
ren m > 1 beobachtet werden können. Eine Begrenzung der Reibspan-
nungen auf die lokale Schub�iessspannung hätte das Geschwindigkeits-
feld für den Reibfaktor nach dem Shear-Friction Modell m = 1 zur
Folge. Insbesondere die Anwendung des reinen Coulomb Reibmodells
ohne obere Reibspannungsbegrenzung für hohe Drücke scheint deshalb,
gerade für die Reibungsmodellierung im Bereich des Rezipienten, un-
geeignet zu sein.
Ebenfalls ist das Geschwindigkeitsfeld des Material�usses für das ent-
wickelte temperatur-, druck- und geschwindigkeitsabhängige Reibmo-
dell m = f(T; v; p) dargestellt. Aufgrund der hohen Drücke entlang
des Rezipienten (p � 160 MPa) und des dadurch nach dem Reibmo-
dell im Sättigungsbereich be�ndlichen Zustands, ist eine weitestgehend
konstante Reibungsverteilung im Bereich von m �= 0:8 vorzu�nden.
Das Geschwindigkeitsfeld entspricht daher demjenigen, das auch mit-
tels des herkömmlichen Shear-Fricton Modells und eines konstanten
Reibfaktors eingestellt werden kann.
Im Folgenden soll nun untersucht werden, wie sich die Reibung inner-
halb der Matrize auf den Material�uss auswirkt. Die Wirkung der Rei-
bung auf den Material�uss entlang des Presskanals entscheidet hierbei
massgeblich über die Homogenität der Pro�lgeschwindigkeit.
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Reibungsfrei Coulomb: � = 0:1

Shear Friction: m = 0:25 Coulomb: � = 0:25

Shear Friction: m = 0:5 Coulomb: � = 0:4

Shear Friction: m = 1:0 Shear Friction: m = f (T; v; p)

Abbildung 5.1.: Ausprägung der Totzonen innerhalb des Pressbolzens
in Abhängigkeit der gewählten Reibungsmodellierung.
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5.2. 4-Loch Matrize

Die gewählte, nitrierte 4-Loch Flachmatrize stellt ein konstruktiv sehr
einfach aufgebautes Validierungswerkzeug dar. Alle 4 Durchbrüche der
Matrize weisen einen Eingangsdurchmesser von 26 mm auf. Der jewei-
lige Presskanal (Länge 60 mm) ist mit variierender Konizität 0o (zylin-
drisch), 1o, 2o und 3o ausgeführt und verjüngt sich somit in Richtung
Pro�laustritt. Aufgrund der konischen Ausführung der Presskanäle va-
riiert der Ober�ächendruck innerhalb dieser ebenfalls, wodurch die Rei-
bung und damit die Pro�lgeschwindigkeit beein�usst wird. Weiterhin
wurde die Pressgeschwindigkeit des Stempels variiert (2 mm=s, 4 mm=s
und 8 mm=s), um auf diese Weise sowohl die Temperaturentwicklung
als auch den Druckgradienten entlang des Presskanals zu verändern.
Die realen Strangpressversuche wurden ebenfalls mit der gleichen Alu-
miniumlegierung am Forschungszentrum Strangpressen (FZS) der TU
Berlin durchgeführt. Pro Pressgeschwindigkeit wurden jeweils 3 Bolzen
verpresst und das mittlere Geschwindigkeitsverhältnis zwischen den 4
Pro�lsträngen über Zwischen- sowie die Endpro�llängen bestimmt. Das
Werkzeug wurde auf 460 oC, die einzelnen Pressblöcke auf 480 oC, in-
duktiv vorgeheizt. Tabelle 5.2 stellt den Aufbau der Matrize, die Anord-
nung der konischen Presskanäle sowie die geometrischen Abmessungen
des Strangpresswerkzeuges dar. Im Anhang (A.5) sind die verwendeten
Simulationsparameter zusammenfassend aufgeführt.

Tabelle 5.2.: Geometrische Randbedingungen der 4-Loch Matrize.

� Konizität: 0o, 1o, 2o, 3o

� Presskanallänge: 60 mm

� Eingangsdurchmesser: 26 mm

� Rezipientendurchmesser:
140 mm

� Kreisdurchmesser: 90 mm
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Reibungsfreie Simulation
Abbildung 5.2 stellt die realen Strangpressresultate sowie die simu-
lativen Ergebnisse ohne Berücksichtigung der Reibung (m = 0) in
Form der berechneten Geschwindigkeitsverhältnisse vergleichend dar.
Die Pro�lgeschwindigkeitsverhältnisse der realen Versuche nehmen mit
zunehmender Konizität des Presskanals ab. Ebenso zeigen die Real-
versuche eine gewisse Pressgeschwindigkeitssensitivität. Zunehmende
Pressgeschwindigkeit wirkt sich in Form eines ebenfalls zunehmenden
Gradienten der Geschwindigkeitsverhältnisse aus. Die Auswertung der
Simulationen (m = 0) zeigt hingegen eine tendenziell falsche Vorhersage
der Geschwindigkeitsverhältnisse, sodass es mit zunehmender Konizi-
tät zur Zunahme der Pro�lgeschwindigkeit und damit der Geschwindig-
keitsverhältnisse kommt. Dies ist unter der Annahme gleicher Massen-
eingangsströme durch deren Beschleunigung innerhalb der konischen
Presskanäle zu erklären. Der Ein�uss der mittels der reibungsfreien
Simulation abgebildeten Pressgeschwindigkeitsabhängigkeit entspricht
grösstenteils den realen Ergebnissen. Neben zeitabhängigen Ein�üssen
(Dehnrate und Temperatur durch Wärmeleitung) auf das Materialver-
halten und damit die Fliessspannung, kann ebenfalls die Zunahme des
hydrostatischen Drucks innerhalb der Kanäle mit steigender Pressge-
schwindigkeit dafür verantwortlich gemacht werden. Gesamthaft be-
trachtet, stellt die 4-Loch Matrize damit ein sehr reibungssensitives
Benchmark-Werkzeug dar, da einerseits der geometrische Ein�uss der
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Abbildung 5.2.: Experimentelle und simulative (reibungsfrei (m = 0))
Geschwindigkeitsverhältnisse der 4 Pro�lstränge.
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Presskanalkonizität und andererseits der Ein�uss der Pressgeschwin-
digkeit durch das Reibmodell hinreichend genau beschrieben werden
muss. Insbesondere bewirkt die Reibungsmodellierung eine Umkehrung
der Geschwindigkeitsverhältnisse mit zunehmender Konizität, vergli-
chen mit der reibungsfreien Simulation.

Simulation mit konstantem Reibfaktor
Das, wie erwähnt, häu�g für Strangpresssimulationen verwendete Shear-
Friction Modell mit konstantem Reibfaktor wird im Weiteren verwen-
det, um den Ein�uss konstanter Reibungsannahmen auf das Simula-
tionsresultat aufzuzeigen. Dazu ist in Abbildung 5.3 der Ein�uss kon-
stanter Reibfaktoren auf das Pro�lgeschwindigkeitsverhältnis für die
Pressgeschwindigkeit 4 mm=s abgebildet. Die Reibfaktoren variieren be-
züglich der Einzelsimulationen zwischen 0 und 1. Hierbei ist deutlich zu
erkennen, dass mit der Wahl eines konstanten Reibfaktors für alle vier
Presskanäle das Reibverhalten nur ungenügend genau abgebildet wer-
den kann. An der, den realen Geschwindigkeitsverhältnissen gegenläu�-
gen und bereits aus der reibungsfreien Simulation bekannten Verteilung
ändert sich lediglich die absolute Ausprägung. Diese nimmt mit zuneh-
mendem Reibfaktor ab, da insbesondere der Material�uss innerhalb des
3o-Presskanals durch die Reibung deutlich abgebremst wird, wodurch
vor allem der Material�uss innerhalb des zylindrischen Kanals an Ge-
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Abbildung 5.3.: Simulativ erhaltene Geschwindigkeitsverhältnisse für
konstante Reibfaktoren (0 � m � 1) und die Stem-
pelgeschwindigkeit 4 mm=s.
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Abbildung 5.4.: Experimentelle und simulative (reibungsbehaftet m =
0:8) Geschwindigkeitsverhältnisse der 4 Pro�lstränge.

schwindigkeit zugewinnt. Die Geschwindigkeitsverhältnisse der Pro�le
in Abhängigkeit von der Presskanalgeometrie und der Pressgeschwin-
digkeit sind in Abbildung 5.4 für den Fall konstanter Reibung nach
dem Shear-Friction Ansatz mit m = 0:8 zusammengefasst. Obwohl der
Reibfaktor selbst jeweils konstant gehalten wurde, variiert die Reib-
spannung innerhalb der Konizitäten leicht. Dies erklärt sich durch die
Abhängigkeit der Reibspannung von der Fliessspannung, die wiederum
neben der Dehnung hauptsächlich von Temperatur und Dehnrate be-
stimmt wird.

Simulation mit T,v,p - abhängigem Reibmodell
Im Nachfolgenden werden die Simulationsergebnisse hinsichtlich des
entwickelten Reibmodells vorgestellt und mit den zugrundeliegenden,
experimentellen Versuchsdaten verglichen. Alle Simulationen wurden
nach einem Stempelweg von 24 mm für die drei Pressgeschwindigkei-
ten ausgewertet. Abbildung 5.5 fasst die Simulationsresultate bezüglich
der 4-Loch Matrize für das implementierte, prozessparameterabhängige
Reibmodell zusammen. Dargestellt sind neben den Prozessparametern
Temperatur, Ober�ächendruck und Geschwindigkeit ebenfalls der lokal
beaufschlagte Reibfaktor sowie die Reibspannung entlang des Presska-
nals. Die Austrittsgeschwindigkeiten der Pro�le sind für jede Pressge-
schwindigkeit jeweils auf die Maximalgeschwindigkeit (Pro�l 0o) ska-
liert, um die Vergleichbarkeit der drei Einzelsimulationen untereinander
zu erleichtern.
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Abbildung 5.6.: Auswertung des Ober�ächendrucks (links) und des
Reibfaktors (rechts) entlang der vier Presskanäle.
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Qualitativ lässt sich vorerst dazu feststellen, dass der Geschwindigkeits-
gradient der vier Pro�le in der korrekten Reihenfolge abgebildet ist.
Der Material�uss innerhalb der zylindrischen Kanäle ist für alle drei
Pressgeschwindigkeiten am schnellsten und nimmt mit zunehmender
Konizität der Presskanäle ab. Des Weiteren ist ersichtlich, dass die bei-
den, unter anderem reibungsbestimmenden Prozessparameter Tempe-
ratur und Ober�ächendruck eine markant unterschiedliche Ausprägung
entlang der Presskanäle sowie in Abhängigkeit von der Pressgeschwin-
digkeit erfahren.
Während für die Pressgeschwindigkeit 2 mm=s ein sehr schwach entwi-
ckelter Temperaturgradient entlang des Presskanals detektiert werden
kann, prägt sich dieser für 4 mm=s und 8 mm=s weiter aus. Insbeson-
dere um die scharfe Kante des Presskanaleinlaufs bilden sich, aufgrund
der plastischen Deformation des Werksto�es, Temperaturmaxima aus.
Absolut betrachtet nimmt der Ober�ächendruck mit der Presskanalko-
nizität sowie der Pressgeschwindigkeit zu. Entlang des Reibkanals be-
steht jedoch ebenfalls jeweils ein Druckgradient, der in Pressrichtung
abnimmt. Die Druckverteilung entlang des Presskanals ist in Abhän-
gigkeit von der Pressgeschwindigkeit in Abbildung 5.6 (links) quantita-
tiv aufgetragen. Hieraus ist erkennbar, dass der Ein�uss der Konizität
auf den Ober�ächendruck mit ansteigender Stempelgeschwindigkeit zu-
nimmt.
Die modellseitig bestimmten und beaufschlagten Reibfaktoren sind so-
wohl in Abbildung 5.5 visualisiert als auch in Abbildung 5.6 (rechts)
entlang des Presskanals quantitativ aufgetragen. Entsprechend der Tem-
peratur-, Druck- und Geschwindigkeitsabhängigkeit des Reibmodells
ergibt sich ebenso für den Reibfaktor ein Gradient entlang des Press-
kanals, dessen Ausprägung sich jedoch mit steigender Pressgeschwin-
digkeit sowie zunehmender Konizität abschwächt. Dies ergibt sich auf-
grund des zunehmenden Ober�ächendrucks entlang des Presskanals,
sodass die lokalen Reibungsbedingungen in weiten Teilen des Reib-
kanals im vom Modell vorgesehenen, oberen Sättigungsbereich liegen.
Als Beispiel dafür kann der 3o Kanal bei 8 mm=s Pressgeschwindig-
keit angeführt werden, bei dem der Reibfaktor nahezu konstant ca.
0:8 beträgt. Für alle anderen dargestellten Variationen aus Geometrie
und Pressgeschwindigkeit ist der Reibfaktorgradient jedoch deutlich er-
sichtlich. Dessen modellseitige Grenzwerte variieren entsprechend der
lokalen Temperaturen. Aufgrund der Temperaturunterschiede, nimmt
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der Reibfaktor auf dem ersten Drittel des 0o sowie 1o Presskanals bei
der Pressgeschwindigkeit 8 mm=s grössere Werte ein als bei den beiden
übrigen Konizitäten. Da sich der Temperaturein�uss gegenläu�g auf
Reibspannung und Reibfaktor auswirkt (vgl. Abbildung 4.10 und 4.11),
führt der Temperaturanstieg zwar zu höheren Reibfaktoren, jedoch,
bezogen auf die Fliessspannung, zu niedrigeren Reibspannungen. Dies
ist ebenfalls aus Abbildung 5.5 ersichtlich. Entsprechend der Reibfak-
torgradienten und der lokalen Fliessspannungen bilden sich Reibspan-
nungsgradienten entlang der Presskanäle aus. Die höchsten Reibspan-
nungen erfährt dabei die 3o Konizität gefolgt vom 2o, 1o und zylindri-
schen (0o) Presskanal. Infolge der Dehnratensensitivität des Alumini-
umwerksto�s wirkt sich der Ein�uss der Pressgeschwindigkeit ebenfalls
auf die Reibspannungen, insbesondere im Bereich der Einlaufkante, aus.
Die aus den Simulationen erhaltenen Geschwindigkeitsverhältnisse sind
quantitativ wiederum in Abbildung 5.7 dargestellt. Entgegen dem kon-
ventionellen Shear-Friction Ansatz mit konstantem Reibfaktor kann der
Geschwindigkeitsgradient der vier Pro�le relativ genau vorhergesagt
werden. Die Pro�lgeschwindigkeit nimmt, wie die realen Experimente
ebenfalls zeigen, mit zunehmender Konizität der Presskanäle ab. Damit
wird die in den Pressversuchen festgestellte Tendenz der Geschwindig-
keitsverteilung richtig beschrieben. Es ist weiterhin anzumerken, dass
die Güte der simulativen Voraussage mit steigender Pressgeschwindig-
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Abbildung 5.7.: Experimentelle und simulative (reibungsbehaftet m =
f(T; v; p)) Geschwindigkeitsverhältnisse der 4 Pro�l-
stränge.
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keit minimal abnimmt. Während die mittlere, prozentuale Abweichung
für die Pressgeschwindigkeit 2 mm=s lediglich 1:6 % beträgt, nimmt die-
se mit zunehmender Stempelgeschwindigkeit (4 mm=s) um 2:8 % und
(8 mm=s) um 6:1 % leicht zu. Insbesondere scheint die Pro�lgeschwin-
digkeit bezüglich des zylindrischen Kanals auf Kosten der konischen
Geometrien überschätzt zu werden. Der Modellansatz zur Beschrei-
bung des Druckein�usses könnte demnach möglicherweise zu konser-
vativ gewählt worden sein, wodurch die Unterschätzung der Reibung
in Bereichen niedrigeren Druckes, beziehungsweise die Überschätzung
der Reibung in Bereichen hohen Druckes, zu erklären wäre. Es ist da-
bei jedoch ebenfalls zwischen der Reibungsmodellierung und der FE-
seitigen Implementierung sowie der zugehörigen Kontaktbeschreibung
zu unterscheiden. Insbesondere in Bereichen zylindrischer Presskanäle
ist die Position der Kontaktablösung nicht einfach zu modellieren.
Die Simulation des Gesamtprozesses ist des Weiteren mit einigen ver-
einfachenden Annahmen verbunden, die das Material- und Reibungs-
verhalten zumindest indirekt mitbestimmen. Die im Rahmen der Simu-
lationen verwendeten Parameter betre�end der Wärmeübergänge sowie
der Werkzeugtemperaturen wurden als konstant angenommen. Insbe-
sondere der Druckabhängigkeit der Wärmeübergänge sollte im Weite-
ren Rechnung getragen werden.

5.3. 6-Loch Matrize (ICEB’15)

Die im Rahmen des wissenschaftlichen Benchmarks an der ICEB’15 -
Konferenz präsentierte 6-Loch Matrize [78], stellt wie die 4-Loch Ma-
trize ein konstruktiv einfach aufgebautes Werkzeug dar. Die 6 Durch-
brüche weisen alle einen Ausgangsdurchmesser von 15 mm auf. Die ein-
zelnen Presskanäle sind teils als vollkommen konisch schliessend (2 o,
5 o), teils als vollkommen zylindrisch und teils als konisch schliessend
mit zylindrischem Übergang ausgeführt. Die Gesamtlänge des Press-
kanals beträgt jeweils 15 mm, bis auf einen der beiden zylindrischen
Kanäle mit nur 2 mm Länge. Im Unterschied zur 4-Loch Matrize ist
die 6-Loch Matrize durch die entsprechende Hinterlage absichtlich nur
unzureichend abgestützt, sodass sich die Matrize während des Press-
vorgangs elastisch deformieren und durchbiegen kann. Dadurch ist die
Ö�nung aller Presskanäle und insbesondere die Ö�nung der zylindri-

109



5. Anwendung und Validierung

Tabelle 5.3.: Geometrische Randbedingungen der 6-Loch Matrize.

� Konizität: 0o, 2o, 5o

� Presskanallänge: 2� 15 mm

� Ausgangsdurchmesser: 15 mm

� Rezipientendurchmesser:
146 mm

� Kreisdurchmesser: 82 mm

schen hin zu divergierenden Kanälen möglich, wodurch der Kontakt
zwischen Pro�l und Presskanal verloren gehen kann. Die geometrischen
Randbedingungen der 6-Loch Matrize sind in Tabelle 5.3 zusammenge-
fasst. Die Geometrien der einzelnen Presskanäle sind in Abbildung 5.8
aufgeführt. Die Pressgeschwindigkeit beträgt 4 mm=s. Das Werkzeug
weist zu Beginn der gültigen Pressungen ungefähr eine Temperatur von
470 oC auf, die Blocktemperatur beträgt 500 oC [78]. Alle weiteren Si-
mulationsparameter sind im Anhang (A.5) aufgeführt. In einem ersten
Simulationsschritt wurde ausgehend vom ebenfalls mit Tetraedern vo-
lumenvernetzten Werkzeug die Durchbiegung der deformierten Matrize
bestimmt (� 0:38 mm, [78]). Im zweiten Schritt wurde die Matrize für
die eigentliche Strangpresssimulation mit starrem Werkzeug vorberei-
tet. Ausserdem muss darauf hingewiesen werden, dass die Realversu-
che mit der Legierung EN AW-6060 durchgeführt wurden, während im
Rahmen dieser Arbeit die Legierung EN AW-6082 verwendet wurde.
In Abbildung 5.9 wird der geometrische Aufbau der 4-Loch und 6-Loch
Matrize schematisch verglichen. Während der Eingangsdurchmesser des
Presskanals der 4-Loch Matrize konstant D = 26 mm beträgt und der
Ausgangsdurchmesser je nach Konizität variiert, variiert der Eingangs-
durchmesser der 6-Loch Matrize, wohingegen der Ausgangsdurchmes-
ser konstant d = 15 mm aufweist. Der Masseneingangsstrom ist unter
reibungsfreien Bedingungen somit für das 4-Loch Werkzeug konstant.
Die Austrittsgeschwindigkeit wird lediglich über den konvergierenden
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Abbildung 5.8.: Presskanalgeometrien der 6-Loch Matrize nach [78].

Presskanal sowie dei überlagerte Reibung bestimmt. Im Falle der 6-
Loch Matrize ist der Masseneingangsstrom nicht konstant, sondern wird
über den variablen Eingangsdurchmesser festgelegt. Die Austrittsge-
schwindigkeit des Pro�ls wird deshalb neben der Abhängigkeit von der
Reibung und der Presskanalgeometrie zusätzlich vom Eingangsdurch-
messer mitbestimmt.

Abbildung 5.9.: Unterschiede der Presskanalgeometrie zwischen der 4-
Loch Matrize (links) und der 6-Loch Matrize (rechts).
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Simulation des Strangpressprozesses mit starrem, undefor-
miertem Werkzeug
Abbildung 5.10 stellt die simulierte Geschwindigkeitsverteilung der Ein-
zelpro�le für den reibungsfreien Zustand sowie unter Einbeziehung kon-
stanter Reibung m = 0:8 und des prozessparameterabhängigen Reib-
modells m = f(T; v; p) dar. Im reibungsfreien Fall nimmt die Pro-
�lgeschwindigkeit mit dem Grad der Konizität zu. Die Kanalgeome-
trie DD gefolgt von der zylindrisch abgesetzten Geometrie FF gene-
riert die grösste Pro�lgeschwindigkeit. Die mit 2 o angestellten Kanäle
CC und AA folgen, während die beiden zylindrischen Kanäle BB und
EE die niedrigsten Pro�lgeschwindigkeiten generieren, da der Massen-
eingangsstrom dem Ausgangsstrom entspricht. Im Falle der Reibungs-
überlagerung mit m = 0:8 ist festzustellen, dass das Pro�l des zylin-
drischen Kanals EE mit 2 mm Reiblänge die grösste Geschwindigkeit
aufgrund der �ächenmässig minimalen Reibungsüberlagerung aufweist.
Der Geschwindigkeitszugewinn resultiert aus der Kürze des Presska-
nals, während sich an der zuvor beschriebenen Reihenfolge der wei-
teren Pro�le nichts ändert. Unter Berücksichtigung des entwickelten
Reibmodells homogenisieren sich die Geschwindigkeitsverhältnisse wei-
testgehend. Aufgrund der unter anderem druckabhängigen Reibungs-
modellierung scheinen sich die Ein�üsse aus dem Massenstromzuge-
winn durch den grösseren Eingangsdurchmesser der konischen Kanäle
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Abbildung 5.10.: Simulative Vorhersage der Geschwindigkeitsverhält-
nisse der 6 Pro�lstränge für das undeformierte Werk-
zeug.
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einerseits und der durch die Kanalgeometrie druckinduzierten Reibung
andererseits grösstenteils auszugleichen. Aufgrund der Kürze der Rei-
blänge des Kanals EE, tritt das entsprechende Pro�l am schnellsten aus.

Simulation der elastischen Werkzeugdeformation
Die mit einer Tasche ausgeführte Hinterlage erlaubt es der Matrize
sich, aufgrund der auf sie wirkenden Presskraft, elastisch zu deformie-
ren und durchzubiegen. Dadurch ist, wie schon eingangs erwähnt, mit
der Aufweitung der Presskanäle zu rechnen. Aus diesem Grund wird die
Matrize in einem zweiten Schritt als Volumenkörper diskretisiert und
die Werkzeugbelastung parallel, allerdings ungekoppelt zum Strang-
pressprozess simuliert. Die so erhaltene, deformierte Matrize wird für
die eigentliche Simulation des Pressprozesses mit starrem aber defor-
miertem Werkzeug vorbereitet. In Abbildung 5.11 ist die elastisch ver-
formte Matrize dargestellt. Experimentell wurde die Deformation der
Matrize mittig auf der Rückseite durch eine Bohrung durch den Hal-
ter hindurch erfasst. Die experimentell erfasste Durchbiegung wurde
zu � 0:38 mm bestimmt [78]. Die simulativ erhaltene Durchbiegung in
z-Richtung beträgt auf der Rückseite der Matrize im Bereich der Mess-
position 0:36 mm. Durch die maximale Durchbiegung im Zentrum der
Matrize erfahren die einzelnen Kanäle eine Deformation, wobei sich
die innenliegenden Wandungen eher schliessen und sich die in radia-
ler Richtung aussenliegenden Presskanal�ächen leicht ö�nen. Gerade
für die zylindrischen Kanäle ergibt sich somit ein teilweiser, minima-

Abbildung 5.11.: Elastische Durchbiegung der Matrize in Pressrichtung
uz;max = 0:36 mm.
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ler Übergang in eine geschlossene, beziehungsweise geö�nete konische
Geometrie.

Simulation des Strangpressprozesses mit starrem, deformier-
tem Werkzeug
Im Nachfolgenden werden die Simulationsergebnisse unter Berücksich-
tigung der Werkzeugdurchbiegung vorgestellt und mit den experimen-
tellen Versuchsdaten verglichen. Zum Auswertezeitpunkt der Simula-
tionen nach zwei Sekunden (Stempelweg 8 mm) sind in Abbildung 5.12
die jeweils auf die Maximalgeschwindigkeit bezogenen Pro�lgeschwin-
digkeiten des Pressprozesses abgebildet. Abbildung 5.13 stellt dazu die
Geschwindigkeitsverhältnisse der sechs einzelnen Pro�le für die drei
untersuchten Reibansätze (m = 0, m = 0:8 und m = f(T; v; p)) unter
Verwendung des Shear-Friction Modells dar. Ebenso sind die experi-
mentellen Ergebnisse aufgeführt. Aus diesen ist zu erkennen, dass die
Pro�le, welche aus den im unbelasteten Zustand zylindrischen Kanälen
BB und EE, mit beinahe gleicher Geschwindigkeit austreten. Die Länge
des Reibkanals scheint keinen signi�kanten Ein�uss auf die Reibungs-
ausbildung aufzuweisen, da sich der Kontakt zwischen Pro�l und Ma-
trize wohl aufgrund der Aufweitung des Presskanals löst. Die weiteren
Kanäle mit konisch-zylindrischem Übergang AA und FF, beziehungs-
weise die vollkommen konischen Kanäle CC und DD bremsen den Ma-
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Abbildung 5.12.: Pro�lgeschwindigkeiten in Abhängigkeit der Wahl des

Reibfaktors (m = 0, m = 0:8 und m = f(T; v; p)).
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terial�uss deutlich ab, sodass die Austrittsgeschwindigkeiten der Pro�le
um das 2.5-fache, beziehungsweise knapp vierfache unterhalb der den
zylindrischen Kanälen zuzuordnenden Pro�len liegen. Es ist ausserdem
festzustellen, dass kein signi�kanter Ein�uss der Konizität auf die Pro-
�lgeschwindigkeit erkennbar ist. Der Vergleich zwischen dem 2o- und
5o-Presskanal zeigt für die beiden zylindrisch abgesetzten Geometrien
AA und FF keine nennenswerten Geschwindigkeitsunterschiede auf. Le-
diglich der Vergleich der Pro�lgeschwindigkeiten bezüglich der Kanäle
CC und DD zeigt eine minimal höhere für den 5o-Presskanal auf. Es
scheinen sich somit die aus der Konizität der Presskanäle bedingten Un-
terschiede des Masseneingangsstroms und der Reibung weitestgehend
auszugleichen. Gerade der Vergleich von CC mit DD zeigt auf, dass
der Ein�uss des grösseren Eingangsdurchmessers und damit des Mas-
seneingangsstroms grösser ist als jener Reibungsein�uss, der durch die
konische Presskanalgestaltung induziert wird.
Abbildung 5.12 und 5.13 zeigen auf, dass die Simulation mit dem Shear-
Friction Ansatz und konstantem Reibfaktor zu qualitativ falschen Vor-
hersagen der Pro�lgeschwindigkeiten führt. Im Falle der reibungsfreien
Simulation weist das aus Kanal DD austretende Pro�l die Maximalge-
schwindigkeit auf. Im Falle der konstanten Reibungsüberlagerung mit
dem Reibfaktor m = 0:8 übernimmt das Pro�l EE vor DD, aus den
schon zu Beginn des Abschnitts genannten Gründen, die Maximalge-
schwindigkeit. Die tendenziell richtige Vorhersage der Pro�lgeschwin-
digkeiten ist somit nicht gegeben.
Mittels des vorgestellten, prozessparameterabhängigen Reibmodells ist
eine qualitativ richtige Vorhersage der Pro�lgeschwindigkeiten möglich.
Die Pro�le bezüglich der Kanäle EE und BB eilen vor, gefolgt von den
zylindrisch abgesetzten Kanälen AA und FF und den über die gesamte
Länge des Presskanals konisch schliessend ausgeführten Kanälen CC
und DD. Der grösste Fehler in der Vorhersage der relativen Geschwin-
digkeit tritt hierbei für die Kanalgeometrie BB auf, wobei die Pro�lge-
schwindigkeit um ca. 40 % unterschätzt wird.
In Abbildung 5.14 und 5.15 sind dazu die Gradienten des Ober�ächen-
drucks sowie des Reibfaktors entlang der Presskanäle abgebildet. Aus
der Darstellung der Ober�ächendrücke ist zu erkennen, dass entlang
der ursprünglich zylindrischen Bereiche lediglich minimale Drücke an-
liegen, der Kontakt an sich jedoch nicht verloren geht, da nach wie
vor minimale Reibung nach der Reibmodellbeschreibung aufgeprägt ist.
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Abbildung 5.13.: Experimentelle und simulative Vorhersage der Ge-
schwindigkeitsverhältnisse der 6 Pro�lstränge.

Das Ö�nen der zylindrischen Kanäle auf der aussenliegenden Seite der
Matrize und das mögliche Ablösen des Kontaktes wird somit nicht be-
rücksichtigt.
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Abbildung 5.14.: Druckgradient entlang der einzelnen Presskanäle des

6-Loch Werkzeugs.
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5.3. 6-Loch Matrize (ICEB’15)

�5
�H

�L
�E

�I�
D

�N
�W

�R
�U

1

0

AA BB CC

�5
�H

�L
�E

�I�
D

�N
�W

�R
�U

1

0

FF EE DD
Abbildung 5.15.: Modellbasierte Reibfaktoren entlang der Presskanäle.

Simulation des Strangpressprozesses unter Anpassung des Kon-
taktes
Ein sehr pragmatischer Ansatz stellt das Vorgehen zum Schluss dar, bei
dem all jene Elemente der Presskanäle aus dem Werkzeugnetz entfernt
werden, deren Normale entgegen der Pressrichtung orientiert ist. Dies
entspricht all jenen Elementen bei denen die Werkzeugdurchbiegung
eine Ö�nung des Kanals zur Folge hat. Die Entfernung dieser Elemente
hat das Aufheben des Kontaktes an diesen Stellen zur Folge. Abbildung
5.16 stellt dies für das 6-Loch Werkzeug dar. Die konisch schliessenden
Presskanäle bleiben von diesem Vorgehen gänzlich unbeein�usst, da
die Durchbiegung nur eine minimale Ö�nung der Kanäle zur Folge hat
und vom Betrag deutlich kleiner ist, als die Ausgangskon�gurationen
der Geometrien mit 2o und 5o. Die in radialer Richtung nach innen
orientierten Elemente der Matrize bleiben, aufgrund ihrer leicht konisch
schliessenden Anordnung, bestehen. Die auf diesem Werkzeugmodell
basierenden Simulationsergebnisse sind in Abbildung 5.17 aufgeführt.
Dieser pragmatische Ansatz der Kontaktaufhebung in Bereichen ö�-
nender Presskanalgeometrien führt zur deutlichen Verbesserung des
Simulationsresultats bezüglich der experimentellen Ergebnisse und im
Vergleich zur ursprünglichen, gesamthaften Kontakt- und Reibungs-
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5. Anwendung und Validierung

Abbildung 5.16.: Angepasste Werkzeugkontur durch Entfernung ö�-
nender Presskanalbereiche.
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Abbildung 5.17.: Experimentelle und simulative Vorhersage der Ge-
schwindigkeitsverhältnisse der 6 Pro�lstränge.

de�nition. Während das Pro�l bezüglich des Kanals EE minimal an
Geschwindigkeit verliert, pro�tiert das Pro�l des ursprünglich zylindri-
schen Kanals BB stark von der Aufhebung des Kontaktes zum Werk-
zeug. Ebenso verbessern sich die Resultate im direkten Vergleich be-
züglich der konisch ausgeführten Presskanalgeometrien.

Zu hinterfragen bleibt, ob dieser Ansatz bezüglich des Kontaktes nicht
zu stark ausgeführt ist. Zu klären wäre hierzu, ob sich das Pro�l in
der Realität schleichend vom sich ö�nenden Kanal ablöst oder ob eine
scharfe Trennung besteht. Die Frage der FE-seitigen Kontaktmodellie-
rung divergierender Werkzeugbereiche schliesst sich daran direkt an.
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5.4. Industrielle Kammermatrize

5.4. Industrielle Kammermatrize

Die im vorherigen vorgestellten Werkzeuge dienten als wissenschaftliche
Benchmarkwerkzeuge mit denen der Ein�uss der Reibung auf die Pro-
�lgeschwindigkeiten untersucht wurde. Im Folgenden sollen Ergebnis-
se für ein industriell eingesetztes Kammerwerkzeug vorgestellt werden
(WEFA). Das Kammerwerkzeug zum Strangpressen eines Hohlpro�ls
ist vierteilig aufgebaut. Der Werksto��uss wird zu Beginn über eine
Spreizkammer aufgeweitet, bevor dieser im Bereich der Vorkammern
des Dornteils aufgetrennt wird. Die sich daran anschliessende Matri-
zenplatte wird über eine weitere Hinterlage abgestützt. Der Aufbau
des nitrierten Gesamtwerkzeuges sowie die Pro�lform ist zusammen
mit den wichtigsten Pressparametern in Tabelle 5.4 aufgeführt. Für die
Simulationsparameter bezüglich der thermischen Materialeigenschaften
und Randbedingungen gelten die Werte aus Anhang A.5. Das Werk-
zeug wurde als starr angenommen. Zur qualitativen Validierung der
Simulation wird das Resultat mit der Pro�lform verglichen.

Simulation des Strangpressprozesses
Abbildung 5.18 fasst die Simulationsergebnisse des Füll- und Pressvor-
gangs zusammen. Ausserdem ist ein Stück des realen Pro�ls zu Ver-
gleichszwecken dargestellt. Schon im Verlauf des sich abschliessenden

Tabelle 5.4.: Geometrische Randbedingungen der Kammermatrize.

� Rezipientendurchmesser:
230 mm

� Pressverhältnis: 41:7

� Blocklänge: 250 mm

� Pressgeschwindigkeit: 4 mm=s

� Werkzeug- und Blocktempera-
tur: 480 oC
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5. Anwendung und Validierung
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Abbildung 5.18.: Füll- und Pressprozess des Kammerwerkzeuges sowie
das real erhaltene Pro�lstück (WEFA).

Füllvorgangs zeichnet sich eine inhomogene Austrittsgeschwindigkeit
des Pro�ls ab. In der dargestellten Ansicht bildet sich mittig auf der
Pro�loberseite ein Geschwindigkeitsmaxima aus. Aufgrund des Vorei-
lens der Pro�loberseite bezüglich der Pro�lunterseite, wellt sich das
Pro�l auf der Oberseite auf. Eine Deformation oder Durchbiegung des
Pro�ls nach unten wird über einen virtuellen Puller vermieden, sodass
der Pro�laustritt in Pressrichtung stabilisiert wird. Die Faltenbildung
der Pro�loberseite kann ebenfalls am realen Pro�l beobachtet werden.
Die Gestaltung der Matrize scheint deshalb nicht optimal. Einerseits
wirken die obenliegenden Kammern zu voluminös, sodass der Material-
�uss in diesem Bereich zu stark ausgeprägt ist. Andererseits weist der
Presskanal der Matrize eine konstante Länge und zylindrische Ausfüh-
rung entlang des Pro�lumfangs auf. Die Reibung entlang des Kanals ist
somit ebenfalls homogen verteilt, wie aus Abbildung 5.19 zu erkennen
ist. Zur Verbesserung des Simulationsresultats, im Sinne einer Homo-
genisierung der Pro�lgeschwindigkeit, könnte demnach ebenso die Ver-
längerung der Presskanallänge sowie die konische Anstellung derselben
im Bereich der Werkzeugoberseite hilfreich sein.

120



5.4. Industrielle Kammermatrize
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Abbildung 5.19.: Homogene Reibspannungen entlang des Presskanals.

Zusammenfassung des Kapitels
Anhand zweier Benchmarkwerkzeuge wurde die Auswirkung geometri-
scher Formänderungen innerhalb des Presskanals auf das Reibverhalten
aufgezeigt. Parallel dazu wurden konventionelle Reibungsansätze und
das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Reibmodell simulativ vali-
diert. Die Annahme konstanter Reibfaktoren führt in den untersuch-
ten Fällen allgemein zu falschen Vorhersagen der Reibungsverhältnisse.
Qualitativ korrekte Vorhersagen können mit dem prozessparameterab-
hängigen Modell getro�en werden. Dies wurde ebenfalls anhand eines
industriell eingesetzten Werkzeugs demonstriert.
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6. Zusammenfassung und
Ausblick

6.1. Zusammenfassung

Das Ziel dieser Arbeit ist die makroskopische Erfassung und Modellie-
rung des Reibungsverhaltens zur verbesserten Simulation von Strang-
pressprozessen am Beispiel einer Aluminiumlegierung. Um dies zu er-
reichen, wurden die signi�kanten Ein�ussgrössen auf das Reibverhalten
sowie das Warmumformverhalten experimentell untersucht und model-
liert.
Zur Untersuchung des Reibverhaltens wurde ein experimentelles Ver-
fahren zur Bestimmung des Ein�usses der Prozessparameter Tempe-
ratur, Druck und Geschwindigkeit entwickelt und angewandt. Dieses
Verfahren erlaubt die Charakterisierung der Reibung als Funktion der
genannten Prozessparameter durch Auswertung des zur Überwindung
der Reibung benötigten Drehmoments. Im Gegensatz zu anderweitigen
tribologischen Prüfverfahren wird kein variierender Punkt-, bzw. Flä-
chenkontakt, sondern ein konstanter Flächenkontakt zwischen Werk-
zeug und Probenmaterial während des Versuches aufgebaut. Durch die
Gestaltung der Versuchskon�guration kann das Reibverhalten auch un-
ter hohen Kontaktdrücken untersucht werden. Sowohl die Temperatur
als auch der Druck üben einen signi�kanten Ein�uss auf die im Kontakt
wirkende Reibspannung aus, während der Ein�uss der Relativgeschwin-
digkeit minimal ausgeprägt ist. Demnach nimmt die Reibspannung mit
abnehmender Temperatur, beziehungsweise mit zunehmendem Druck
und Geschwindigkeit zu. Ebenso untersuchte Werkzeugbeschichtungen
beein�ussen das tribologische System bezüglich der Reibung nur in ge-
ringem Ausmass im niederen Druckbereich. Für hohe Anpressdrücke
konnte kein Ein�uss der Beschichtungen auf das Reibverhalten festge-
stellt werden.
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6. Zusammenfassung und Ausblick

Das Warm�iessverhalten der Aluminiumlegierung EN AW-6082, das
hauptsächlich durch die Ein�üsse der Temperatur und der Dehnrate
bestimmt wird, wurde anhand von Stauchversuchen erfasst und mit-
tels üblicher Modellansätze ge�ttet. Eine gute Genauigkeit konnte mit
dem Modell nach Zener-Hollomon/Tong auch unter Einbeziehung des
plastischen Dehnungsein�usses erzielt werden.
Zur Modellierung des Reibverhaltens wird ein Modellansatz vorgeschla-
gen, der die de�nierten Reibspannungen in Abhängigkeit zu den Pro-
zessparametern Temperatur, Anpressdruck und Relativgeschwindigkeit
beschreibt. Eine sehr gute Übereinstimmung der experimentellen und
modellierten Daten konnte erzielt werden. Die obere Grenze der physi-
kalisch sinnvollen Reibspannung wird durch die temperatur- und dehn-
ratenabhängige Schub�iessgrenze de�niert. Die untere Reibspannungs-
grenze wird im drucklosen Zustand durch die Annahme einer gewissen
adhäsiven Reibung, ebenfalls de�niert durch die Schub�iessgrenze, be-
stimmt. Da der Reibkontakt selbst innerhalb eines sehr dünnen Ober-
�ächenbereichs vorherrscht, werden hohe Scherraten zur Modellierung
angenommen.
Zur Implementierung des Modells in PF-Extrude und zur Vermeidung
von Netzein�üssen wird das Schubspannungsreibmodell unter Verwen-
dung des Shear-Friction Ansatzes regularisiert. Der Ansatz erlaubt da-
durch eine adäquate, netzunabhängige lokale De�nition der Reibungs-
randbedingungen anhand des Reibfaktors und in Abhängigkeit der Pro-
zessparameter. Durch die abschliessenden Simulationen zur Validierung
konnte nachgewiesen werden, dass die Annahme global konstanter Rei-
bungsrandbedingungen nicht korrekt ist und zu falschen Vorhersagen
des Material�usses führt. Mit dem erarbeiteten Modell konnten für alle
vorgestellten Strangpressprozesse qualitativ korrekte Resultate bezüg-
lich des Material�usses und der Pro�lgeschwindigkeiten erzielt werden.
Neben der Reibungsmodellierung einerseits, ist, so konnte es anhand
der Simulationen aufgezeigt werden, andererseits auf die konkrete Kon-
taktde�nition innerhalb des FE Programms zu achten.
Das erarbeitete experimentelle Verfahren sowie das entwickelte Reib-
modell stellen somit eine Möglichkeit dar, Reibung nicht als global kon-
stante Grösse in Strangpresssimulationen zu berücksichtigen, sondern
diese auf Basis der lokal variierenden Ein�ussgrössen experimentell zu
bestimmen, zu modellieren und diese in Strangpresssimulationen lokal
als Randbedingung aufzuprägen.
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6.2. Ausblick

6.2. Ausblick
Basierend auf der vorliegenden Arbeit sind verschiedene weiterführende
Forschungsthemen denkbar:
Die experimentelle Auswertung des Reibmoments erfolgte bisher über
fünf Versuchszyklen, wobei die Entwicklung und der Aufbau eines ad-
häsiven Haft�lms beobachtet werden konnte. Die Quanti�zierung der
Adhäsionsschicht, beispielsweise durch die Haft�lmdicke als Funktion
des Reibweges, stellt ein interessantes Mass zur Charakterisierung des
tribologischen Systems zwischen Beschichtung und Pressgut auch über
längere Reibwege dar. Insbesondere zur Vorhersage der Standzeit ei-
ner Strangpressmatrize, beziehungsweise zur Vorhersage des Zeitpunkts
des nächsten, notwendigen Ausbeizens, ist die Spezi�kation der Adhä-
sionsphänomene von zentraler Bedeutung. Denkbar wäre in diesem Zu-
sammenhang auch ein zeitabhängiges Reibmodell auf Mikroebene, um
die genannten E�ekte zu modellieren.
Im Rahmen dieser Arbeit wurden die Strangpressmatrizen weitest-
gehend als starre Werkzeuge betrachtet und simuliert. Es konnte je-
doch anhand des ICEB’15 Benchmarkwerkzeugs gezeigt werden, wel-
chen Ein�uss die elastische Deformation und Durchbiegung der Ma-
trize auf die Reibungsausprägung und damit das Pressresultat inner-
halb zylindrischer Presskanalgeometrien haben kann. Gerade zylindri-
sche Presskanalbereiche, die sich infolge einer Matrizendurchbiegung zu
divergierenden Presskanalgeometrien entwickeln können, sollten inner-
halb der Kontaktroutinen spezi�sch behandelt werden, um ein Ablösen
des Materials zu erlauben. Insbesondere sollte hierzu der Reibungs- und
Kontaktbeschreibung auch innerhalb gekoppelter Simulationen Auf-
merksamkeit geschenkt werden.
Weiterhin wird die thermische Ausdehnung des Werkzeuges, aufgrund
von Temperaturgradienten während des Pressens und den Massände-
rungen der Matrize beim Aufheizen auf Presstemperatur nicht berück-
sichtigt. Interessant wäre hier ausserdem die Berücksichtigung der Werk-
zeugdeformation vom Kalt- zum Warmmass, die wiederum Auswirkun-
gen auf die Kontaktausprägung haben kann. Da die Reibung neben
dem Druck ebenfalls stark von der Temperatur beein�usst wird, wäre
im Weiteren auch an eine temperatur- und druckabhängige De�nition
und Modellierung des Wärmeübergangs zwischen Werkzeug und Press-
gut zu denken.
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A. Anhang

A.1. Technische Zeichnungen des
Tribo-Torsion-Tests (C)

Abbildung A.1.: Technische Zeichnung des Dorns.

Abbildung A.2.: Technische Zeichnung der Probe.
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A. Anhang

Abbildung A.3.: Technische Zeichnung der Hülse.

Abbildung A.4.: Technische Zeichnung des Stössels.
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A.2. Thermische Simulation des Tribo-Torsion-Tests (C)

A.2. Thermische Simulation des
Tribo-Torsion-Tests (C)

Im Folgenden wird auf die simulative Abbildung des Temperaturgra-
dienten innerhalb des Versuchsaufbaus und den experimentellen Ab-
gleich, beziehungsweise die experimentelle Datengrundlage der FE Si-
mulation eingegangen.
Zur virtuellen Abbildung der instationären Wärmeleitung innerhalb
des Tribo-Torsion-Tests nach Geometrie C wurde ein zweidimensiona-
les, rotationssymmetrisches Modell mit der FE-Software Abaqus aufge-
baut. Zur Vereinfachung wurde die gesamte Werkzeuggeometrie beste-
hend aus Hülse, Stössel und Dorn als ein einziges, ideales Werkzeugteil
modelliert. Grundlage der Simulation stellen Abkühlversuche bei ab-
geschalteter, induktiver Heizung nach dem Aufheizen und Halten auf
Versuchstemperatur dar. Mittels drei an verschiedenen Positionen der
Hülse angebrachter Thermoelemente wurde das Aufheiz-, Halte- und
Abkühlverhalten bei T = 400 oC und T = 500 oC aufgezeichnet. Das
vereinfachte Modell sowie die aufgeprägten Temperaturrandbedingun-
gen zu Beginn der Abkühlphase sind in Abbildung A.5 aufgezeigt. Das
Thermoelement T0 wurden mittig innerhalb der Spule auf der Hülse
über der Reibzone angebracht (vgl. Abbildung 2.17), Thermoelement
T17 im Abstand von 17 mm zu T0 unterhalb der ersten Spulenwindung.
Thermoelement T38 ist im Abstand von 38 mm zu T0 nahe des Ba-
ckenfutters positioniert. Diese 3 gemessenen Temperaturen dienen im
Folgenden als Stützstellen für eine lineare Interpolation des Tempera-
turgradienten zwischen T0 und T17 sowie T17 und T38. Um die Messstelle
T0 wurde beiderseits eine konstante Temperatur von T = 400 oC, bzw.
T = 500 oC in einem Abstand von 2 mm angenommen. Die stärkste
Vereinfachung betri�t den Ersatz der Backenfutter durch einen rein ko-
vektiven Wärmeübergang hSpann. Über die Einspannlänge wurde der
lineare Temperaturgradient von T = 50 oC auf T = 25 oC angenom-
men. Der konvektive Wärmeübergang des Werkzeugs an die umgebende
Luft wird mit hLuft beschrieben. Aufgrund der gewählten Randbedin-
gungen, ist eine Optimierung des simulierten Abkühlverhaltens an den
Stellen T0, T17 und T38 durch Anpassung der Wärmeübergangskoef-
�zienten hSpann und hLuft möglich. Die Parameter des thermischen
Werksto�modells sind in Tabelle A.1 zusammengefasst.
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Abbildung A.5.: Interpolierter Temperaturverlauf an der Werkzeug-
ober�äche zu Beginn der Abkühlphase (links) und ge-
messene Temperatur-Zeit Verläufe an den 3 Messposi-
tionen (T0 = 400 oC) während des gesamten Versuchs
(rechts).

Tabelle A.1.: Verwendete Parameter für die thermische Simulation.
EN AW-6082 Stahl 1.2344

Dichte � 2700 kg
m3 7700 kg

m3

spez. Wärmekapazität cp 896 J
kgK 510 J

kgK

Wärmeleitfähigkeit � 198 W
mK 29 W

mK

TLuft 22 oC
hLuft 1 W

m2K

hSpann 2000 W
m2K

Die Wärmeübergangskoe�zienten wurden anhand der Abkühlversu-
che von T0 = 400 oC bestimmt und anhand der Abkühlversuche von
T0 = 500 oC validiert. Die Temperatur-Zeit Verläufe sind in Abbildung
A.6 dargestellt und zeigen für beide Starttemperaturen eine sehr gu-
te Übereinstimmung zwischen Simulationsmodell und experimentellem
Resultat.
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A.3. Zusammenfassung der Versuchsergebnisse
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Abbildung A.6.: Vergleich der gemessenen und simulierten Abkühlkur-
ven.

A.3. Zusammenfassung der
Versuchsergebnisse

Die experimentell bestimmten, mittleren Reibmomente sind für alle ver-
wendeten Versuchsparameter sowie die drei Beschichtungstypen in Ta-
belle A.2 zusammengefasst. Neben den Reibdrehmomenten sind eben-
falls die daraus berechneten Reibschubspannungen aufgeführt.
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�
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400
2.4

15
6.81

21.80
6.21

19.87
5.16

16.52
400

2.4
60

15.77
50.47

15.63
50.03

15.38
49.22

400
13.2

32
13.04

41.72
11.73

37.53
10.31

33.01
400

24
15

7.10
22.73

6.67
21.34

6.28
20.08

400
24

32
12.58

40.25
12.73

40.73
11.62

37.19
420

7.2
15

6.98
22.33

6.02
19.26

5.85
18.73

420
7.2

48
14.14

45.25
13.90

44.48
13.98

44.73
450

2.4
32

9.76
31.23

8.54
27.34

7.91
25.31

450
2.4

60
12.18

38.96
12.20

39.04
11.95

38.24
450

13.2
15

5.61
17.95

5.04
16.12

4.41
14.11

450
13.2

32
10.56

33.78
9.93

31.76
8.38

26.83
450

13.2
60

12.72
40.69

12.62
40.37

12.34
39.49

450
24

15
5.67

18.14
5.70

18.24
5.07

16.23
450

24
32

10.17
32.54

10.55
33.76

9.28
29.71

480
7.2

15
5.47

17.49
4.54

14.52
4.65

14.88
480

7.2
48

10.10
32.33

10.34
33.08

10.36
33.15

500
2.4

15
4.95

15.83
4.67

14.93
3.24

10.37
500

2.4
60

10.54
33.74

10.43
33.38

10.23
32.72

500
13.2

32
9.13

29.21
8.36

26.76
7.24

22.39
500

24
15

5.29
16.94

4.82
15.43

4.22
13.50

500
24

32
8.94

28.62
7.70

24.65
8.00

25.60
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A.4. Iteration des Gleichgewichtes

A.4. Iteration des Gleichgewichtes

Inkrement n
Iteration i = 0
" = 10�1, � = 10�4(default)

R(i) = F �K(i)�u(i)

while kR
(i)k
kFk � " do

i! i+ 1
�u(i) = K(i)�1R(i�1)

�u(i) = �u(i�1) + �u(i)

R(i) = F �K(i)�u(i)

end while

Iteration unter Berücksichtigung der Reibung �r
if �u(i) � � then
K�(i) = �r(T (n); v(i); p(i))A=�u(i)

else
K�(i) = �r(T (n); v(i); p(i))A=�

end if
R�(i) = F � (K(i) +K�(i))�u(i)

while kR
�(i)k
kFk � " do

i! i+ 1
if �u(i�1) � � then
K�(i) = �r(T (n); v(i�1); p(i�1))A=�u(i�1)

else
K�(i) = �r(T (n); v(i�1); p(i�1))A=�

end if
�u(i) = (K(i) +K�(i))�1R(i�1)

�u(i) = �u(i�1) + �u(i)

R�(i) = F � (K(i) +K�(i))�u(i)

end while
Inkrement n! n+ 1
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A. Anhang

A.5. Zusätzliche Parameter der
Strangpresssimulationen

Nachfolgend sind die in den Strangpressimulationen verwendeten Ma-
terialeigenschaften sowie der zwischen Werkzeug und Werkstück ver-
wendete Wärmeübergangskoe�zient in Tabelle A.3 aufgeführt. Soweit
nicht anders de�niert, handelt es sich hierbei um Standardwerte.

Tabelle A.3.: Verwendete Parameter für die Simulationen in PF-
Extrude.

EN AW-6082
Dichte � 2700 kg

m3

spez. Wärmekapazität cp 1 896 J
kgK

Wärmeleitfähigkeit � 1 198 W
mK

Wärmeübergangskoe�zient h 10 000 W
m2K

1Entnommen aus der Materialdatenbank von Altair HyperXtrude v13.
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