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Kurzfassung
Die Auslegung von gefügten Bauteilen ermöglicht die Produktion von Strukturbauteilen,
welche teils aus sehr vielen Einzelteilen bestehen und durch eine hohe Anzahl von Fü-
gepunkten verbunden sind. Die Eigenschaften der Einzelteile und die Prozessgrößen in
der Fertigung unterliegen Schwankungen, die bei der Auslegung berücksichtigt werden
müssen. Um diese Bauteile stets nach der Spezifikation zu liefern, werden die Prozesse
gewöhnlich über die gesamte Prozesskette überwacht und das Bauteil überdimensioniert.
Treten unvorhersehbare Störungen in der Prozesskette auf, kann das Bauteil nicht mehr
weiter produziert werden. Entweder muss die Störung im Prozess behoben werden, was
nicht immer möglich ist und die schon teils produzierte Charge muss vernichtet werden,
oder der Teil der Prozesskette nach der Störung muss angepasst werden. Dies kann z.B.
durch eine Änderungskonstruktion, wie der Anpassung der Fügepunktpositionen und der
-anzahl, geschehen.
In dieser Dissertation wurde eine Auslegungsmethode zur strukturellen elastischen Aus-
legung punktgefügter Bauteile entwickelt, mit der eine Anpassungskonstruktion, z.B. auf
solche Störungen, möglich ist. Diese Methode basiert auf der Ausnutzung des Einflus-
ses von geometrischen Bauteilgrößen, wie z.B. der Bauteildicke und der Fügepunktpo-
sitionierung, von veränderten Fügepunkteigenschaften sowie dem Verständnis zwischen
Prozessgrößen und den erzeugten Fügepunkteigenschaften.

Abstract
The design of joined components enables the production of structural components, which
consist of many individual parts and are combined by a large number of joining elements.
Since the properties of the individual parts and the process parameters in manufacturing
can scatter, the deviations must be considered in the design. To always deliver these com-
ponents according to specification, the processes are usually monitored over the entire
process chain and the component is over dimensioned. If unforeseeable disruptions occur
in the process chain, the component can no longer be produced. Either the malfunction
in the process must be rectified, which is not always possible, and the batch that has
already been partially produced must be destroyed, or the part of the process chain after
the malfunction needs to be adjusted. This can be done, for example, by changing the
design, such as adjusting the joints’ positions and number.
In this PhD thesis, a design method for structural elastic designing of point-joined com-
ponents was developed. With that method a revised design can be defined, e.g. in order
to meet unforeseeable disruptions in the process chain. This method is based on the utili-
zation of the influence of geometric component parameters, such as component thickness
and joint positioning, on changed joint properties as well as on the understanding between
process parameters and the manufactured joint properties.
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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation und Zielsetzung
Die Fügetechnik ist ein wichtiger Teil des Maschinenbaus, da die meisten mechanischen
Bauteile aus vielen Einzelteilen bestehen, die miteinander gefügt sind. Erst durch das Ver-
einen der Einzelteile mit richtig ausgewählten, dimensionierten und positionierten Füge-
elementen können tragende Strukturen, wie zum Beispiel eine Fahrzeugkarosserie, spezifi-
zierten äußeren Lasten formstabil standhalten. Die Formstabilität wird dabei gewöhnlich
durch Bauteilsteifigkeiten und -eigenfrequenzen angegeben. Das Fügedesign umfasst al-
le Fügeelemente mitsamt ihren Eigenschaften und ihrer Anordnung, sowie bewusst am
Bauteil herbeigeführte geometrische und werkstoffliche Änderungen, um die Fügepunkt-
belastungen und -positionierungen zu beeinflussen.
Bei jedem gefügten Bauteil besteht in der Auslegung und Fertigung die Herausforderung,
dass die Bauteilspezifikationen bei schwankenden Einzelteilen und auch bei schwankenden
Prozessgrößen eingehalten werden müssen. Gleichzeitig beeinflussen sich die Größen ge-
genseitig. Es ist zum Beispiel messbar, dass bei einem Clinchprozess ein Clinchpunkt mit
anderen Eigenschaften entsteht, wenn die Prozessgrößen (z.B. der Verfahrweg des Stem-
pels) oder die Eingangsgrößen (z.B. die Blechdicken der Fügeteile) variieren. Vorherseh-
bare Prozessschwankungen werden in einer robusten Auslegung und in der nachgelagerten
Fertigungsplanung einkalkuliert. Um das Bauteil stets in der gewünschten Qualität zu lie-
fern, sollte die Konstruktion das Bauteil entweder überdimensionieren oder der Fertigung
Möglichkeiten gegeben werden, mit einer möglichst kleinen Änderung des Fertigungspro-
zesses auf ebendiese Prozessschwankungen zu reagieren. Um der Fertigung einen Maß-
nahmenkatalog für bestimmte „Prozessfehler“ zu liefern, bedarf es ein tiefes Verständnis
der „Stellschrauben im Prozess“ und deren Auswirkung auf die Gesamtstruktur sowie auf
die Fügepunktbelastung. Darüber hinaus kann mit einem tiefen Prozessverständnis und
einer systematischen Ausnutzung dieses Wissens auch auf weitere ungewollte Änderun-
gen, die über das ursprünglich geplante Maß hinausgehen, reagiert werden.
Tritt eine ungewollte Prozessänderung, die als Fehler in der Prozesskette wahrgenommen
wird auf, kann der Konstrukteur bewerten welche „Stellschrauben im Prozess“ verändert
werden müssen, um die Bauteilqualität wiederherzustellen. Für den Konstrukteur ist die
Störung eine Ursache, auf die mit einer oder mehreren Maßnahmen reagiert werden muss.
Die Auswirkung dieser Maßnahmen sollte sein, dass die Bauteil- und Fügepunktsicher-
heiten wiederhergestellt sind.
Der Konstrukteur benötigt folglich ein Wissen über die Ursache-Wirkungs-Beziehungen
zwischen Veränderungen im Bauteil und / oder in der Fügestelle sowie die Wirkung einer
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solchen Änderung auf die Eigenschaften und Belastungen im Bauteil und in den Fügestel-
len. Sind die Ursache-Wirkungs-Beziehungen bekannt, kann eine konstruktive Methode
entwickelt werden, um Anpassungskonstruktionen durchzuführen. Aktuell gibt es kei-
ne Methode, die bewusst auf physikalischen Ursache-Wirkungs-Beziehungen basiert. Die
Anpassungen des Fügedesigns und des Bauteils, beruht entweder auf der Erfahrung des
Konstrukteurs, auf Sampling oder auf trainierten selbstlernenden Algorithmen, die im
Vornhinein mit Fügeszenarien trainiert werden müssen.
Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung einer Auslegungsmethode, mit welcher für statische
Belastungen eine Änderungskonstruktion für ein geclinchtes Bauteil in wenigen Iterati-
onsschritten generiert werden kann. Darüber hinaus kann mit der Auslegungsmethode
für mögliche Prozesskettenstörungen ein Maßnahmenkatalog abgeleitet werden, mit wel-
chem die Bauteilfunktionen und die Sicherheiten durch konstruktive oder fertigungstech-
nische Maßnahmen wiederhergestellt werden können. Damit dies gelingt, müssen folgende
Ursache-Wirkungs-Zusammenhänge bekannt sein:

1. von globalen Bauteilgeometrieänderungen auf die Fügepunktbelastungen

2. von lokalen Bauteilgeometrieänderungen um den Fügepunkt auf die Fügepunktbe-
lastungen

3. von Lastumlagerungen zwischen den Fügepunkten untereinander durch Verände-
rung eines Fügepunktes im Fügedesigns

Die Dissertation beschäftigt sich deshalb damit, das Verständnis von durch Schwankungen
in der Prozesskette erzeugten Lastumlagerungen in den Fügepunkten eines Fügedesigns
deutlich zu erhöhen. Als Hypothese wird angenommen, dass durch die Erforschung von
Ursache-Wirkungs-Zusammenhängen übertragbares Wissen gebildet werden kann, was
nachfolgend in einer Konstruktionsmethode genutzt wird. Zudem soll die Methode, da
sie nicht auf „Versuch und Irrtum“ basiert, deutlich weniger Iterationsschritte benötigen
als gängige Optimierungsalgorithmen.

1.2 Vorgehen und Gliederung
Zunächst wird im Kapitel 2 der Stand der Forschung im Bereich der Auslegung von ge-
fügten Baugruppen beschrieben. Dort ist erläutert, welche Vorversuche notwendig sind,
um die für die Auslegung notwendigen Informationen zu generieren, wie Fügeelemen-
te in der Bauteilsimulation beschrieben werden und welche Möglichkeiten bestehen ein
Fügedesign zu definieren. Kapitel 3 befasst sich mit der Analyse der Belastungen von
punktförmigen Fügeverbindungen in gefügten Strukturen. Dort werden Größen zur Be-
schreibung von Fügepunktlasten eingeführt. Anhand einer Fahrzeugkarosserie wird die
Anwendung und der Nutzen dieser Art der Beschreibung erläutert sowie der Einfluss der
Blechdicke und der Fügepunkteigenschaften auf die Fügepunktlasten herausgearbeitet. In
Kapitel 4 sind Wechselwirkungen zwischen den Fügepunkteigenschaften, ihrer Position
und der äußeren Last auf die Fügepunktbelastungen anhand simulativer Untersuchungen
an einem Mehrfügepunktflansch identifiziert. In Kapitel 5 wird anhand von experimen-
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tellen Untersuchungen an einfach geclinchten Proben, der Einfluss der Bauteilgestalt in
der Fügepunktnähe auf die Clinchpunktbelastung untersucht. In Kapitel 6 wird zuerst
eine Auslegungsmethode zur verbesserten Auslegung von punktgefügten Bauteilen vorge-
stellt. Anschließend wird das Vorgehen und der Nutzen der Auslegungsmethode an einem
bauteilähnlichen Demonstrator aufgezeigt. Abschließend endet die Dissertation mit einer
Zusammenfassung und einem Ausblick in Kapitel 7.
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Kapitel 2

Stand der Forschung

Mit der in dieser Arbeit entwickelten Auslegungsmethode werden bestehende Konstruk-
tionen von geclinchten Bauteilen verbessert, indem die Lastaufteilung zwischen den Clinch-
punkten untereinander verändert wird. Dies geschieht, indem Lasten zwischen den Füge-
punkten von stärker belasteten Clinchpunkten auf schwächer belastete umgelagert wer-
den. Diese Umlagerung erfolgt dabei zielgerichtet und basiert auf der systematischen
Ausnutzung von Prozess- und Konstruktionseinflüssen. Um eine solche Methode zu ent-
wickeln, bedarf es eines Verständnis des Clinchprozesses, des Vorgehens bei der Auslegung
von punktgefügten Strukturen, der Berechnung von Bauteilen mit der FE-Methode sowie
bekannten Einflüssen auf die Belastungssituation von Clinchpunkten und ein dazugehöri-
ges Charakterisierungskonzept. Anhand einer Literaturrecherche wird nachfolgend in die
genannten Themen eingeführt, wobei mit der Beschreibung der Herstellung eines zylin-
drischen Fügepunktes mit ungeteilter Matrize und den Eigenschaften des dadurch herge-
stellten Clinchpunktes begonnen wird. Danach werden Prozesseinflüsse und geometrische
Kennwerte eines Clinchpunktes - auch Clinchpunktverbindung genannt - beschrieben.
Durch die Erzeugung anderer Clinchpunktgeometrien durch veränderte Prozessparame-
ter können die mechanischen Clinchpunkteigenschaften verändert werden. Da in der Aus-
legungsmethode FE-Berechnungen ausgewertet werden, folgt anschließend ein Abschnitt
über die Abbildung von Clinchpunkten in der FE-Simulation. Anschließend wird be-
schrieben, wie die Auslegung von punktgefügten Bauteilen momentan erfolgt. Dabei liegt
der Schwerpunkt der Recherche auf der Definition der Fügepunktpositionen. Danach wird
auf vorhandene Literatur eingegangen in denen Mehrfügepunktproben untersucht worden
und Lastumlagerungen oder gesteigerte Tragfähigkeiten zu beobachten sind. Als letztes
wird ein Prüfkonzept vorgestellt, in dem die Belastungen auf Clinchpunkte eingestellt
werden können. Das vorgestellte Konzept gilt nur für das Fügen ungleicher Fügeteile,
d.h. verschiedene Werkstoff-Blechdicken-Kombinationen, dient aber als Inspiration für
den in Kapitel 6 verwendeten Demonstrator. Dieses Kapitel endet mit der Darlegung
des Forschungsbedarfs, um eine auf Ursache-Wirkungs-Beziehungen basierende holisti-
sche Auslegungsmethode für geclinchte Bauteile entwickeln zu können.

2.1 Kurzübersicht über das Verfahren Clinchen
Clinchen ist ein Fügeprozess, welcher seit den achtziger Jahren des 20. Jahrhundert indus-
triell angewendet wird, obwohl die erste schriftliche Erwähnung in einer Patentschrift [1]
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aus dem Jahr 1897 stammt [2]. Die zeitliche Verzögerung des Durchbruches dieses Verfah-
rens war durch fehlende Werkzeugkonzepte, die erst in den dreißiger Jahren in Amerika
aufkamen und dort in den Siebzigern realisiert wurden [3], bedingt. In den Achtzigern
und Neunzigern wurden in Amerika und im deutschsprachigem Raum Maschinen zum
Setzen von mechanischen Fügeelementen entwickelt und produziert [2]. Daraufhin ha-
ben sich die mechanischen Fügeelemente inklusive der Clinchpunkte in Gehäusen von
Haushaltsgeräten und elektrischen Geräten sowie in Automobilkarossen verbreitet [4]. In
der deutschen Norm DIN 8593 ist Clinchen in der fünften Hauptgruppe, Fügen durch
Umformen, einsortiert [5].

2.1.1 Fertigung und Eigenschaften eines Clinchpunktes
Die Fertigung eines Clinchpunktes erfolgt durch eine lokale plastische Kaltumformung bei
dem zwei oder mehrere Blechbauteile ohne Verwendung eines Hilfsfügeelementes verbun-
den werden. Weiter kann das Clinchen in Verfahren mit und ohne Schneidanteil unterteilt
werden, wobei bei ersteren das stempelseitige Blech durchtrennt wird. Eine weitere Klas-
sifizierung kann über die Prozesskinematik, in der nach einstufig und mehrstufig getrennt
wird, erfolgen. [4]
In dieser Arbeit wird sich auf das einstufige Clinchen zweier Fügeteile ohne Schneidanteil
beschränkt, welches in Abbildung 2.1 gezeigt ist [6]. Die zwei Bleche werden durch die
vom Niederhalter ausgeübte Pressung fixiert. Beim anschließenden Durchsetzen taucht
der Stempel ein und die Bleche werden in die Matrize gedrückt. Bei der Berührung des
matrizenseitigen Bleches mit dem Matrizenboden setzt der Stauch- und Biegevorgang
im Boden ein. [6] [3] Abschließend fährt der Stempel zurück und der Clinchpunkt wird
aus der Matrize entformt. In Abbildung 2.1 sind die vier Schritte Fixieren, Durchsetzen,
Stauch- und Biegevorgang und das Entformen schematisch gezeigt.
Die Vorzugsfügerichtung ist „Hart in Weich“, da dies die maximale Kraft und maxi-
male Energieaufnahme unter Scherzugbelastung deutlich erhöht [7]. Bei ungleich dicken
Blechen ist die Vorzugsrichtung „Dick in Dünn“ [8], da die Scherzugkraft ebenfalls gestei-
gert wird. Beide Vorzugsrichtungen führen bei einer gut gewählten Werkzeugkombination
und Prozessführung dazu, dass das Versagensverhalten bei einem Scherzugzugversuch ein
Ausknöpfen anstatt eines Halsrisses ist [9]. Die Versagensarten werden in Kapitel 2.1.3
erläutert.
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a) b) c) d)Stempel

Niederhalter

Matrize

Abbildung 2.1: Verfahrensablauf des einstufigen Clinchens ohne Schneidanteil nach DVS-
EFB 3420 a) Fixieren b) Durchsetzen c) Stauch- und Biegevorgang d)
Entformen; Darstellung nach [10]

Ein gefertigter Clinchpunkt weist geometrische Kenngrößen auf, die im Schliffbild gemes-
sen werden können (siehe Abbildung 2.2). Die wichtigsten Kenngrößen sind die Halsdicke
tn, die Breite des Hinterschnitts f und die Restbodendicke tb. Während der Auslegung
der Werkzeuge und der Prozessgrößen können der Hinterschnitt und die Halsdicke in
Schliffbildern gemessen werden. Eine zu kleine Halsdicke entsteht entweder durch ein zu
geringes Durchmesserverhältnis von Matrize und Stempel oder einer zu großen Matrizen-
tiefe. [2] Ein zu geringer Hinterschnitt bildet sich bei einem zu geringem Stempelweg aus
[9]. Der Hinterschnitt und die Halsdicke sind bei richtig gewähltem Werkzeugsatz von
der Restbodendicke und dem Außendurchmesser abhängig. Deswegen kann die Clinch-
punktqualität zerstörungsfrei anhand des Außendurchmessers und der Restbodendicke
bewertet werden [6]. Weiter muss für eine i.O.-Verbindung sichergestellt werden, dass die
Verbindung rissfrei ist. [6].

di

f
d

t t

t 1
t 2

t b
1

h

t b
2

t b

tn

0

Halsdicke

Hinterschnitt

R
es
tb
od
en
di
ck
estempelseitiges
Bauteil

matritzenseitiges
Bauteil

a) b)

Abbildung 2.2: Geometrische Kenngrößen eines Clinchpunktes a) Formelzeichen b) Be-
zeichnungen
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2.1.2 Ermittlung der mechanischen Kennwerte eines
Fügepunktes

Die mechanischen Kennwerte eines punktförmigen Fügeelementes werden üblicherweise
mit der KS2-Probe [11] oder mit der modifizierten ARCAN-Probe[12] ermittelt. Diese bei-
den Probenformen ermöglichen eine möglichst genaue Aufnahme der Kraft-Weg-Kurven,
da ein ungewolltes Mitmessen der Blechverformung durch die höhere Probensteifigkeit
im Vergleich zu Kreuzkopfzug- und Scherzugproben minimiert wird [13]. Zudem kann
im Gegensatz zu der Scherzugprobe, in der eine Mischbelastung aus Scher- und Schäl-
belastung auftritt, eine Prüfung unter annähernd reiner Schubbelastung erfolgen [14].
Darüber hinaus sind beide Probenarten geeignet, um durch eine Drehung der Probe den
Fügepunkt mit Mischbelastungen zwischen 0° (reiner Scherzug) und 90° (reiner Kopfzug)
zu belasten. Für die KS2-Probe, als auch für die Scherzug- und Kopfzugproben können
die unterschiedlichen Abmessungen der Geometrie in Abhängigkeit der Blechdicke aus
dem Merkblatt [14] entnommen werden. Wichtig ist darauf hinzuweisen, dass die Maße
der Proben für mechanische Fügepunkte gewöhnlich nicht mit den Abmessungen zur Cha-
rakterisierung von Schweißpunkten übereinstimmen (Scherzug- nach [15], Kopfzugprobe
nach [16] und Schälzugprobe nach [17]).
Für Torsions-, Stauch-, Biege- und Mischbelastungen werden im Merkblatt geschlosse-
ne Profilproben vorgeschlagen, allerdings mit dem Hinweis, dass diese Proben mehr für
vergleichende Versuche, als für die Charakterisierung geeignet sind. Für Lebensdauerun-
tersuchungen werden Prüfungen an Zweipunkt-Scherzugproben und H-Proben empfohlen.
Für schlagartige Belastungen sind die genannten Einfügepunktproben und die geschlos-
senen Proben prinzipiell geeignet [14]. Zusätzlich wird im Beiblatt des Merkblattes [14]
auf die 2-Fügepunkt-Scherzug-Steifigkeitsprobe oder auf eine Torsionsprüfung zur Mes-
sung der Fügepunktschubsteifigkeit verwiesen, die auf [18] zurückgeht. Beide Prüf- bzw.
Probenkonzepte reduzieren den Einfluss der Bleche auf die Steifigkeitsmessung. Dieser
Einfluss ist allerdings, wie schon angemerkt, im Schublastfall im Vergleich zum Kopfzu-
glastfall sehr gering.
Aufgrund ihrer punktförmigen Gestalt und bei Vernachlässigung eines übertragbaren Tor-
sionsmomentes werden Clinchpunkte in realen Strukturen durch eine Überlagerung von
Schub-, Normalkraft und Biegung belastet. Das Torsionsmoment wird vernachlässigt, da
Clinchpunkte gewöhnlich nur durch ihren Stofffluss ein minimales Torsionsmoment über-
tragen können. Eine einfach gefügte Clinchpunktprobe lässt sich mit geringer Handkraft
drehen. Für die Beschreibung der linearen mechanischen Eigenschaften von Clinchpunk-
ten ist es ausreichend, die Kraft-Weg-Kurven unter reiner Schub-, reiner Kopfzugbelas-
tung und bei mehreren Schub-/Kopfzug-Verhältnissen experimentell zu bestimmen. Zur
Bestimmung des mechanischen Verhaltens im plastischen Bereich wird zusätzlich eine
Schälzugprobe benötigt. [13] Eine Herausforderung besteht allerdings bei der Bestim-
mung von der Steifigkeit und der maximal elastisch übertragbarer Kraft, da insbesondere
der Übergang von linearen zu nichtlinearen Verhalten schwer zu bestimmen ist [19].
Die Bestimmung der Maximalkraft ist ungleich einfacher, da ein abrupter Kraftabfall in
den Kraft-Weg-Kurven deutlich zu erkennen ist. Für die Abschätzung der Maximalkraft
kann auch auf analytische und halbanalytische Modelle zurückgegriffen werden, wenn die
Geometrie des gesetzten Clinchpunktes und der Werkstoff-Material-Dicken-Kombination
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bekannt ist, was im nachfolgendem Kapitel 2.1.3 erklärt ist. In der numerischen Simula-
tion mit der FE-Methode ist es übliche Praxis,die experimentell bestimmten Kraft-Weg-
Verläufe zur Kalibrierung von FE-Ersatzmodellen zu verwenden (siehe Kapitel 2.1.4).

2.1.3 Versagensarten und analytische Modelle zur
Beschreibung des mechanischen Verhalten eines
Clinchpunktes

Ein Clinchpunkt versagt entweder durch einen reinen Halsriss, durch reines Ausknöpfen
oder durch ein gemischtes Versagensverhalten. Letzteres kann in die zwei Fälle, Halsriss
mit plastischer Deformation und Ausknöpfen mit einseitigem Halsriss, unterteilt wer-
den.[20]
Für die analytische Abschätzung der maximal übertragbaren Kraft eines Clinchpunktes
gibt es mehrere analytische Modelle, deren Entwicklungen in den Veröffentlichungen [21],
[22], [23] und [24] beschrieben sind. Diesen ist gemein, dass die Versagensarten Hals-
riss und Ausknöpfen getrennt betrachtet werden. Dabei wird bei der Berechnung der
Kopfauszugskraft beim Ausknöpfen mindestens der Ansatz verfolgt, den Hinterschnitt
auf einen kegelig verengten Rohrquerschnitt zu reduzieren. Für die maximale Kraft bei
einem Halsriss wird mit einer projizierten Fläche die maximale Spannung analytisch ab-
geschätzt. Die Spannungen in den betrachteten Bereichen werden entweder analytisch mit
Fließkurvenansätzen (z.B. in [23]) oder halbanalytisch ([22]) mit Hilfe von numerischen
Berechnungen bestimmt.
Im Modell von [22] wird der Clinchpunkt in die zwei Bereiche, „Bereich des Hinter-
schnitts“ und „Bereich des Bodens im Unterblech“ unterteilt. Für beide Bereiche werden
Kräftegleichgewichte an infinitesimal dünnen Platten aufgestellt. Die entstehenden Diffe-
rentialgleichungen können unter vereinfachten Annahmen analytisch gelöst werden. Mit
einem analytischen oder numerischen halb-analytischen Ansatz kann der für die ana-
lytische Berechnung benötigte Spannungszustand im Hals bestimmt werden. Da dieses
Modell extrem sensitiv auf den Reibwert reagiert und zudem stark von dem Material-
verhalten abhängt, sollte eine experimentelle Validierung erfolgen und die Abweichung
bestimmt werden. Ist der Reibwert allerdings korrekt bestimmt, ist die Vorhersage, wie
auch in dem Modell von [23] sehr gut. In [23] ist durch die gleichzeitige Berechnung der
Kopfauszugkraft für den Fall eines Halsrisses und für den Fall eines reinen Ausknöpfens
gezeigt, dass auch die Versagensart halbanalytisch bestimmt werden kann. Dafür benö-
tigt das Modell allerdings als Eingangsgröße Messdaten für die Größe des Hinterschnitts
und der Halsdicke. In [24] sind die maximal übertragbaren Kräfte in Schub- und Nor-
malenrichtung aus den Spannungen im Clinchpunkthals analytisch berechnet. Durch die
Beschreibung einer Grenzkurve mit einer Ellipsenfunktion werden die Maximalkräfte un-
ter den verschiedenen Lastwinkeln abgeschätzt. Zur Verwendung dieses Modell werden
ebenfalls die Größen von Hinterschnitt und die Halsdicke aus Schliffbildern benötigt. Wie
der Reibwert in der Veröffentlichung bestimmt worden ist, ist leider nicht angegeben.
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2.1.4 FE-Modelle zur Beschreibung von Clinchpunkten

Ein Clinchpunkt kann in FE-Modellen entweder durch eine detaillierte Abbildung der
Geometrie durch Volumenelementen oder diskret durch ein Ersatzmodell abgebildet wer-
den. Da Modelle den gefügten Zustand bestmöglich abbilden sollen und in einem Clinch-
punkt durch die Kaltverformung ein plastischer Dehnungs- und Spannungszustand vor-
liegt, ist sicherzustellen, dass der Fertigungszustand berücksichtigt ist. Bei einer de-
taillierten Abbildung mit dreidimensionalen Volumenelementen wird dies üblicherweise
durch eine vorangegangene Simulation des Umformprozesses, inklusive der Berechnung
der Rückfederung, gewährleistet. Ist der Clinchprozess in einer 3D-Simulation erfolgt,
kann der Clinchpunkt direkt in ein dreidimensionales Netz einer Bauteilstruktur einge-
bettet werden. [25] Aufgrund der hohen Rechenzeit und der Rotationssymmetrie wird der
Fügeprozess eines runden Clinchpunktes oft in einer 2D-aschsenrotationssymmetrischen
Simulation berechnet. Um dieses Modell in eine 3D-Simulation einzufügen, wird das Netz
um 360◦ aufrotiert und die Spannungs- und plastischen Dehnungszustände den Elemen-
ten anschließend zugewiesen. [26] Dieses Verfahren kann auf alle rotationssymmetrischen
mechanischen Fügeelemente angewendet worden. Für das Halbhohlstanznieten ist dies
zum Beispiel in den Veröffentlichungen [27] und [28] gezeigt. Der Aufwand zur Erstellung
eines Detailmodells ist recht hoch, da die Werkzeuggeometrien bekannt und sowohl die
Werkstoffe charakterisiert als auch die Reibungsparameter bestimmt werden müssen.
Bei der Berechnung von Bauteilen ist das Einfügen von Detailmodellen für jeden Clinch-
punkt nicht sinnvoll. Die Anzahl der Elemente im Modell nimmt bei einem solchen Vor-
gehen sprungartig zu und der Wert der kürzesten Kantenlänge wird deutlich kleiner. Ers-
teres führt zu einer nicht tragbaren Steigerung der benötigten Rechenressourcen sowohl
bei impliziten als auch expliziten Rechnungen und zweiteres erhöht die Berechnungszeit
für explizite Lösungsverfahren zusätzlich. Aufgrund der Praktikabilität werden gefügte
Bauteile deshalb mit einer Schalen-Ersatzelement-Modellierung abgebildet [29].
Zur Kalibrierung der Abbildung des mechanischen Verhaltens der Ersatzelemente werden
experimentell aufgenommene Kraft-Weg-Kurven unter verschiedenen Belastungswinkeln
benötigt. Für die Modellierung von Clinchpunkten in der Strukturberechnung werden
nachfolgend zwei Ersatzelemente erläutert, die in dieser Dissertation verwendet werden.
Der Aufbau weiterer Ersatzmodelle ist zum Beispiel in [20] genannt.
Ein Ansatz ist die Verwendung eines Punkt-Konnektor-Ersatzelements. Bei diesem
wird durch ein Knoten zwischen zwei Ebenen aus Schalenelementen die zu koppelnden
Knoten der beiden Schalenebenen mit einer Kontaktbedingung verbunden. Zusätzlich
sind dem Element mechanische Eigenschaften durch konstitutive Gleichungen zugewie-
sen. Diese Modellierung ist neben der Modellierung mit Solid-Elementen (siehe z.B. [30])
Industriestandard im Automobilsektor [31]. In [13] ist gezeigt, dass ein Punkt-Konnektor-
Ersatzelement, welches mit den Schalenelementen kinematisch gekoppelt ist und dessen
Schub- und Normalsteifigkeiten sowie dessen Verfestigungsansätze ungekoppelt sind, das
Verhalten eines Clinchpunktes sehr gut beschreibt. Die Torsionssteifigkeit eines Clinch-
punktes wird in diesem Modell mit Null und die Biegesteifigkeiten mit quasi unendlich
beschrieben. In [32] ist schließlich gezeigt, dass bei der Modellierung von Bauteilen zusätz-
lich die Biegesteifigkeit auf Null gesetzt werden sollten. Dies entspricht einer Modellierung
mit einem Balkenelement mit starrer Spinne aus 1D-Elementen, dem ungekop-
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pelte Steifigkeiten und ungekoppelte Verfestigungsansätze zugewiesen sind. Da in dieser
Arbeit nur das elastische Verhalten von Clinchpunkten simulativ betrachtet wird, wird
hauptsächlich ein Balkenelement mit zugewiesenen elastischen Eigenschaften verwendet,
obwohl die Vernetzung komplizierter als bei der Verwendung eines Punkt-Konnektors
ist. Der Sinn dieser Wahl ist, dass in den im Code LS-DYNA implementierten Punkt-
Konnektor-Ersatzelementen keine unterschiedlichen Steifigkeiten in der Blechebene ein-
gestellt werden können. Dies wird aber, wie in Kapitel 4.3 gezeigt, benötigt, wenn die
Fügepunkte nicht rotationssymmetrisch sind. Im Kapitel 3.3 kann das Punkt-Konnektor
ebenfalls nicht verwendet werden, da die öffentlich verfügbaren Fahrzeugmodelle zu große
Kantenlängen aufweisen, was dazu führt, dass der Algorithmus zu wenige Knoten für die
Kopplung findet. Aufgrund der Einfachheit wird in dem Karosseriemodell aus Kapitel 3.3
mit einem elastischen Balkenelement mit einem TIED-Kontakt gearbeitet. Die detaillier-
te Modellierung und die zwei Ersatzmodelle Punkt-Konnektor und Balkenelement mit
starrer Spinne sind in Abbildung 2.3 gezeigt.

a) b) c)

Balken

Starrkörperspinne

Abbildung 2.3: Modellierung des Clinchpunktes: a) detailliert mit Volumenelementen b)
mit einer Ersatzmodellierung mit Balken und Starrkörperspinne c) mit
einem Punkt-Konnektor-Modell

2.2 Auslegung und Robustheit eines Fügedesigns
aus gleichartigen Fügepunkten

Der Stand der Forschung zur Optimierung und Robustheit von Fügedesigns wurde im We-
sentlichen an punktschweißgefügten Bauteilen aus der Fahrzeugindustrie erarbeitet. Die
Erkenntnisse dieser Untersuchungen sind auf geclinchte Bauteile anwendbar, weshalb hier
ein Einblick in diese gegeben wird. In den nachfolgend genannten simulativen Untersu-
chungen werden die Schweißpunkte zum größten Teil durch Hexaederelemente modelliert,
was dem Stand der Technik der letzten zwei Jahrzehnte entsprach. Davor wurden auch
in statischen und Crashberechnungen ebenfalls Balkenelemente verwendet [29]. In allen
Modellierungsarten war es bis vor ein paar Jahren nicht möglich, 3-Blech-Verbindungen
als einen Fügepunkt abzubilden. Diese wurden deshalb in der numerischen Berechnung
wie zwei einzelne Fügepunkte behandelt. Mittlerweile werden bei 3-Blech-Verbindungen
übereinander liegende Ersatzmodelle gekoppelt [31]. Dies ist sowohl für die Hexaeder-
als auch für die SPR-Modellierung möglich [33]. Unterteilen lassen sich die erarbeite-
ten Forschungen in Untersuchungen über die Robustheit eines Fügedesigns und in die
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Bestimmung des Fügedesigns. Unter dem Begriff Fügedesign wird nach [34] die Summe
aller Fügepunkte mit deren Eigenschaften und ihrer Anordnung verstanden.
Die Übersicht über die vorhandene Forschung erfolgt in der Reihenfolge, in der bei der
Auslegung eines gefügten Bauteils vorgegangen wird. Nach der Erläuterung wie ein initia-
les Fügedesign bestimmt werden kann, wird beschrieben, wie die Anzahl der Fügepunkte
in Flanschbereichen bestimmt werden kann (siehe Kapitel 2.2.1 und Kapitel 2.2.2). Dazu
können verschiedene Optimierungsmethoden angewendet werden. Nach der Optimierung
ist ein gefügtes Bauteil definiert, das den mechanischen Anforderungen genügt. Übli-
cherweise sind dies statische oder Crash-Anforderungen. Werden an das Bauteil darüber
hinaus Anforderungen an die Lebensdauer gestellt, so ist zu berücksichtigen, dass die Fü-
gepunkteigenschaften durch Schädigung verringert werden. Bei stark und lang belasteten
Bauteilen ist insbesondere bei Schweißlösungen mit dem Versagen von Fügepunktver-
bindungen zu rechnen. Folglich ist eine Redundanz erforderlich, damit die mechanischen
Anforderungen an das gefügte Bauteil auch in diesem Fall erfüllt werden. Das übliche Vor-
gehen in Robustheitsanalysen von gefügten Bauteilen ist in Kapitel 2.2.3 beschrieben. Da
im Falle der Degradation der mechanischen Eigenschaften eines Fügepunktes der Grad
der Auswirkung auf die Bauteilanforderungen wie zum Beispiel die globale Steifigkeit vom
höchsten Interesse ist, sind in diesem Unterkapitel auch Kriterien und Vorgehensweisen
zur Identifikation besonders belasteter Fügepunkte beschrieben.

2.2.1 Bestimmung eines initialen Fügedesigns
Die einfachste Art das initiale Fügedesign (= Erstentwurf) eines gefügten Bauteils zu be-
stimmen ist der Rückgriff auf Konstruktionsrichtlinien. Die einfachste Konstruktionsricht-
linie sind Zahlenwerte für empfohlene geometrische Mindestabstände die für geclinchte
Bauteile z.B. in [6] genannt sind. In dem Grenznahtfestigkeitskonzept von [35], welches
in das Merkblatt [36] eingegangen ist, wird die ungleiche Belastung von Fügepunkten
innerhalb eines Flansches durch eine Abnahme der Grenznahtfestigkeit in Abhängigkeit
der Fügepunktabstände berechnet. Die äußere anliegende Last liegt in diesem Konzept
immer parallel zur Flanschlinie an.
Unabhängig von der Konstruktionsrichtlinie müssen weitere Angaben bestimmt werden,
was meist experimentell geschieht. Benötigte Angaben sind zum Beispiel die Informati-
on, welche Kraft elastisch oder plastisch maximal von dem Fügepunkt übertragen werden
kann. Wird das Grenznahtkonzept verwendet, ist die Grenznahtfestigkeit eine Eingangs-
größe. Wie oben beschrieben, können diese Werte auch numerisch aus simulativ durch-
geführten Experimenten mit Clinchpunkt-Detailmodellierungen abgeleitet werden. Sind
z.B. durch ein digitales Material- und Fügepunktdatenmanagementsystem viele nume-
rische Datenpunkte bekannt, kann ein Metamodell gebildet und aus diesem die Infor-
mationen gewonnen werden. Dies ist zum Beispiel in [37] gezeigt. Problematisch an der
Auslegung nach Konstruktionsrichtlinien ist, dass in diesen gar nicht oder nur teilweise
berücksichtigt wird, dass die Fügepunkte bei einer Bauteilbelastung nicht alle gleich stark
belastet sind. Da dies in der Regel mit Sicherheitsfaktoren „korrigiert“ wird, ist bei einer
Auslegung nahe einer Sicherheit von 1,5 oder kleiner ein experimenteller oder numerischer
Freigabeversuch sinnvoll.
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Die Bestimmung des initialen Fügedesigns kann auch auf eine andere Weise professiona-
lisiert werden, indem ein neuronales Netze durch überwachtes maschinelles Lernen mit
einem großen Datenset aus alten, für gut bewerteten Konstruktionen, trainiert wird [38].
Dieser Ansatz ahmt die menschliche Art Erfahrungswissen zu bilden nach.

2.2.2 Bestimmung und Optimierung eines Fügedesigns
Üblicherweise sind die Geometrie der Einzelteile und damit auch die Flanschflächen durch
die initiale Konstruktion festgelegt. Das Fügedesign wird durch die Auswahl der Füge-
technologien und durch die Bestimmung der Anzahl sowie der Positionierung der Füge-
punkte [34] definiert. Ist keine Datenbasis und kein trainiertes Modell wie in [38] vor-
handen, um aus einem initialen ein verbessertes Fügedesign zu erzeugen, können auf
der Finite-Elemente-Methode basierende Optimierungsmethoden eingesetzt werden. Die
Verwendung der FE-basierten Methoden setzt voraus, dass eine Charakterisierung der
Werkstoffe und Fügepunkte stattgefunden hat und die Materialkarten, als auch die Er-
satzmodelle bedatet sind. Die FE-basierten Methoden zur Bestimmung eines initialen
Fügedesigns lassen sich in die Kategorien der nachfolgenden Auflistung unterteilen [30].

• Bestimmung des Fügedesigns anhand einer Rangfolge

– Nur Entfernen von Fügepunkten

– Aktivieren und Entfernen von Fügepunkten

• Größenoptimierung (engl. Fachbegriff Size-Optimization)

– Optimierung der Fügepunktposition

– Optimierung der Fügepunktposition und der Flanschdicken (=̂ Blech- und
Schalendicke)

• Fügepunktdesign-Topologieoptimierung

– Nur Optimierung der Fügepunktposition

– Einbindung der Fügepunkte als zusätzlicher „Werkstoff“ in der klassischen
Topologieoptimierung

Das Vorgehen der genannten Methoden wird im Weiteren erklärt. Eine detaillierte Über-
sicht, insbesondere über die Veröffentlichungen in denen die Methoden angewendet wer-
den, befindet sich in [20]. Bei einer Optimierung werden im Allgemeinen eine oder mehrere
Zielfunktionen und Nebenbedingungen festgelegt und anschließend zulässige Punkte be-
rechnet. Zulässige Punkte erfüllen das durch die Zielfunktion und die Randbedingungen
aufgestellte Gleichungssystem und können für den Anwender als „zulässige Lösungen“
interpretiert werden. [39] Bei der Optimierung mit FE-Modellen wird zusätzlich der Kon-
struktionsraum (engl. Fachbegriff: Design space) definiert, d.h. festgelegt, welche Teile
des Modells optimiert werden und damit veränderbar sind. In mehrstufigen Optimie-
rungsmethoden kann der Konstruktionsraum in den verschiedenen Stufen variieren [40].
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Bei der reinen Optimierung der Anzahl und Position der Fügeelemente wird der Kon-
struktionsraum durch die möglichen Positionen der Fügeelemente in den Flanschen des
Modells gebildet. Werden in der Optimierungsmethode auch die Bauteildicken [41] oder
die Bauteilgeometrie verändert [42] ist der Konstruktionsraum entsprechend größer. Die
Nebenbedingungen ergeben sich aus den an das Bauteil gestellten Anforderungen. Die
Zielfunktion bei der Optimierung des Fügedesigns ist gewöhnlich die Reduzierung der
Fügepunktanzahl. [30] Eine Ausnahme bildet zum Beispiel die Auslegung einer Crashbox
in der die Zielfunktion die Reduzierung des Verhältnis der maximalen und der mittle-
ren Faltkraft ist [43]. Werden mehrere Zielgrößen in einer Zielfunktion kombiniert wird
von einer Mehrzielgrößenoptimierung gesprochen. Ein Beispiel ist das gleichzeitige Be-
rücksichtigen von Crash- und steifigkeitsgetriebener Auslegung wie in [44] gezeigt. Die
zulässigen Lösungen einer Mehrzielgrößenoptimierung ergeben eine Pareto-Front [45].
Bei der Bestimmung des Fügedesigns anhand einer Rangfolge wird mit einem Schalen-
Fügepunktersatzelement-FE-Modell eines Bauteils begonnen, in welchem deutlich zu vie-
le Fügepunkte in den Flanschen vorhanden sind. Während der „Optimierung“ werden
schrittweise die Fügepunkte, die am geringsten belastet sind, aus dem Modell entfernt
und kontrolliert, ob die gewünschten Bauteileigenschaften weiterhin erfüllt werden. Da-
durch wird eine „minimale“ Anzahl an Fügepunkten erreicht. In den ersten Iterations-
schritten wird gewöhnlich eine größere Anzahl an Fügepunkten gelöscht, wobei die Anzahl
in den weiteren Iterationsschritten abnimmt. [46] In [47] sind drei mögliche Energiekri-
terien und ein Kraftkriterium untersucht. Die als am geeignetsten bewertete Größe ist
die elastische Energiedichte im Fügepunkt und den angrenzenden Schalenelementen. In
[47] ist zudem gezeigt, dass ein kontrolliertes Wiederaktivieren von in vorherigen Itera-
tionsschritten gelöschten Fügepunkten zu besseren Optimierungsergebnissen führt. Die
einfache Durchführung und die geringe Anzahl an benötigten Simulationen zum Finden
einer Lösung sind die Vorteile dieses Vorgehens. Nachteilig ist, dass die möglichen Orte für
die Fügepunkte durch die diskrete Startverteilung vorgegeben sind und damit potentielle
Fügepunktpositionen ausgeschlossen werden [40]. Außerdem ist dieses Vorgehen im ma-
thematischen Sinne keine Optimierung [30]. Mit heuristischen Modellen, die ebenfalls der
linearen „Optimierung“ zugeordnet sind, kann die Anzahl und Position von Fügepunkten
ebenfalls bestimmt werden. Zwei Beispiele für ein solches Vorgehen sind [48] und [49].
Als Ausgangsmodell wird bei der Größen-Optimierung ein Schalenmodell des Bauteils
verwendet, in welchem keine Elemente zur Abbildung der Fügeelemente vorhanden sind.
Für die Optimierung sind zusätzlich die Mittellinien zwischen den Flanschen, auf wel-
chem Fügepunkte positioniert werden, bekannt. Die Bestimmung dieser erfolgt gewöhn-
lich über ein Skript [45]. Diese aus dem Modell extrahierten Linien werden unterteilt
und parametrisiert. Für jedes unterteilte Stück einer Flanschlinie wird die mögliche An-
zahl und eine Art der Verteilung der Fügepunkte auf dieser Linie festgelegt. Dies erfolgt
durch eine Verteilungsfunktion, bei der der Variable Fügepunktanzahl ein Definitions-
bereich von natürlichen Zahlen zugewiesen wird. In jedem Optimierungsschritt wird aus
diesem Definitionsbereich ein konkreter Wert für die Anzahl der Fügepunkte auf diesem
Flanschstück festgelegt. Die Optimierung erfolgt durch die Durchführung einer Vielzahl
von Simulationen, wobei die Optimierungssoftware geeignete Werte für die Fügepunk-
tanzahl erkennt. Dies geschieht durch einen Abgleich der Wirkung der gewählten Werte
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(Eingangsgrößen) auf die Zielgröße und die Randbedingungen. Die Optimierung kann di-
rekt oder durch ein Metamodell oder einen genetischen Algorithmus unterstützt erfolgen.
[50] Gewöhnlich werden die Fügepunkte auf einer Flanschlinie gleichverteilt und nur bei
Fertigungsrandbedingungen von dieser Verteilung abgewichen [44] [43]. Da dies eine un-
vorteilhafte Limitierung ist, ist in [51] eine Größen-Optimierung für nicht-gleichverteilte
Fügepunkte gezeigt. Der entscheidende Vorteil der Größen-Optimierung ist, dass mit die-
ser Methode sowohl lineare als auch nicht-lineare Lastfälle berücksichtigt werden können
[30]. Nachteilig bei der Größenoptimierung ist, dass eine hohe Anzahl an Simulationen
durchgeführt werden muss.
Zur Bestimmung der Anzahl und Positionen der Fügeelemente mithilfe einer Topologie-
optimierung wird die SIMP-Methode (Solid Isotropic Material with Penalization; dt.:
isotropes Festkörpermaterial mit Straffaktor) von Bendsøee und Kikuchi verwendet [52].
Mit dieser wird die Werkstoffverteilung innerhalb eines Konstruktionsraums festgelegt,
indem die Werkstoffeigenschaften der Elemente mit einer künstlichen Dichte modelliert
sind. Mathematisch bedeutet dies im elastischen Fall, dass der Elastizitätstensor mit ei-
ner nicht konstanten Dichte multipliziert wird. Der Optimierungsalgorithmus weist den
Elementen dabei eine Dichte zwischen größer Null und kleiner, gleich Eins zu. Durch
Entfernen der Elemente mit niedriger Dichte erhält der Bediener die optimierte Kon-
struktion. [53]
Eine erste Anwendung dieser Methode zur Bestimmung der Anzahl und Positionen von
Fügepunkte erfolgte 1997 mit Federelementen als Ersatzelementen [54]. Bei der Optimie-
rung der Anzahl und Position von Fügepunkten bilden die Flanschlinien den Konstrukti-
onsraum. Dies bedeutet, dass Modelle verwendet werden, in denen die Blechstruktur mit
Schalenelementen und die Fügepunkte mit Ersatzelementen dargestellt werden und die
Flanschlinien initial vollständig mit Ersatzelementen gefüllt sind. Ein Abstand zwischen
den Ersatzelementen liegt im Vergleich mit den Modellen der Rangfolgen-Optimierung
nicht vor. Nach Abschluss der Topologieoptimierung und dem Entfernen der Modelle mit
geringen Dichten sind die Orte und die Anzahl der Fügepunkte bestimmt. Dabei werden
erheblich weniger Simulationsschritte als bei der Size-Optimization benötigt. Allerdings
wird das Verfahren bis jetzt bei Fügepunkten nur auf lineare Lastfälle angewandt, was
bedeutet, dass bei Crash-Anforderungen, Kontrollrechnungen durchgeführt werden und
das Design angepasst wird. [30] Auch bei dieser Optimierung bestimmen die diskreten
Grenzen eines Ersatzelementes die möglichen Positionen, weshalb für die Fügepunktto-
pologieoptimierung ein kontinuierliches Ersatzelement entwickelt worden ist [55]. Weiter
wurde gezeigt, dass mit diesen Elementen und einer verschachtelten Topologieoptimie-
rung auf globaler und lokaler Ebene, die Ergebnisse weiter verbessert werden können [40].
Durch Erweiterung des Konstruktionsraumes außerhalb der Flanschlinien können wäh-
rend der Definition der Anzahl und Positionierung der Fügepunkte auch weitere Teile des
gefügten Bauteils optimiert werden. Diese Art der Topoogieoptimierung wurde noch nicht
auf Strukturen angewendet. Das Potential ist aber deutlich erkennbar. So wurde in [41]
mithilfe der Größen-Optimierung das Gewicht einer Karosserie allein dadurch reduziert,
dass die Blechdicke jedes Bauteils neben den Fügepunktpositionen ebenfalls veränderbar
war.
Zudem kann die klassische Topologieoptimierung auch verwendet werden, um gleichzeitig
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die Bauteilgeometrie und die Fügepunkte zu definieren [56], [42] [57]. Dieses Verfahren
ist allerdings in den industriell verfügbaren Codes nicht implementiert. Darüber hinaus
wurde es bis jetzt nur auf linienförmige Fügepunktverbindungen angewandt und wird
deshalb an dieser Stelle nicht weiter diskutiert. Ausführlicher ist die Methode im genann-
ten Übersichtspaper [20] erklärt.
Für die Definition der Anzahl und der Positionen von Fügepunkten bei statischen Belas-
tungen ist von den vorgestellten Methoden die Fügepunkttopologieoptimierung aufgrund
der geringen Rechenzeit und der hochwertigen Ergebnisse die beste Wahl [30]. In dem
Anwendungsfall von [30] lieferte die Topologieoptimierung nur ein minimal schlechteres
Ergebnis als die Größen-Optimierung, benötigte aber deutlich weniger Rechenleistung.
Ein Vergleich der weiter entwickelten Fügepunkt-Topologie-Optimierungsmethoden von
[40] ist bisher nicht bekannt. Ein Vergleich mit der Verwendung von neuronalen Netzen
zur Fügepunktpositionsbestimmung wie in [38] ist nicht ohne Weiteres möglich, da ent-
weder ein vorhandenes trainiertes Modell oder bewertete Fügedesigns vorliegen müssen.

2.2.3 Robustheitsanalysen und Identifikation besonders
relevanter Fügepunkte

Gibt es Lebensdaueranforderungen an ein gefügtes Bauteil und / oder es kann nicht ga-
rantiert werden, dass die in ein Bauteil einzubringenden Fügepunkte qualitativ hochwertig
gefertigt werden, ist es sinnvoll Robustheitsanalysen durchzuführen. Bei diesen wird der
Einfluss von nicht mehr tragenden Fügepunkten auf die Gesamteigenschaften des gefüg-
ten Bauteils ermittelt [29]. Üblicherweise werden dazu Fügepunkte aus einem FE-Modell
des gefügten Bauteils entfernt und die anschließenden resultierenden Bauteileigenschaften
bestimmt. Auch hier fanden die Forschungen überwiegend an punktgeschweißten Fahr-
zeugstrukturen statt.
In [58] erfolgt die Auswahl der zu löschenden Fügepunkte an einer Fahrzeugkarosserie rein
zufällig. Bei dem anschließendem berechneten Frontal-Crash wird die Beschleunigung der
Innenkabine und eine Intrusion ausgewertet. Abschließend werden die gelöschten Schweiß-
punkte aller Konfigurationen in Bezug auf den Einfluss auf die Intrusion und die Beschleu-
nigung ausgewertet. Dabei zeigt sich, dass das Versagen von bestimmten Fügepunkten
einen stärkeren Einfluss auf die Intrusion und die Beschleunigung der Innenkabine hat,
als das Versagen von anderen Fügepunkten. In [29] wird die Robustheit einer Karosserie
bei defekten Widerstandsschweißpunkten mithilfe von Monte-Carlo-Simulationen bewer-
tet.
Untersuchungen an einer B-Säule in [59] zeigen, dass bei einer Reduzierung der Anzahl
der Fügepunkte bei einer Druckbelastung ein Grenzwert erreicht wird, ab dem die Le-
bensdauer des maximal belasteten Fügepunktes extrem sinkt. Die Anzahl der Fügepunkte
wird hierbei reduziert, indem ihr Abstand untereinander vergrößert wird, wobei die Füge-
punkte auf einer Flanschlinie gleichverteilt sind. Anschließend wird das Fügedesign aus-
gewählt, das den Grenzwert gerade unterschritten hat und die B-Säule auf Biegung und
Torsion belastet. Es zeigt sich, dass obwohl deutlich weniger Fügepunkte als im initialen
Fügedesign vorhanden sind, die Lebensdauer des kritischsten Punktes sowie die Torsions-
steifigkeit, bei gleichbleibender Biegesteifigkeit, erhöht ist. In [60] wird das Fügedesigns
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eines Lastkraftwagens mithilfe der Fügedesign-Topologieoptimierung (siehe Kapitel 2.2.1)
verbessert, in dem die elastische Verformungsenergiedichte als Kriterium dient, um die
Fügepunktpositionen zu bestimmen. Auch dies führt zu einer Erhöhung der Steifigkeit
und der Lebensdauer. Daraus wird geschlussfolgert, dass durch eine Veränderung des Fü-
gedesigns Lasten zwischen den Fügepunkten umgelagert werden.
Keine der fünf genannten Untersuchungen betrachtet eine Schwankung der Fügepunktpo-
sitionierung, obwohl wie in [61] an einem Ausschnitt einer Fahrzeugkarosserie gezeigt, die
Abweichung der Fügepunktposition von der Soll-Vorgabe im Durchschnitt neun und in
Extremfällen sogar bis neunzehn Millimeter beträgt. Alle oben genannten Untersuchun-
gen lassen darauf schließen, dass dadurch ebenfalls andere Lasten in den Fügepunkten
wirken, als aus der initialen Rechnung hervorgeht. Weiter lässt sich schließen, dass ei-
ne Durchführung von Monte-Carlo-Analysen, in denen einzelne Fügepunkte randomisiert
um eine Schwankungsbreite um ca. 10 mm falsch positioniert sind, geeignet wären, um
die Robustheit gegenüber Positionierungsabweichungen in der Fertigung zu bewerten.

2.3 Einflüsse auf die Belastung und Tragfähigkeit
von Clinchpunkten

Der Einfluss der Fügepunktpositionierung und der Bauteilgeometrie auf die übertrag-
bare Last von mehrfach punktgefügten Proben wurde in der Literatur hauptsächlich an
punktgeschweißten und genieteten Proben untersucht. In diesen Fällen können die daraus
ableitbaren Wechselwirkungen zwischen der Fügepunktanordnung und der übertragba-
ren Last auf geclinchte Bauteile übertragen werden. Unabhängig von der Fügepunkttech-
nologie gilt, dass dazu nur Untersuchungen verwendet werden können, in denen keine
gleichzeitige Änderung der Blechdicke und / oder des Werkstoffes der Fügeteile erfolgt.
Denn eine Änderung der Fügeteileigenschaften führt zu geänderten Fügepunkteigenschaf-
ten, wodurch bei gleichzeitiger Änderung der Fügepunktanordnung die Einflüsse zweier
Parameter (siehe Kapitel 3 und Kapitel 4) überlagert sind.

2.3.1 Einfluss der Fügepunktpositionierung
Wie in Kapitel 2.1.2 erläutert, hat die Probensteifigkeit um den Fügepunkt einen star-
ken Einfluss auf den gemessenen Kraft-Weg-Verlauf, weshalb in der Kennwertermittlung
möglichst steife Probengeometrien erwünscht sind [13]. In dem Merkblatt [14] sind für
Mehrfügepunktproben Empfehlungen für die geometrischen Abstände zu freien und abge-
winkelten Kanten, für die Fügereihenfolge als auch für die Fügerichtungen gegeben. Über
den Einfluss einer Veränderung dieser Größen auf die Belastungen in den Fügepunkten
liefert die Norm keine Hinweise.
In [62] und [63] wurde der Einfluss der Anordnung von Fügepunkten, quer =̂ senk-
recht und längs =̂ parallel zur Kraft- und Verschiebungseinleitung, auf die übertrag-
baren Lasten und Resttragfähigkeiten untersucht. In [62] erfolgt dies an zweifach ge-
clinchten Scherzugproben. Die Clinchpunkte versagen während einer experimentellen
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quasi-statischen Prüfung in beiden Probenvarianten durch Halsriss. Die erreichte Pro-
benmaximalkraft ist dabei identisch, was in den Kraft-Weg-Kurven in Abbildung 2.4 a)
gezeigt ist. Bei der Längsanordnung der Clinchpunkte ist das Kraftplateau länger, was
zu einer höheren Energieaufnahme führt. Weiter sind in dieser Veröffentlichung Schub-
Resttragfähigkeitsuntersuchungen mit positiven R-Werten dokumentiert, woraus hervor-
geht, dass insbesondere bei größeren R-Werten die geclinchten Proben mit längs ange-
ordneten Sicken höhere Resttragfähigkeiten aufweisen. In dem untersuchten Beispiel ist
das ab einem R-Wert von 0,3 deutlich erkennbar.
In [63] wurden an einer Doppel-Scherzugprobe systematisch der Einfluss der Fügepunk-
tanordnungen quer und längs mit sechs verschiedenen mechanischen Fügeelementen un-
tersucht. Es zeigt sich, dass bei einer Anordnung quer zur Belastung bei allen Proben
eine geringere Maximalkraft bei einem geringerem Verformungsweg gemessen wird. Die
Autoren formulieren, dass bei der Längsanordnung ein Gegenbiegemoment entsteht, des-
sen Größe vom Fügepunktabstand abhängig ist. Aus der gedachten Verformung lässt
sich schließen, dass in der Längsanordnung die in Normalenrichtung wirkende Last in
den Clinchpunkten im nichtlinearen Bereich reduziert wird und diese deshalb größere
Schubkräfte übertragen. Die Kraft-Weg-Kurve aus der Ursprungsveröffentlichung für die
geclinchten Proben ist in Abbildung 2.4 b) gezeigt. Die Steifigkeit der Gesamtverbindung
ist bei beiden Anordnungen anfangs gleich, was bedeutet dass die Clinchpunkte in den
Varianten bis zu dem „Knickpunkt“ gleichbelastet sind. Hinter dem „Knickpunkt“ ist
die Steigung der Kraft-Weg-Kurve der parallelen Anordnung reduziert. Dieselbe Cha-
rakteristik zeigen die Autoren auch für weitere mechanisch gesetzte Fügepunkte. Da die
Deformation der Probe nicht bekannt ist, könnte an dieser Stelle über die Ursache nur
spekuliert werden, weshalb hierauf verzichtet wird.
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Abbildung 2.4: Kraft-Verschiebungs-Kurven von a) Carboni b) Mucha

Die verwendeten Probengeometrien in den beiden Veröffentlichungen unterscheiden sich
allerdings leicht was in Abbildung 2.5 gezeigt ist. Die Fügerichtung wird durch die ro-
ten Pfeile wiedergegeben. Weitere Unterschiede zwischen den Proben sind in Tabelle 2.1
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vermerkt. Von der Probe aus dem DVS-Merkblatt, ebenfalls gezeigt in Abbildung 2.5,
weichen beide Probengeometrien stark ab. Während die ersten zwei Probengeometrien
verwendet wurden, um den Unterschied einer um 90◦ gedrehten Anordnung zu untersu-
chen, dient die Probe aus der Norm zur Messung der Schubsteifigkeit eines Fügepunktes
[18]. Durch den großen Abstand ist der Einfluss der Fügepunkte aufeinander minimiert
[14].
Aus allen drei Probengeometrien ist folglich bekannt, dass durch die Anordnung der Füge-
punkte stark beeinflusst wird, wie viel Kraft eine gefügte Struktur insgesamt übertragen
kann. Weiter lässt sich vermuten, dass durch eine geschickte Anordnung zweier Fügepunk-
te in bestimmten Fällen die maximale Scherkraft auf über das Doppelte der Maximalkraft
einer einfach gefügten Scherzugprobe hinaus gesteigert werden kann. Dies folgt aus der
Überlegung, dass in den Untersuchungen von [62] die übertragbare Gesamtkraft gleich
und damit unabhängig von der Anordnung ist, allerdings in den Untersuchungen von [63]
die Gesamtkraft immer bei der Anordnung längs größer, als bei der Anordnung quer ist.

Tabelle 2.1: Vergleich der Doppel-Scherzugproben
Carboni 2006 Mucha 2013 DVS-EFB 3480

Werkstoff-
Blechdicken-
Kombination

gleichartig gleichartig gleichartig

Werkstoff / Dicke verzinkter Stahl\
1,0 mm

S350GD verzinkt\
1,0 mm gleichartig

Anordnung der
Fügepunkte längs und quer längs und quer längs

Fügerichtung von gleicher Seite von gleicher Seite entgegengesetzt

Werkzeugsatz - Stempeldurch-
messer=6 mm -

Versagensverhalten
des Clichpunktes Halsriss - -
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In [64] ist simulativ an einer punktgeschweißten Doppel-Scherzugprobe in Längsanord-
nung gezeigt, dass bei einem gewissen Fügepunktabstand d0 ein Optimum auftritt. Ist
der Abstand kleiner (d < d0) nimmt die maximal übertragbare Kraft rapide ab. Ist der
Abstand größer (d > d0) nimmt die Kraft erst rapide ab und scheint dann in einen
konstanten „Grenzwert (≫ 0) zu laufen“. Dies untermauert die These, dass die maxi-
mal übertragbare Scherzugkraft einer zweifach gefügten Scherprobe unter bestimmten
Voraussetzungen größer als das Doppelte der maximal übertragbaren Kraft bei einfach
gefügten Scherzugproben sein kann.
In [65] wurde durch eine auf numerischen Berechnungen basierende Optimierung an einer
doppelt-punktgeschweißten Scherzugprobe gezeigt, dass die optimale Position der Fü-
gepunkte für die maximale Steifigkeit nicht mit der optimalen Position für eine lange
Lebensdauer übereinstimmen muss. Die Untersuchungen fanden an einer Scherzugprobe
statt, bei der die Fügepunkte quer zur Belastung angeordnet sind. Zudem ist an den
Metamodellen der Zielgrößenfunktionen erkennbar, dass diese nicht linear von der Posi-
tionierung der Fügepunkte abhängen.
In [66] ist an derselben Probengeometrie wie in [62] (siehe Abbildung 2.5 a)) die Fü-
gepunktpositionen zweier Schweißpunkte für die Lebensdauer bei einer in Blechebene
überlagerten äußeren Last gezeigt. Es zeigt sich, dass die Fügepunkte nach der Optimie-
rung nicht auf der Mittelinie liegen.
In [67] ist ebenfalls an der Optimierung einer doppelt und dreifach geschweißten Pro-
be gezeigt, dass eine „schräge“ Anordnung für eine Erhöhung der Lebensdauer bei einer
überlagerten Schubbelastung sinnvoll ist. Weiter zeigen die durchgeführten Optimierun-
gen, dass die Überlappung und der Randabstand einen Einfluss auf das Ergebnis haben.
Durch die Berücksichtigung der Überlappungslänge als Konstruktionsparameter ist zu-
dem gezeigt, dass die Vorgabe des Kantenabstandes von mindestens dem Durchmesser
eines Schweißpunktes, zumindest für diesen Lastfall ungeeignet ist. Ihre Optimierung er-
gibt, dass der Abstand mindestens einen, besser dem doppelten Fügepunktdurchmesser
entsprechen sollte.
In [68] wird eine Methode vorgestellt, um die Lasten an den Fügepunkten zu vergleich-
mäßigen. Das Ziel der Optimierung ist es, die Streuung der Fügepunktsicherheiten in
einer Konstruktion zu reduzieren und gleichzeitig eine hohe mittlere Fügepunktsicherheit
zu erreichen. Dies wird durch die Umlagerung von Lasten zwischen den Fügepunkten
erreicht.
Aus den erläuterten Untersuchungen werden folgende Aussagen abgeleitet:

1. Die Umgebung um einen Fügepunkt ist entscheidend für dessen Belastung. Die
Umgebung beeinflusst aber auch dessen Fähigkeit, Last zu übertragen. Mit dem
Wort Umgebung ist der Abstand des Fügepunktes zu weiteren Fügepunkten und die
Anzahl dieser gemeint sowie geometrische Abstände zu freien Kanten und Wänden.

2. Die (Durch-)Biegung des Bleches um den Fügepunkt hat einen Einfluss auf dessen
Lastübertragung.

3. Die Art der Lasteinleitung in die Probe hat einen Einfluss auf die Fügepunktbelas-
tungen.
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4. Es gibt Grenzwerte, ab denen manche Effekte erst auftreten und es gibt zumindest
teilweise Optima.

5. Da diese Effekte messbar sind, sind diese - bei einem Verständnis und einer füge-
punktspezifischen Charakterisierung - konstruktiv nutzbar.

2.3.2 Einfluss globaler Fügeteilsteifigkeiten
Literatur in der der Einfluss von globalen Bauteileigenschaften auf die Fügepunktlas-
ten direkt untersucht worden ist, ist dem Autor nicht bekannt. Aus der Durchführung
von Robustheitsanalysen oder während der Festlegung eines Initialdesigns (siehe Kapitel
2.2.1) ist allerdings bekannt, dass das Fügedesign einen Einfluss auf die Bauteileigen-
schaften hat. Eine typische Ziel- oder Betrachtungsgröße bei der Optimierung- bzw. der
Untersuchung des Einflusses des Fügedesigns auf die Bauteileigenschaften ist die Ge-
samtbauteilsteifigkeit (siehe zum Beispiel [69]). Bauteilähnliche gefügte Proben hingegen
werden oft zur Validierung von Simulationsmodellen bzw. der korrekten Kalibrierung die-
ser verwendet. Ein Beispiel hierfür ist [70].
Auch ist aus der Auslegung von Crashboxen bekannt, dass bei diesen das Fügedesign
einen wesentlichen Beitrag zum Versagensverhalten insbesondere zur Faltenbildung lie-
fert [51]. Der Einfluss wird allerdings deutlich geringer, wenn die Crashbox gekrümmt,
anstatt gerade geformt ist [43]. Daraus ist erkennbar, dass die Bauteilkonstruktion mit
dem Fügedesign interagiert.
Des Weiteren gibt es in der Literatur ein Prüfkonzept für durch Kleben und punktförmi-
ge Elemente gefügte Hybridbauteile, indem durch die Konstruktion und Anordnung der
Fügeteile in einer gefügten bauteilähnlichen Struktur die Fügepunktbelastungen bewusst
eingestellt werden. Das besondere an diesem Konzept ist, dass dabei die Lasteinleitung
und die Fügepunktpositionen nicht geändert werden. Das Prüfkonzept wurde für stati-
sche Versuche in [71] und in [72] vorgestellt. Eine Erweiterung auf Crashlasten mit hohen
plastischen Dehnraten ist in [73] dokumentiert. Das Konzept wurde entwickelt, um die
FE-Modellierung von Fügepunkten auf Bauteilebene zu validieren.
Die Einstellung der Fügepunktbelastung unter Biegung geschieht, wie in Abbildung 2.6
gezeigt, durch den Wechsel des Biegesteifigkeitsverhältnisses von zwei gefügten Hutpro-
filen. Dieses Verhältnis wird durch die Materialauswahl und die Profilgeometrien einge-
stellt. In Abbildung 2.6 sind die Aufbauten der Prüfkörper, die Prüfaufbauten und die
in den Fügepunkten wirkenden Lasten gezeigt. Insgesamt sind in den Prüfkörpern zehn
Fügepunkte in einem gleichbleibenden Abstand verteilt. In den Veröffentlichungen wurde
ein Hutprofil aus kaltgewalztem mikrolegierten Stahl mit einer Blechdicke von 1,2 mm
und ein 2,5 mm dickes Hutprofil aus einer 6000-Aluminiumlegierung verwendet.
In der normalkraftdominanten Konfiguration wird das obere Stahlprofil während der Prü-
fung global gebogen, während sich das untere Aluminiumprofil auf der Seite des ein-
dringenden Impaktors annähernd starr nach unten bewegt. In der schubkraftdominanten
Konfiguration erfolgt die Eindringung mittig und beide Bleche werden global gebogen.
Die am Impaktor wirkende Gesamtkraft bei beiden Prüfungen ist in Abbildung 2.7 a) zu
sehen. Das Verhältnis von Normalkraft- und Schubkraftanteils der Fügepunktlasten der
ersten vier Fügepunkte von links sind in Abbildung 2.7 b) dargestellt (Nummerierung
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der Fügepunkte ist von links aufsteigend). Das Verhältnis von Normalkraft- und Schub-
kraftanteils ist durch das Mischverhältnis Ψm ausgedrückt, welches nach Gleichung 2.1
berechnet wird. Dabei ist FN die in einem Fügepunkt in Normalenrichtung wirkende und
FS die in Blechebene (Schub) wirkende Last.

Ψm = 2
π
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Abbildung 2.6: Aufbau a) des normalkraftdominanten Demonstrators b) des schubkraft-
dominanten Demonstrators Prüfaufbau für c) den normalkraftdominier-
ten Fall d) schubdominierten Fall
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Die Idee, die Fügepunktbelastungen in einem 3-Punkt-Biegeversuch durch die Geometrie
von Hutprofilen einzustellen, wird in Kapitel 6.3 übernommen. Dort wird die Geome-
trie des Normaldemonstrators fast komplett übernommen. Wesentliche Änderungen sind
identische Dicken des Unter- und Oberprofils, was sich aus der untersuchten Clinchver-
bindung ergeben wird, der Verzicht auf die oberen Stützplatten sowie die Verwendung
von neun statt zehn Fügepunkten. Die oberen Stützplatten, siehe Abbildung 2.6, dienen
bei [71] lediglich dazu ein Verbiegen der oberen Profilwände in die Mitte zu unterdrücken
und werden in Kapitel 6.3 weggelassen, da die Auslegungsmethode in beiden Fällen an-
gewendet werden kann.

2.4 Forschungsbedarf bei
Anpassungskonstruktionen von punktgefügten
Strukturen

Aus der oben dargelegten Recherche mit dem Schwerpunkt der Nutzung von Prozess-
einflüssen und konstruktiven Änderungen zur Veränderung der Clinchpunktlasten in ge-
clinchten Strukturen ist folgender Forschungsbedarf zu erkennen:

1. Da die (halb)analytischen Modelle zur Abschätzung der mechanischen Eigenschaf-
ten eine hohe Genauigkeit haben, wenn die Geometrie und der Reibwert bekannt
sind, besteht Forschungsbedarf ebendiese Größen abzuschätzen. Ist dies möglich,
können die (halb)analytischen Modelle in die Auslegung von geclinchten Struktu-
ren übernommen werden.
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2. Obwohl hinlänglich bekannt ist, dass sowohl die Prozessparameter als auch Anliefe-
rungszustände an der Fügeanlage Einflüsse auf die erzeugte Clinchpunktverbindung
haben, gibt es kein konstruktives Konzept zur gezielten Berücksichtigung dieser
Phänomene.

3. Den Optimierungs- und Robustheitsmethoden ist gemein, dass sie auf „Versuch
und Irrtum“ und nicht auf dem Verständnis von physikalischen Effekten beruhen.
Dieses „ingenieurmäßige“ Vorgehen führt dazu, dass bei Änderungen des Bauteils
oder des Fügedesigns, Anpassungen entweder auf der Erfahrung des Fügedesigners
beruhen oder die Optimierungen erneut durchgeführt werden müssen. Ein tieferes
Verständnis der Ursache-Wirkungs-Beziehungen könnte dazu beitragen, dass der
Fügedesigner nicht in einem solch hohen Maße auf Optimierungsmethoden ange-
wiesen ist. Insbesondere bei Anpassungskonstruktionen könnte durch ein tieferes
Verständnis die Notwendigkeit „blinder Optimierungen“ deutlich reduziert werden.

In dieser Arbeit wird sich im Weiteren auf die Beschreibung der physikalischen Effekte,
die durch veränderte Fügepunktpositionen oder Prozessparameter während der Fertigung
eines Clinchpunktes hervorgerufen werden, konzentriert und diese schlussendlich in einer
Auslegungsmethode genutzt (siehe Kapitel 4 bis Kapitel 6). In der Auslegungsmetho-
de in Kapitel 6 wird die gesamte Prozesskette eines geclinchten Bauteils berücksichtigt.
Diese beginnt bei der Anlieferung des Blechmaterials und endet mit der Qualitätskontrol-
le nach der Fertigung des geclinchten Bauteils. Mit der Auslegungsmethode wird durch
gewollte Eingriffe in die Prozesskette auf ungewollte Abweichungen in der Prozesskette
reagiert. Auf veränderte Clinchpunkteigenschaften wird zum Beispiel durch die Änderung
des Fügedesigns, der Einbringung von Sicken und einer Verbreiterung der Fügeflanschflä-
che reagiert (siehe Demonstrator in Kapitel 6.3 und Kapitel 6.4). Zwei Prinzipien werden
dabei ausgenutzt. Erstens verändert sich die übertragbare Gesamtlast im Bauteil und
zweitens werden Lastumlagerungen zwischen den Clinchpunkten bewusst hervorgerufen.
Damit dies gelingen kann, werden im nächsten Kapitel 3 Größen zur Beschreibung der in
Fügepunkten wirkenden Lasten eingeführt. Zusätzlich wird untersucht, wie Fügepunkte
in Bauteilen gewöhnlich belastet sind und wie Fertigungsschwankungen Lastumlagerun-
gen zwischen den Fügepunkten hervorrufen können.
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Kapitel 3

Machbarkeitsuntersuchung

Um die in Kapitel 6 beschriebene Auslegungsmethode zu entwickeln, werden zunächst
numerische Untersuchungen durchgeführt, mit welchen die folgenden drei Fragestellungen
beantwortet werden:

1. Welche typischen Lasten wirken auf Fügepunkte und wie können diese beschrieben
werden?

2. Wie groß ist der Einfluss von plastischen Deformationen - die in der Prozesskette
vor dem Fügeprozess stattfinden - auf die mechanischen Clinchpunkteigenschaften
im linearen Bereich?

3. Welche Lastumlagerungen können in durch Clinchen gefügten Bauteilen, zwischen
den Clinchpunkten, durch vor dem Setzprozess eingebrachte plastische Deformatio-
nen, in der Fügezone hervorgerufen werden?

Als erstes werden in Kapitel 3.1 die Größen zur Beschreibung der Fügepunktlasten er-
läutert. Anschließend werden in Kapitel 3.2 die verwendeten Simulationsmodelle, mit
welchen die weiteren Fragen beantwortet werden, vorgestellt. In Kapitel 3.3 werden die
typischerweise auftretenden Fügepunktlasten mithilfe einer Karosserie, in die unterschied-
liche Lasten eingeleitet werden, bestimmt. Die eingeleiteten Lasten ergeben sich dabei
aus unterschiedlichen Fahrmanövern des zur Karosserie gehörenden Gesamtfahrzeugs.
Der Einfluss von plastischer Deformation vor dem Clinchprozess auf die Clinchpunk-
teigenschaften und -lasten werden in Kapitel 3.4 beantwortet. Dazu wird die gesamte
Prozesskettete numerisch abgebildet.

3.1 Beschreibung von Fügepunktlasten
In dieser Arbeit werden Clinchpunkte in Bauteilen in der numerischen FE-Simulation
mit Ersatzmodellen beschrieben. In diesen Modellen wird die Last in den Clinchpunkten
durch sechs integrale Größen in einem lokalen (fügepunktfesten) Koordinatensystem mit
je einer Kraft und einem Moment pro Raumrichtung beschrieben. (siehe Kapitel 2.1.4)
Um eine Fügepunktlast effizienter auszuwerten, werden diese Größen auf eine Fügepunk-
tersatzkraft, bestehend aus zwei senkrecht stehenden Schubkraftanteilen und einem Nor-
malkraftanteil reduziert. Da die Torsionssteifigkeit von Clinchpunkten sehr gering ist,
ist diese in den Ersatzmodellen vereinfacht gleich Null gesetzt, wodurch das ausgegebene
Torsionsmoment immer Null ist. Aus den zwei Biegemomenten wird ein resultierendes Bie-
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gemoment berechnet, aus dem durch Multiplikation mit einem Faktor ein äquivalenter
Normalkraftanteil bestimmt wird, siehe Gleichung 3.1. Durch Addition dieses Normal-
kraftanteils auf die in axialer Richtung wirkende Kraft ist der Ersatznormalkraftanteil
bestimmt. [13] Damit ist die Clinchpunktersatzkraft auf die drei Krafteinträge fr, fs, ft

im lokalen fügepunktfesten Koordinatensystem (r,s,t) beschrieben. Eine Übersicht über
die Definition der Clinchpunktersatzkraft liefern die Tabelle 3.1 und die Abbildung 3.1 a).
Die Clinchpunktersatzkraft wird im Weiteren als Last im Clinchpunkt, als Clinchpunkt-
last oder Fügepunklast bezeichnet.

Tabelle 3.1: Kräfte in Vektorschreibweise und deren Beträge
Bezeichnung und Symbol Vektor Betrag
Clinchpunktersatzkraft F (fr, fs, ft)T F = ∥F∥ =

√
F 2

N + F 2
S

Normalkraft FN (fr, 0, 0)T FN = fr
Schubkraft in lokaler s-Richtung f

s
(0, fs, 0)T fs

Schubkraft in lokaler t-Richtung f
t

(0, 0, ft)T ft
Schubkraft FS (0, fs, ft)T FS = ∥FS∥ =

√
f 2

s + f 2
t

FN,B = K ∗
√

m2
s + m2

t (3.1)

mit K=Biegeanteilfaktor

FN,ges = FN,B + FN (3.2)

Mithilfe des lokalen Koordinatensystems im Ersatzelement und den Kraftkomponenten
der Clinchpunktersatzkraft (siehe Abbildung 3.1 a)) können zwei Winkel berechnet wer-
den. Der Lastwinkel α ist der Winkel zwischen dem resultierenden Schubkraftvektor FS

und dem resultierenden Gesamtkraftvektor FN,ges. Er beschreibt in welchem Verhältnis
von Schub- zu Normalkraft der Fügepunkt belastet ist. In Abbildung 3.1 b) ist der Last-
winkel α eingezeichnet. Dieser nimmt gewöhnlich einen Wert zwischen 0◦ und 90◦ an.
Wenn zwischen dem Fügeelement ein kleiner Spalt ist, kann in einem Fügepunkt auch
eine geringe Druckkraft wirken und der Lastwinkel α minimal negativ sein. Bei größeren
Druckkräften wird der Spalt durch den Druck geschlossen und die Druckkraft über die
umgebende Blechstruktur abgestützt, so dass der Fügepunkt ausschließlich auf Schub
belastet ist, was durch einen Lastwinkel von α = 0◦ beschrieben ist. Ungewollte negative
Werte für den Lastwinkel können auch durch Durchdringungen im Modell entstehen.
Der zweite Winkel zur Beschreibung der Fügepunktersatzkraft ist der Orientierungswinkel
β der in Abbildung 3.1 c) eingezeichnet ist. Dies ist der Winkel zwischen dem Einheits-
vektor der s-Achse und dem Schubkraftvektor FS. Damit ist der Orientierungswinkel β
ein Maß, das angibt aus welcher Richtung in der Blechebene der Schublastanteil wirkt.
Aufgrund der Definition im fügepunktfesten Koordinatensystem eignet sich der Orien-
tierungswinkel β vor allem zur Durchführung vergleichender Untersuchungen an einem
Bauteil, welches unterschiedlichen äußeren Lasten ausgesetzt ist. Durch Umstellen der
Skalarprodukt-Gleichung 3.3 wird der Orientierungswinkel β gemäß Gleichung 3.4 be-
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rechnet.
In der gesamten Arbeit werden die Fügepunktlasten mit den Beträgen FN,ges, FN und FS

sowie den Winkeln α und β beschrieben.

a) b) c)
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Abbildung 3.1: a) dreidimensionale Darstellung aller Kraftkomponenten b) Definition des
Lastwinkels α c) Definition des Orientierungswinkels β

(
fs

ft

)
·
(

1
0

)
=
∥∥∥∥∥fs

ft

∥∥∥∥∥ ·
∥∥∥∥∥10
∥∥∥∥∥ cos(β) (3.3)

β =


arccos( fs√
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t

)
− arccos( fs√

f2
s +f2

t

) (3.4)

3.2 Verwendetes Gesamtfahrzeug und davon
abgeleitete Simulationsmodelle

Die virtuellen Untersuchungen an einem Gesamtfahrzeug finden an der Stufenheck-
limousinen-Variante des Honda ACCORDs VIII (im Folgenden: Honda Accord) statt,
der 2011 auf den Markt gekommen ist. Für dieses Gesamtfahrzeug steht auf der offi-
ziellen Website der US-amerikanischen Behörde NHTSA (National Highway Traffic Sa-
fety Administration) ein im LS-DYNA Format abgespeichertes explizites Crash-Modell
zum Download bereit. Dieses Modell entstand in einem vom amerikanischen Verkehrs-
ministerium finanzierten Forschungsvorhaben und wurde im Jahr 2012 veröffentlicht. In
diesem Vorhaben wurde der Honda Accord zerlegt, die Einzelteile vermessen sowie die
Werkstoffe charakterisiert und durch Reverse-Engineering das Crash-Modell aufgebaut.
[74] Da in dieser Arbeit elastische Lasten und keine Crashlasten untersucht sind, werden
aus diesem Modell ein implizites FE-Karosseriemodell und ein Mehrkörpersystem(MKS)-
Gesamtfahrzeugmodell erstellt.
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3.2.1 Ableitung eines impliziten Karosseriemodells aus dem
Gesamtfahrzeug-Crashmodells

Aus dem expliziten FE-Gesamtfahrzeugmodell wird ein elastisch-modelliertes FE-
Karosseriemodell abgeleitet. Diese Umwandlung funktioniert geradlinig, da im Software-
code LS-DYNA neben dem expliziten auch ein impliziter Solver zur Verfügung steht. Aus
dem heruntergeladenen Crashmodell wird zuerst das Netz aller Karosserie-Blechbauteile,
inklusive der Fügetechnik in einem separaten Modell gespeichert. Das Modell besteht
danach aus den Karosserie-Blechbauteilen, den Fensterscheiben sowie punkt- und linien-
förmigen Fügeverbindungen. In dem Modell können die Schnittlasten der Achsträger-
Karosserie-Verschraubungen sowie weitere Karosseriebelastungen aufgebracht werden.
Die Karosseriebauteile sind mit Ausnahme der Scheibe ausschließlich aus Stahl gefer-
tigt und werden elastisch modelliert. Die mit Hexaeder-Elementen modellierten Schweiß-
punkte werden mithilfe eines Skriptes in Balkenelemente umgewandelt, um im späte-
ren Verlauf die ungekoppelten Steifigkeiten der Clinchpunkte abbilden zu können. Die
vereinfachte Modellierung der Klebstoffe mit Solid-Hexaeder-Elementen und einem ta-
bellengestützten, stückweise linearen Fließkurvenansatz wird aus dem Ursprungsmodell
übernommen. Schweißnähte und Schraubenverbindungen sind im Crashmodell durch star-
re Rigid-Elemente modelliert und werden genauso übernommen. Das Materialverhalten
der Scheiben wird ebenfalls durch einen tabellengestützten stückweise linearen Fließkur-
venansatz beschrieben. In Summe besteht das Modell aus 597 Blechbauteilen und ist in
Abbildung 3.2 zu sehen. Die Karosserie weist 6710 punktförmige Fügepunktverbindungen
auf. Da mehrschnitte Fügepunkte durch mehrere Balkenelmente abgebildet sind, ist die
tatsächliche Anzahl geringer.
Bevor das Modell mit einem impliziten Löser gerechnet wird, werden die Formulierun-
gen der Schalenelemente angepasst. Die in dem Crash-Modell verwendete, unterintegrier-
te Schalenformulierung Belytschko-Tsay wird durch eine Schalenformulierung mit voll-
ständiger Integration ersetzt. Die Knoten der Balken der rotationsförmigen Fügepunkte
und der Klebstoffelemente werden mit den Schalenelementen über einen Tied-Kontakt
verbunden. Die punktuelle Krafteinleitung wird in Kauf genommen, da aufgrund der
durchschnittlichen Kantenlänge von 6 mm die SPR-Modellierung nicht angewendet wer-
den kann. (siehe Kapitel 2.1.4) Zwischen den Schalenelementen untereinander ist keine
Kontaktbedingung mit Berücksichtigung der Blechdicke definiert, wodurch auch negati-
ve Normalkraftanteile entstehen. Die Kontaktbedingung mit Blechdicke funktioniert nur
dann sehr gut, wenn die Kontakte explizit für jeden einzelnen Kontakt definiert werden.
Hier wird auf die Kontaktdefinitionen in den Modellen aus den Kapiteln 4 bis 6 verwie-
sen, in denen so vorgegangen wird. Die Eigenkontaktmodellierung mit Blechdicke ist im
Unterbaugruppenmodell aus Kapitel 3.3 definiert. Da das Unterbaugruppenmodell hohe
Rechenzeiten benötigt und dennoch teilweise negative Normalkraftanteile, wenn auch in
verringerter Größe, ausgibt, wird dieses Karosseriemodell ohne Kontaktbedingungen dem
Solver übergeben.
Da die Dissertation das Thema Clinchen zum Gegenstand hat, werden diesen Balken-
elementen die Eigenschaften eines Clinchpunktes zugewiesen. Eine Neu-Vernetzung der
Schalenelemente, um die SPR-Elemente verwenden zu können, oder um die Fügepunkte
mit Balkenelementen mit Rigid-Spinnen zu modellieren ist zu aufwendig und wird deshalb
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unterlassen. Die den Balkenelementen zugewiesenen Steifigkeitswerten sind in Tabelle 3.2
aufgeführt.

Tabelle 3.2: Steifigkeiten der Fügepunkte im Karosseriemodell
Normalsteifigkeit Schubsteifigkeit Torsionssteifigkeit Biegesteifigkeit
1350 N

mm
105 N

mm
0 N

rad
1010 N

rad

a) b)

Abbildung 3.2: Implizites Karosseriemodell a) Ansicht im Solver b) Fügepunkte (rot) und
Klebstoffverbindungen (blau)

3.2.2 Überführung des Crash-Modells in ein
Mehrkörpersimulationsmodell

Die Überführung des Crash-Modells in ein MKS-Modells erfolgte im Rahmen einer Stu-
dienarbeit [75]. Die Raderhebungskurven der Achsmodelle auf einem virtuellen Prüfstand
zur Plausibilitätskontrolle sind der Studienarbeit entnommen und im Anhang im Kapi-
tel 8.1 abgedruckt. Alle weiteren Informationen können aus der Gemeinschaftsveröffent-
lichung [76] entnommen werden.
Ein direktes Überführen des FE-Modells in ein MKS-Model ist aufgrund der grundver-
schiedenen Art der Modelle nicht möglich. Für ein Gesamtfahrzeug-MKS-Modell ist die
Geometrie der Fahrwerksteile von entscheidender Bedeutung. Die komplette Karosserie
inklusive der Anbauteile (=̂ alles außer dem Fahrwerk) wird auf einen Massenträgheits-
tensor im Schwerpunkt dieser Baugruppe reduziert.
Für die Abbildung der Fahrwerksteile werden die Geometrie, die Dichte und das Elasti-
zitätsmodul benötigt. Zusätzliche für den Aufbau des Modells benötigte Informationen
sind die Positionen der Gelenkpunkte, die Federkennlinie der Dämpfergabeln sowie die
Steifigkeiten der Fahrwerkslager. Letztere werden in diesem Modell allerdings als steif mo-
delliert, da diese Daten nicht zur Verfügung standen. Weiter wird für den Aufbau eines
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Gesamtfahrzeugmodells eine Lenkregelung und ein Reifenmodell integriert. Die Visuali-
sierung, dass das Modell ein Gesamtfahrzeug abbildet, erfolgt durch eine CAD- Datei der
Fahrzeugaußenkontur.
Die Herkunft der Daten ist in Abbildung 3.3 gezeigt. Die 3D-Informationen der Fahr-
werksteile sind als FE-Netz im LS-DYNA-Code gespeichert und werden in das CAD-
Dateiformat Parasolid überführt. Die Masse der Bauteile, deren Schwerpunktlage und
deren Massenträgheiten werden bei Initialisierung des FE-Modells berechnet und ausge-
lesen. Zusätzlich sind die physisch gemessenen Massen der Baugruppen im Forschungs-
bericht des Aufbaus des Crashmodells [77] notiert. Da das FE-Modell aus einem ein-
gescannten Fahrzeug in Ruhelage erzeugt wurde und die gemessene Achslastverteilung
ebenfalls im Bericht steht, sind die Achslastverteilung und die Konstruktionslage be-
kannt. Die Außenkontur wird durch ein Separieren und Skalieren der Oberfläche aus
einem heruntergeladenen 3D-Druckmodell [78] erzeugt. Zur Plausibilitätskontrolle und
um die Steifigkeitswerte der Federn zu erlangen, wurde in Online-Foren recherchiert. Im
Folgenden wird genauer auf die Generierung der CAD-Daten der Fahrwerksteile und die
Bestimmung des Massenträgheitstensors eingegangen.

Crashmodell

Eingangsgrößen für das
MehrkörpermodellQuellen

Mehrkörpersimulation-
Gesamtfahrzeugmodell

Fahrwerk

Weitere Komponenten

A

B

� CAD-Dateien der
Fahrwerksteile

� Dichte,
Elastizitätsmodul
der Werkstoffe

� Bauteilgewicht
� Gelenkpunkte
� Federkennlinie

� Schwerpunktlage
� Massenträgheitstensor
� Achslastverteilung
� Konstruktionslage

Bericht

C
3D-Druckmodell,
Onlineforen

� Außenkontur des
Fahrzeugs aus
3D-Druckmodell

� Foren zur
Plausibilitätskontrolle D

Untergliederung / Nutzen

Abbildung 3.3: Ermittlung der für die MKS-Simulation benötigten Eingangsgrößen

Die Überführung der FE-Netze in CAD-Dateien der Fahrwerksbauteile unterscheidet sich,
je nachdem ob das Bauteil durch Schalenelemente in der Mittelebene oder dreidimensional
vernetzt ist. Ist Ersteres der Fall wird das Netz zuerst im Preprozessor Hypermesh aufge-
dickt, anschließend eine Oberflächenhülle erzeugt und diese im STL-Format exportiert. In
Einzelfällen weist die so erzeugte STL-CAD-Datei Lücken auf und wird deshalb manuell
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in Hypermesh oder in Siemens NX aufbereitet, sodass eine geschlossene Außenhülle ent-
steht. Ist das Bauteil ursprünglich im FE-Modell mit Volumenelementen vernetzt, wird
die Außenhülle direkt in Hypermesh erzeugt und ebenfalls im STL-Format abgelegt. Mit-
hilfe von SOLIDWORKS werden die STL-Hüllen gefüllt und der Volumen-CAD-Körper
im Parasolid-Format gespeichert. Diese Dateien werden fehlerfrei in ADAMS/CAR ein-
gelesen. Die Vorgehensweise ist grafisch in Abbildung 3.4 gezeigt.

Bauteile, die 
mit Schalen-
elementen
modelliert 

sind

Ursprüngliche
Vernetzung

Neuvernetzung und
Aufdicken

Oberflächenhülle
erzeugen und als STL-
Datei exportieren

STL-Datei der Hülle 
wenn nötig reparieren

Umwandlung der 
Volumen STL in 
Parasolid und Export

Hülle mit Dreiecken 
füllen und als STL-
Datei speichern

Ursprüngliche
Vernetzung

Neuvernetzung
und Aufdicken

Oberflächenhülle
erzeugen und als 
STL-Datei 
exportieren

Umwandlung
der Volumen 
STL in Parasolid 
und Export

Bauteile, die
mit 

Volumen-
elementen
modelliert

sind
Verwendete 
Software: Altair HyperMeshTM SOLIDWORKSSiemens NX

Abbildung 3.4: Vorgehensweise zur Erzeugung Volumenkörper aus dem FE-Netz

Die im NHTSA-Bericht [74] angegebene Gesamtfahrzeugmasse ist um ca. 400 kg größer
als im heruntergeladenen FE-Crash-Modell. Deshalb wird die Masse des Modells so lan-
ge angepasst, bis die tatsächliche Gesamtfahrzeugmasse von 1480,5 kg erreicht ist. Dies
geschieht durch Anpassung der Masse von Bauteilen und Baugruppen im FE-Modell, für
welche in [74] konkrete Messwerte angegeben sind. Das Hinzufügen von Masse erfolgt
entweder durch ein detailliertes Vernetzten von Bauteilen mit anschließender Werkstoff-
zuweisung, die mit starren masselosen Schalen modelliert sind und / oder durch das
Hinzufügen von Massenpunkten. Da die Masse der Karosserie im Modell nur sehr gering
von der gemessenen Masse abweicht und diese Baugruppe sehr viele Bauteile enthält, wird
mit dieser Baugruppe begonnen und die fehlende Masse hinzugefügt. Anschließend wer-
den schrittweise die angepassten Baugruppen dem FE-Modell hinzugefügt. Das genaue
Vorgehen ist grafisch in Abbildung 3.5 dargestellt. Abschließend werden die Schwerpunkt-
lage und der Massenträgheitstensor durch eine Initialisierung des Modells bestimmt.
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Abbildung 3.5: Massenkorrektur im Karosserie-FE-Modell mithilfe eines Baugruppenab-
gleichs a) Übersicht des Vorgehens b) sukzessive hinzugefügte Baugrup-
pen
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Der Aufbau des MKS-Gesamtfahrzeugmodells erfolgt in der Mehrkörpersoftware
ADAMS/CAR. Anhand der CAD-Geometrien der linken Fahrwerksteile werden durch
Berechnung der Mittelpunkte der Fahrwerkslager die Gelenkpunkte für die linke Fahr-
werksseite bestimmt. Diese kinematischen Punkte werden an der Fahrzeugmitte im ISO-
8855-Fahrzeugkoordinatensystem [79] gespiegelt und ein kinematisches Modell für jede
Achse aufgebaut. Die kinematischen Modelle bestehen aus idealisierten Starrkörpern und
idealisierten Gelenken. Anhand von Raderhebungskurven, die auf einem virtuellen Achs-
prüfstand in ADAMS/CAR gewonnen wurden, wird die Kinematik für plausibel erklärt.
In der Realität verformen sich die Fahrwerkskomponenten während der Fahrt durch die
auf sie wirkenden Kräfte und ihrer elastischen Eigenschaften. Dadurch kann eine Ver-
schiebung der Lager (kinematische Punkte) von mehreren Millimetern auftreten [80].
Dieses Verhalten wird im MKS-Modell abgebildet, in dem die Fahrwerksbauteile vernetzt
werden und ihre Eigenfrequenzen mit einem FE-Solver berechnet werden. Anschließend
werden diese FE-Modelle modal reduziert. In ADAMS geschieht dies durch Anwendung
der Craig-Bampton-Methode. Dadurch wird das FE-Modell jedes Bauteils auf sechs Starr-
körperfreiheitsgrade pro Anbindungsknoten des FE-Modells an den Lagerschalen und auf
seine Eigenmoden reduziert. Die Anbindungsknoten sind in den Lagerschalen durch ei-
ne verteilte Kopplung (RBE3 Spinne in NASTRAN-Schreibweise) verbunden. Für dieses
MKS-Modell werden die Eigenmoden bis 3 kHz verwendet und die Starrkörpermodelle
der Fahrwerkskomponenten durch die modal reduzierten Modelle ausgetauscht. Danach
werden die Modelle für jede Achse um noch nicht berücksichtigte Körper wie z.B. Stabi-
lisatoren, Achsträger und Bremsen erweitert. Je nach Bauteil wird ein modal-reduziertes
FE-Modell oder ein starrer Körper eingeladen.
Zur Vervollständigung der Achsmodelle werden die Fahrwerksfedern mit Feder-Modellen
abgebildet, indem für jede Feder die Federrate zugewiesen und die Vorspannung ermittelt
wird. Die Federsteifigkeiten ergaben sich aus der Recherche in Onlineforen und werden
mit 3200 N/mm für die Vorderachse und 3100 N/mm für die Hinterachse angenommen.
Die Federvorspannkräfte werden iterativ über die Radlastverteilung von Vorder- zu Hin-
terachse auf dem virtuellen Achsprüfstand bestimmt. Die Werte der Federn sind in Ta-
belle 3.3 aufgelistet.

Tabelle 3.3: Werte der Federn
Federsteifigkeiten-
Vorderachse

Federvorspannkraft-
Vorderachse

Federsteifigkeiten-
Hinterachse

Federvorspannkraft-
Hinterachse

3200 N
mm

5760 N 3100 N
mm

2875 N

Für die Reifen werden die Standard-Reifen-Modelle aus der Adams-Bibliothek über-
nommen, in denen ein Pacejka-Reifenmodell hinterlegt ist. Die Standard-Zahnstangen-
lenkung wird ebenfalls aus der Bibliothek in das Modell geladen. Wie oben bereits er-
wähnt, wird die optische Karosseriehülle eingeladen und die restlichen Fahrzeugkompo-
nenten mit einem Massenschwerpunkt mit zugehörigem Massenträgheitstensor abgebil-
det. Dieser ist die Differenz aus Gesamtfahrzeug- und Fahrwerk-Massenträgheitstensor.
Für die starr modellierten Fahrwerkbauteile und die Reifen muss der Software der Anteil
der ungefederten Masse zuvor angegeben werden. Somit ist das MKS-Gesamtfahrzeug-
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modell aufgebaut. Abschließend wird dieses auf einem virtuellen SPMM-Gesamtfahrzeug-
Prüfstand (engl. Fachbegriff: SPMM = Suspension Parameter Measuring Machine) plau-
sibilisiert.
Das fertige Modell ist in Abbildung 3.6 abgebildet. Es besteht aus 44 Starrkörpern, 19
elastischen Körpern, 93 idealen Gelenken und 5 Zwangsbedingungen und weist 210 Frei-
heitsgrade auf. Die Zwangsbedingungen ergeben sich aus dem Antrieb und der Lenkung.
Die 1:1-Übersetzung und die Lenkung werden mit je einen Kopplungselement modelliert.
In Abbildung 3.6 a) und b) sind die Modelle der Achsen auf dem virtuellen Achsen-
prüfstand und in c) das Gesamtfahrzeugmodell abgebildet. Weitere Angaben zum MKS-
Modell sind in Tabelle 3.4 festgehalten.

a) b) c) 

Abbildung 3.6: MKS Modelle von: a) Vorderachse b) Hinterachse c) Gesamtfahrzeug

Tabelle 3.4: Eigenschaften des MKS-Modells
Masse 1480,5 kg
Massenschwerpunkt im Fahrzeugkoordinatensystem [2080 ; 0; 5369]T mm

Massenträgheitstensor des Gesamtfahrzeugs im Haupt-
achsensystem im Schwerpunkt

 453 0 0
0 2367 0
0 0 2600

 kgm2

Massenträgheitstensor des Gesamtfahrzeugs ohne des
Fahrwerks im Hauptachsensystem im Schwerpunkt

 431 0 0
0 2301 0
0 0 2514

 kgm2

Reifenmodell Pacejka-Reifenmodell
(mdi_tire01.tir)

Fahrbahnmodell ebene Straße
Geschwindigkeitsregelung maschinell (PID-Regler)
Lenkregelung stationäre Kreisfahrt
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3.3 Analyse der Fügepunktlasten in einer
Karosserie unter quasistatischen Lastfällen

Um zu beantworten, wie Fügepunkte üblicherweise belastet sind - zweiter Teil der ersten
Fragestellung aus der obigen Einführung (siehe Beginn von Kapitel 3) - wird eine Untersu-
chung an dem Honda Accord durchgeführt. Hierzu werden mit dem FE-Karosseriemodell
aus Kapitel 3.2.1 und dem MKS-Gesamtfahrzeugmodell aus Kapitel 3.2.2, die bei ver-
schiedenen Fahrzeugmanövern wirkenden Fügepunktlasten berechnet und diese anschlie-
ßend kategorisiert. Da die Größe der Fügepunktlast von vielen verschiedenen Faktoren
abhängt, berücksichtigt die Auswertung nur die Belastungsrichtung, die mit dem Last-
winkel α und dem Orientierungswinkel β beschrieben ist. Zur Lasteinbringung wurden
folgende Fahrmanöver definiert, wobei die Wahl der Kurvenradien und der Geschwind-
keiten auf deutschen Straßenbauvorschriften ([81] und [82]) beruhen.

• drei Bewegungen aus dem Stillstand mit konstanter Beschleunigung mit 2,75 m
s2 ,

3,33 m
s2 und 4,44 m

s2

• stationäre Kreisfahrten nach rechts und links mit den folgenden Charakteristika:

– 50 km
h mit einem Kurvenradius von 50 m =̂ Querbeschleunigung von 3,858 m

s2

– 70 km
h mit einem Kurvenradius von 190 m =̂ Querbeschleunigung von 1,99 m

s2

– 70 km
h mit einem Kurvenradius von 440 m =̂ Querbeschleunigung von 0,945 m

s2

• Abschleppen des Fahrzeugs mit einer Kraft von 550 N (ca. 0,3 m
s2 )

• einer Kofferraumlast von 200 kg

Anschließend erfolgt die Berechnung und Auswertung, wobei wie in Abbildung 3.7 gezeigt
vorgegangen wird. Zuerst werden die Fahrmanöver mit dem Gfz-MKS-Modell berechnet.
Aus diesem Modell werden die an dem Achsträger wirkenden Kräfte bestimmt und an-
schließend für jeden Lastfall einzeln in dem FE-Karosseriemodell aufgebracht. Aus den
Berechnungen am Karosseriemodell werden die Fügepunktlasten entnommen und für je-
den Fügepunkt und Lastfall ein Wert für den Lastwinkel α und den Orientierungswinkel
β berechnet. Aus diesen Werten werden für den Lastwinkel α der kleinste Wert αmin und
der größte Wert αmax bestimmt sowie die Werte des Orientierungswinkels β geclustert.
Die Orientierungswinkel β werden so geclustert, dass die größte Differenz entsteht, aber
gleichzeitig Schubkräfte, die aus „gegenüberliegenden Richtungen“ auf den Fügepunkt
wirken, nur einmal berücksichtigt werden. Wirken zwei Schubkräfte aus exakt der ge-
genüberliegenden Seite, beträgt die „angepasste Differenz“ somit △βres = 0◦ und nicht
△βres = 180◦. Die Clusterung der β-Winkel ist in Abbildung 3.8 visualisiert. In Abbil-
dung 3.8 a) ist exemplarisch ein Fügepunkt als Punkt dargestellt sowie die Schubkraft FS,
die Koordinatenrichtungen s und t in der Blechebene, als auch der β-Winkel eingetragen.
In den Abbildungen 3.8 b) und c) sind beispielhaft β-Werte mehrerer Lastfälle in einem
Kreisring über den Winkel von 0◦ bis 180◦ in Schwarz eingetragen. In der Auswertung
werden diese zuerst zu den drei Wertebereichen △β1, △β2 und △β3 zusammengefasst,
welche in Abbildunge 3.8 b) grau hervorgehoben sind. Im nächsten Schritt werden diese
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Bereiche vereint. Dadurch entsteht aus den Bereichen △β1 und △β2 der Bereich △β1,2.
Da es keinen benachbarten Bereich um den Bereich △β3 gibt, wird dieser nicht mit einem
anderen Bereich zusammengelegt. Im letzten Schritt wird kontrolliert, ob es gegenüber-
liegende Bereiche gibt. Gibt es diese, kann der kleinere Bereich entfallen. Im Beispiel
folgt schlussendlich, dass △βres exakt dem Bereich △β1,2 entspricht, welcher in Abbil-
dung 3.8 c) in Orange hervorgehoben ist.
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Abbildung 3.8: a) β-Winkel am Fügepunkt b) erster, zweiter und c) letzter Schritt eines
beispielhaften Clusterprozesses

Mit den zwei Auswertegrößen △αres und △βres werden die Fügepunkte im letzten Schritt
in folgende vier Gruppen kategorisiert:

• Gruppe 1 - Fügepunkte, die normalkraftdominiert belastet sind
α ≥ 71,565◦ (3FS ≤ FN)
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• Gruppe 2 - Fügepunkte, die schubkraftdominiert belastet sind
α ≤ 18,435◦ (3FS ≥ FN)

• Gruppe 3 - Fügepunkte, die im Wesentlichen aus einer Schubrichtung belastet sind
△βres ≤ 15◦

• Gruppe 4 - Fügepunkte, die im Wesentlichen aus einer Schubrichtung belastet und
schubdominiert belastet sind
α ≤ 18,435◦ und △βres ≤ 15◦

Diese Gruppen ergeben sich aus folgender vereinfachter Überlegung. Fügepunkte der ers-
ten Gruppe wären für einen Austausch mit einem Fügepunkt geeignet, der deutlich mehr
Normalkraft als Schubkraft übertragen kann. Die Positionen der Fügepunkte der zweiten
Gruppe wären für auf Schubkraft-optimierte Fügepunkte geeignet. An den Fügepunkt-
positionen der Gruppe 3 und 4 böte sich der Einsatz von Fügepunkten an, die in der
Blechebene in einer Vorzugsrichtung deutlich mehr Schublast, als in anderen Richtungen
übertragen könnten. Unter der Annahme, dass Fügepunkte mit einer Schubvorzugsrich-
tung auch in den anderen Richtungen in Blechebene kleinere Schublasten übertragen
können, bietet sich eine gewichtete Auswertung für den Orientierungswinkel △βres an.
Dementsprechend wird eine ungewichtete und eine gewichtete Auswertung durchgeführt,
wobei bei letzterer die Orientierungswinkel β beim Clustern ignoriert werden, wenn die
zugehörige Schubkraft F S kleiner als ein Drittel der an dem Fügepunkt größten anliegen-
den Schubkraft ist. Für den Biegeanteilfaktor wird ein Wert von K = 0, 1 angenommen,
was dazu führt, dass die Normalkraftbelastung tendenziell deutlich überschätzt wird. In
Tabelle 3.5 ist aufgeführt, wie viele Fügepunkte bei welcher Auswertung in die Gruppen
fallen. Insgesamt sind, wie oben bereits genannt, in dem Modell 6710 Balkenelemente
enthalten, wobei die tatsächliche Fügepunktzahl geringer ist, da Dreifachverbindungen
aufgrund der Modellierung doppelt gezählt werden.

Tabelle 3.5: Anzahl der Fügepunkte in den verschiedenen Gruppen
Kategorie ungewichtet gewichtetet
Gruppe 1: Normalkraftdominiert 5 / 0,07 %
Gruppe 2: Schubkraftdominiert 3179 / 47,36 %
Gruppe 3: Im Wesentlichen aus einer Schubrichtung
belastet

591 / 8,81 % 2778 / 41,39 %

Gruppe 4: Im Wesentlichen aus einer Schubrichtung und
schubkraftdominiert belastet

583 / 5,71 % 583 / 21,25 %

Es ergibt sich, dass Fügepunkte hauptsächlich auf Schub belastetet sind, was aufgrund der
Konstruktionsempfehlung, Fügepunkte möglichst auf Schub zu belasten, plausibel ist. Aus
den Zahlenwerten ergibt sich weiter, dass ein Anteil von ca. 10 % bis 40 % der Fügepunkt-
positionen prinzipiell für den Einsatz von nicht-rotationssymmetrischen Fügepunkte ge-
eignet sind. Selbstredend gilt dies nur für die angenommen Lastfälle und die Steigerung
von 10 % auf 40 % bei Einführung der Wichtung deutet darauf hin, dass manche Last-
fälle stärker dominieren als andere. Das methodische Vorgehen kann allerdings für jedes
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punktgefügte Bauteil übernommen werden. Die Idee der nicht-rotationssymmetrischen
Fügepunkte wird später in Kapitel 4.3 aufgegriffen.

3.4 Einfluss der Deformation in der Fügezone auf
die Clinchpunkteigenschaft und -last

In Kapitel 2.4 ist als Ziel beschrieben, dass mit der zu entwickelnden Auslegungsmethode
auf in der Prozesskette eines geclinchten Bauteils hervorgerufene Abweichungen unter
anderem durch die Herbeiführung von Lastumlagerungen reagiert werden soll. Mögliche
Abweichungen in der Prozesskette sind zum Beispiel eine nicht exakte Positionierung des
Fügepunktes, eine abweichende Blechdicke eines Fügeteils in der Fügezone oder geänderte
Clinchpunkteigenschaften aufgrund von Abweichungen im Setzprozess. In den genannten
Beispielen bedarf es - bis auf die abweichende Positionierung - einer genauen Betrach-
tung des Fügeprozesses und der Prozesskette. Um einen Eindruck zu bekommen, wie
stark der Einfluss einer plastischen Vorverformung eines Fügeteils auf die Clinchpunktei-
genschaften sind, wird die Prozesskette inklusive des Setzprozesses numerisch detailliert
abgebildet. Damit werden anschließend die Fragestellungen 2) und 3) aus der Einführung
dieses Kapitels (siehe 3) beantwortet; nämlich: Wie groß ist der Einfluss von plastischen
Deformationen, die in der Prozesskette vor dem Fügeprozess stattfinden, auf die mecha-
nischen Clinchpunkteigenschaften? und: Welche Lastumlagerungen können zwischen den
Clinchpunkten durch diese plastischen Deformationen hervorgerufen werden?
Wird ein einzelnes Bauteil durch einen Umformprozess hergestellt, ist der Werkstoff in
einigen Bauteilbereichen plastisch deformiert. Wird ein Clinchpunkt in einem solchen
Bereich gesetzt, kann die Clinchpunktausbildung und damit seine mechanischen Eigen-
schaften verändert sein. Deshalb wird im Folgenden mithilfe von numerischen Berech-
nungen der Einfluss einer plastischen Deformation auf die Steifigkeiten einer Clinch-
punktverbindung, die zwei Bleche aus HCT590X mit einer Blechdicke von t0 = 1,5 mm
miteinander verbindet, untersucht. Die Verbindungsausbildung erfolgt mit einem Stem-
pel mit einem Durchmesser von dS = 5,0 mm und einer Matrize mit einem Durchmes-
ser von dM = 8,0 mm und einer Tiefe von tM = 1,6 mm. Die Herstellerbezeichnung
der Fa. TOX® lautet TOX A50100 \ TOX BD8016. Die genannte Werkstoff-Material-
Blechdickenkombination mit dem genannten Werkzeugsatz wird im Weiteren in der ge-
samten Arbeit verwendet. Aus experimentellen Vorversuchen sind für die Clinchpunktver-
bindung die Fügeprozessparameter und die Grenzen zur Bewertung als i.O.-Verbindung
bekannt.
Die numerische Bestimmung des Einflusses der Blechdeformation vor dem Fügeprozess
auf die Clinchpunktsteifigkeiten und die Clinchpunktlasten in geclinchten Bauteilen ge-
schieht in folgenden vier Schritten:

1. Charakterisierung des Blechwerkstoffes und Aufbau eines Simulationsmodells für
die Berechnung des Setzprozesses

2. Bestimmung der Clinchpunktsteifigkeiten in Abhängigkeit der Vordeformation für
einige Vorreckkombinationen mit anschließendem Aufbau von Metamodellen
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3. Bestimmung von Gleichungen zur Umrechnung der „tatsächlichen“ Clinchpunkt- in
Ersatz-Steifigkeiten

4. Bestimmung der Einflüsse von geänderten Clinchpunktsteifigkeiten und geänderter
Blechdicken der Fügeteile auf die Fügepunktlasten in einem geclinchten Bauteil

Die nachfolgenden Schritte sind in [83] veröffentlicht. Allerdings ist im letzten Schritt in
dieser Dissertation im Gegensatz zur Veröffentlichung eine Kontaktbedingung mit Be-
rücksichtigung der Blechdicke für die Schalenbauteile hinzugefügt (siehe 8.5).
Das plastische Materialverhalten des HCT590X wird mit einem tabellengestützten Von-
Mises-Fließkurvenansatz (tabulierter Johnson-Cook) beschrieben. Anschließend wird eine
2D-achsenrotationssymmetrische FE-Prozesssimulation des Setzvorgangs aufgebaut. Die
Geometrie des Stempels und der Matrize werden detailliert abgebildet. Der Stempel und
die Matrize werden mit den elastischen Eigenschaften von Stahl modelliert. Das mecha-
nische Verhalten der zwischen dem Stempel und der Matrize verbauten Feder wird eben-
falls mit einem linearen Materialmodell abgebildet. Damit die Simulation während der
impliziten Simulation (LS-DYNA Version: R12) stabil läuft, werden die Netze der Bleche
zwischen einzelnen Iterationsschritten mit dem in LS-DYNA integrierten Remesher neu
vernetzt. In der Simulation wird der Stempel durch vorgegebene Verschiebungsrandbe-
dingungen in vertikaler Richtung nach unten und nach oben bewegt. [84]
An dem nach der Simulation erhaltenen 2D-rotationssymmetrischen Netz der Clinch-
punktverbindung werden die charakteristischen geometrischen Größen Hinterschnitt, Hals-
dicke und Bodendicke bestimmt. Durch den Vergleich mit einem Schliffbild und der simu-
lierten und experimentell gemessenen Kraft-Weg-Kurven werden die Reibwerte bestimmt
und die Prozesssimulation validiert. Für die Prozesssimulation des Fügens zweier unver-
formter Bleche ist eine Validierung in Abbildung 3.9 gezeigt. Die Prozesskraft wird in der
Simulation aus der Summe der Knotenkräfte in vertikaler Richtung in einer horizontalen
Schnittebene im Boden der Matrize bestimmt. [84]
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Abbildung 3.9: Validierung der Umformsimulation des Clinchpunktsetzprozesses: a) Setz-
kraftverlauf und b) geometrische Formausprägung in Experiment und Si-
mulation

Um den Einfluss der Vordeformation auf die nach dem Clinchen erzielten Steifigkeiten
zu ermitteln, wird der Clinchprozesssimulation eine Umformsimulation vor- und eine
Belastungssimulation nachgeschaltet. Der Aufbau der numerischen Prozesskette ist in
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Abbildung 3.10 b) gezeigt. Zuerst werden in einem 2D-achsenrotationssymmetrischen
Modell halbe Blechronden mit einem Radius von 5 mm konzentrisch um die Strecke s1
für das stempelseitige Blech und um die Strecke s2 für das matrizenseitige Blech ge-
streckt. Die gleichmäßig gedünnten, vordeformierten Netze werden in das Modell der
Fügeprozesssimulation eingeladen und die geometrische Ausbildung des Clinchpunktes
berechnet. Da nur eine Prüfung in axialer, nicht aber in der Blechebene mit einem 2D-
achsenrotationssymmetrischen Modell berechnet werden kann, wird das erhaltene Netz
um 360◦ inklusive der Spannungs- und Dehnungsinformationen aufrotiert. Die Aufro-
tation geht auf [26] zurück. Anschließend werden die lokalen Clinchpunktsteifigkeiten
bestimmt. Dabei werden die Randbedingungen an den Knoten auf der äußeren Randflä-
che der Ronden aufgebracht. Der matrizenseitige Clinchpunktnapf wird an diesen Kno-
ten fest gelagert und der stempelseitige Clinchpunktkopf an diesen Knoten mit einer
Verschiebungsrandbedingung entweder in axialer oder horizontaler Richtung bewegt. Be-
vor die Randbedingungen aufgegeben werden, wird eine Rückfederung berechnet, um
nicht vollständig gelöste elastische Eigenspannungen zu reduzieren. Für die stempelseiti-
ge Ronde ist die äußere Knotenreihe der stempelseitigen Blechronde in Abbildung 3.11 c)
markiert. Die Querschnittgeometrie und die Von-Mises-Spannung nach der numerischen
Berechnung des Setzprozesses von zwei nicht vorgereckten Blechronden sind in der Ab-
bildung 3.11 in a) und b) gezeigt.
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Schritt 1: Parametrisierung, Modellaufbau, Zufallswerte zuweisen

a) Parametrisieren der Modelle im Pre-
       prozessor und Verknüpfen in LS-OPT

b) Auswahl der (s /s )-Werte durch 
    einen Zufallsgenerator

a) Simulation der Vor-
            streckung (2D-rot.sym.)

b) Simulation des Setz-
          prozesses (2D-rot.sym.)

c) Simulation einer Kopfzug-
        und Scherzugbelastung (3D)

Schritt 2: Implizite FE-Simulationen 

Schritt 3: Metamodellierung 
                in LS-OPT

Steifigkeiten in Abhängigkeiten 
von s  und s1 2

Schritt 4: Umrechnung der Polynomialfunktionen

C  = A s   + B s   + C s s  + D s  + E s  + F2
N 1

2
2 1 2 1 2

C  = G s   + H s   + I s s  + J s  + K s  + L2
S 1

2
2 1 2 1 2

C  = M        + N        + O                + P        + Q        + REEEEE2
N pl,1

2
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Abbildung 3.10: Automatisierter Prozess zur Bestimmung der Clinchpunktersatzstei-
figkeiten in Abhängigkeit der Vordehnung: Schritt 1: Vorbereitung,
Schritt 2: FE-Berechnung, Schritt 3: Metamodellierung der Steifigkei-
ten, Schritt 4: Umrechnung in Ersatzsteifigkeiten
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Abbildung 3.11: 3D-Modell des Clinchpunktes beim Fügen zweier unverformter Bleche:
a) Querschnittgeometrie b) Deformation im Querschnitt nach dem Setz-
prozess c) Modell mit hervorgehobenen äußeren Knoten der Ronde des
Clinchpunktkopfes
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Nach der Simulation der Normal- und Schubbelastung werden Kraft-Weg-Kurven be-
stimmt. Bei der Steifigkeitsauswertung wird mit den ersten drei Punkten beginnend eine
lineare Regression durchgeführt und solange weitere Messpunkte zur Regression hinzuge-
fügt, bis das Bestimmtheitsmaß R2 unter R2 = 0, 96 liegt. Die Regression mit der größten
Anzahl von Punkten, die zuletzt oberhalb des Grenzwertes von R2 = 0, 96 lag, wird ver-
wendet. Beispielhaft sind in Abbildung 3.12 zwei Regressionen gezeigt. Durch die Wahl
des relativ niedrigen Wertes für das Bestimmtheitsmaß wird die Steifigkeit tendenziell im
Schub eher unterschätzt (siehe Abbildung 3.12 b)). Die Auswahl auf diese Grenzwerte
ergab sich unter anderem dadurch, dass bei diesen Grenzwerten die Auswertung stabil
läuft.
Diese Prozesskette wird mit 50 verschiedenen (s1, s2)-Wertepaaren durchgeführt, die mit
einen D-optimalem Versuchsplan mit einer Schrittweite von 0,2 mm ausgewählt worden
sind. Die Grenzen für s1 und s2 sind jeweils 0 mm und 2 mm (siehe Abbildung 3.12 a)), was
einer plastischen Vordehnung von 0 % und 35,6 % entspricht. Nach der Durchführung wird
mit den lokalen Steifigkeitswerten ein Metamodell aus Polynomgleichungen gebildet (siehe
Abbildung 3.10 c). Im letzten Schritt werden für die i.O.-Verbindungen 3D-Simulationen
der Kopfzug- und Schubprüfung mit einem Modell mit Schalen-Ersatzmodellierung durch-
geführt und durch inverse Parameteridentifikation die Ersatzsteifigkeiten für ein SPR-
Modell mit einem Durchmesser von 5 mm bestimmt. Daraus ergeben ebenfalls durch Re-
gression Gleichungen für die Umrechnung der „tatsächlichen“ Clinchpunkt- in die Ersatz-
Steifigkeiten (siehe Abbildung 3.10 d).
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S2 =  0,0
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Abbildung 3.12: Bestimmung der lokalen Steifigkeiten des Clinchpunktes bei einem Vor-
streckungsweg des stempelseitigen Blechs von 0,8 mm

Die berechneten Metamodelle werden mit der Gleichung 3.5 für die Normalsteifigkeit
und mit der Gleichung 3.6 für die Schubsteifigkeit beschrieben und sind in der Abbil-
dung 3.13 grafisch dargestellt. Mit den Polynomgleichungen können die „tatsächlichen“
Clinchpunktsteifigkeiten für beliebige Vorstreckwerte von s1 (stempelseitiges Blech) und
s2 (matrizenseitiges Blech) berechnet werden. Die Prognosegüte der Polynomregressionen
wird mithilfe des Bestimmtheitsmaßes R2 angegeben und beträgt für das Metamodell der
Normalsteifigkeit 0, 96 und für das Modell der Schubsteifigkeit 0, 938. Die Flächen sind
jeweils in einen Bereich mit Vorstreckkombinationen, bei denen i.O.-Verbindungen ent-
stehen in Grün und in einen Bereich in welchem n.i.O.-Verbindungen enststehen in Rot,
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unterteilt. Die betrachtete Clinchpunktverbindung wird als mit i.O.-Verbindung bewer-
tet, solange die Halsdicke tn ≥ 0,15 mm und der Wert des Hinterschnitts f ≥ 0,10 mm ist
[84]. Diese Bedingungen sind erfüllt, solange s2 ≤ 1 ist.

CN = As1
2 + Bs2

2 + Cs1s2 + Ds1 + Es2 + F (3.5)

CS = Gs1
2 + Hs2

2 + Is1s2 + Js1 + Ks2 + L (3.6)

Tabelle 3.6: Faktoren der Steifigkeitsmetamodelle zur Berechnung von CN und CS

A B C D E F
1.532,44 5.757,16 285,805 19.343,84 14.978,15 53.616,82
G H I J K L
4.719,85 422,845 2.165,34 25.513,3 2.187,75 62.833,42

a) b)
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Abbildung 3.13: Grafische Darstellung der Metamodelle für die Steifigkeiten in Abhän-
gigkeit der Vorstreckwege s1 und s2; a) Metamodell für die Normalstei-
figkeit, b) Metamodell für die Schubsteifigkeit

Durch die Interpretation der Metamodelle der Steifigkeiten wird an dieser Stelle die Frage
nach der Höhe des Einflusses von plastischer Deformationen vor dem Fügeprozess beant-
wortet. Diese Aussagen gelten nur für den untersuchten Clinchpunkt und nur für dessen
Verhalten im linearen Bereich.
Aus den grafischen Darstellungen in Abbildung 3.13 ist ersichtlich, dass eine Vorreckung
des stempelseitigen Bleches einen deutlich größeren Einfluss, sowohl auf die Normal- als
auch auf die Schubsteifigkeit, als die Vorreckung des matrizenseitigen Bleches hat (Ein-
fluss von s1 größer als der Einfluss von s2).
Die Normalsteifigkeit wird sowohl durch eine Vorreckung des stempel- als auch des ma-
trizenseitigen Bleches in jedem Fall reduziert (siehe Abbildung 3.13 a)). Der Wert der
Schubsteifigkeit (siehe Abbildung 3.13 b)) sinkt oder bleibt annähernd konstant durch
eine Vorreckung des stempelseitigen Bleches. Das Vorrecken des matrizenseitigen Blechs
führt auch zur Reduzierung der Schubsteifigkeit, außer es wird gleichzeitig das stempel-
seitige Blech sehr stark vorgereckt. Die Reduzierung der Steifigkeiten kann je nach Höhe
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der Vorreckung erheblich sein. Zur Verdeutlichung werden die Steifigkeiten dreier Füge-
verbindungen angegeben:
Normalsteifigkeit CN :

• Von CN(s1 = 0, s2 = 0) = 48.925 N
mm

zu CN(s1 = 2, s2 = 1) = 16.709 N
mm

ist eine
eine Abnahme um ca. 2

3

• Von CN(s1 = 0, s2 = 0) = 48.925 N
mm

zu CN(s1 = 1, s2 = 1) = 25.933 N
mm

ist eine
eine Abnahme um ca. 1

2

Schubsteifigkeit CS:

• Von CS(s1 = 0, s2 = 0) = 67.721 N
mm

zu CS(s1 = 2, s2 = 0) = 32.005 N
mm

ist eine eine
Abnahme um ca. 1

2

• Von CS(s1 = 0, s2 = 0) = 67.721 N
mm

zu CS(s1 = 1, s2 = 1) = 43.116 N
mm

ist eine eine
Abnahme um ca. 3

8

Damit die Clinchpunktsteifigkeiten in einer FE-Schalen-Ersatzmodell-Modellierung auf
Bauteilebene genutzt werden können, müssen äquivalente Steifigkeiten für ein Ersatzmo-
dell gefunden werden. Als Ersatzmodell wird an dieser Stelle das Punkt-Konnektor-Modell
nach [85] verwendet, was mittlerweile auch in der Fahrzeugindustrie auf Gesamtfahrzeu-
gebene genutzt wird [31]. Das für die inverse Parameteridentifikation verwendete Modell
weist zwei quadratische Mittelebenen mit einer Kantenlänge von l = 10 mm auf, die
mit Schalenelementen mit einer mittleren Kantenlänge von 1 mm abgebildet sind. Mit-
tig zwischen den Schalenelementen befindet sich ein Knoten, mit welchem die Position
des Punkt-Konnektor-Modells defniert ist. Ihm wird für die Kopplung mit den Schalen-
elementen ein Wirkradius von 5 mm zugewiesen. An den Schalenelmenten werden die
Verschiebungs- und Lagerungsbedingungen aufgebracht und mithilfe der linearen Kraft-
Weg-Kurven die Ersatzsteifikeiten bestimmt. In Abbildung 3.14 sind in a) die Normal-
Ersatzsteifigkeiten über die Normalsteifigkeiten und in b) die Schub-Ersatzsteifigkeiten
über die Schubsteifigkeiten aufgetragen. Durch Regression ergeben sich die Gleichun-
gen 3.7 und 3.8 zur Umrechnung von den lokalen, „realen“ Steifigkeiten in die SPR-
Ersatzsteifigkeiten. Die Simulationen werden mit dem expliziten Solver durchgeführt, da
das Punkt-Konnektor-Modell in LS-DYNA nur mit ebendiesem fehlerei berechnet wird.

CN,SP R = αNCN
2 + βNCN + γN (3.7)

CS,SP R = αSCS + +βS (3.8)

Tabelle 3.7: Werte der Faktoren zur Steifigkeitsumrechnung
αN βN γN αN βN

2,02 10−5 0,5778267 3.979,360361 1,0625981 -1.446,288239
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Abbildung 3.14: Umrechnung der lokalen Steifigkeiten in die Steifigkeiten für das Ersatz-
modell a) Normalsteifigkeit b) Schubsteifigkeit

Mit den Ersatzsteifigkeiten und einer Beispielanwendung, bestehend aus einem geclinch-
ten Bauteil und einem Lastfall, wird die letzte Fragestellung der am Anfang dieses Kapi-
tels genannten Fragen beantwortet (siehe 3). Führen plastische Vordeformationen in den
Fügezone zu solch geänderten Clinchpunktsteifigkeiten, so dass in den Clinchpunkten ei-
nes Bauteils deutlich andere Lasten herrschen, als Berechnungen ohne Berücksichtigung
der Vordeformation ergeben? Gleichzeitig wird in der nachfolgenden Analyse auch der
Einfluss von streuenden Blechdicken auf die Fügepunktlasten untersucht. Dabei wird die
Frage geklärt, ob selbst bei gleichbleibenden Fügepunktsteifigkeiten andere Fügepunkt-
lasten entstehen, wenn die Fügeteilsteifigkeiten durch eine Änderung der Blechdicke va-
riieren.
Als Beispielanwendung wird die Karosseriestruktur um den linken Radkasten des Hon-
da Accords verwendet und auf Druck belastet. Die seitliche Radkastenstruktur wurde
ausgewählt, da in dieser Baugruppe gewöhnlich kein hochfester Stahl verwendet wird wo-
durch grundsätzlich eine Clincheignung vorliegt. Passend dazu ist der HCT560X ein für
die Kaltumformung geeigneter DP-Stahl mit einer relativ niedrigen Streckgrenze von ca.
400 MPa und einer Bruchdehnung von über 20 % und ist damit prinzipiell für den Einsatz
in der Vorderwagenstruktur geeignet.
Für die Variation der Blechdicken und der Clinchpunktsteifigkeiten werden die Kombi-
nationen verwendet, in denen die Vorstreckwerte von s1, s2 ≤ 1 sind. Dies entspricht
einer Vordehnung von ca. 17 %. Zudem kann bei diesen Kombinationen die Fügerich-
tung umgedreht werden, da bis zu einem Vorstreckwert von s2 gültige Kombinationen
entstehen (siehe Abbildung 3.13). Die mechanischen und geometrischen Eigenschaften
der vierzehn im Weiteren verwendeten Kombinationen sind in den Tabellen 3.8 und 3.9
aufgeführt. Die Kombinationen, welche mit demselben Buchstaben gekennzeichnet sind,
unterscheiden sich in ihrer Fügerichtung.
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Tabelle 3.8: In den Variationsrechnungen genutzte Stützpunkte, Legende: Komb.: Kom-
binationsbezeichnung, s1, s2: Vorstreckwerte, f : Hinterschnitt, tn: Halsdicke,
tb: Restbodendicke

Komb. s1 s2 t1 t2 f tn tb

A 0,0 0,0 1,5 1,5 0,165668 0,360138 0,793043
B 1,0 1,0 1,27 1,27 0,09655 0,32752 0,778899
C 0,0 0,2 1,5 1,454 0,153971 0,371856 0,789146
C 0,2 0,0 1,454 1,5 0,167541 0,338586 0,789624
D 0,0 0,4 1,5 1,408 0,14191 0,386628 0,783394
D 0,4 0,0 1,408 1,5 0,173863 0,313041 0,788434
E 0,0 0,6 1,5 1,362 0,122692 0,397289 0,782267
E 0,6 0,0 1,362 1,5 0,172673 0,300335 0,784762
F 0,0 0,8 1,5 1,316 0,103098 0,412215 0,782511
F 0,8 0,0 1,316 1,5 0,170285 0,279882 0,794592
G 0,0 1,0 1,5 1,27 0,089433 0,429241 0,779365
G 1,0 0,0 1,27 1,5 0,176856 0,258836 0,786727
H 0,8 1,0 1,316 1,27 0,105958 0,344657 0,777524
H 1,0 0,8 1,27 1,316 0,122447 0,318653 0,778958

Tabelle 3.9: In den Variationsrechnungen genutzte Stützpunkte, Legende: Komb.: Kom-
binationsbezeichnung, s1, s2: Vorstreckwerte, CN : Normalsteifigkeit, CS:
Schubsteifigkeit, CN,SP R: Ersatznormalsteifigkeit, CS,SP R: Ersatzschubsteifig-
keit

Komb. s1 s2 CN CS CN,SP R CS,SP R

A 0,0 0,0 48925,0301 67721,0477 80450,8372 70674,567
B 1,0 1,0 25933,4089 43115,5897 32728,7126 44297,819
C 0,0 0,2 56251,5065 66772,3356 100000 69642,2366
C 0,2 0,0 47987,9848 49498,754 77966,5512 51059,9665
D 0,0 0,4 55244,9649 67875,9992 99116,3878 70849,3845
D 0,4 0,0 46492,3669 45227,4367 74143,7517 46528,0012
E 0,0 0,6 37990,8234 61494,422 54616,1323 63918,9876
E 0,6 0,0 45075,523 49621,0874 70572,3763 51192,8348
F 0,0 0,8 40521,8217 58732,2604 59969,5763 60936,4003
F 0,8 0,0 41738,3713 46440,9731 62737,4354 47813,1905
G 0,0 1,0 36765,9922 64694,0609 52147,2503 67377,0209
G 1,0 0,0 33971,7719 41994,1759 46695,3163 43111,6221
H 0,8 1,0 27920,1192 46696,5827 35983,5431 48082,4572
H 1,0 0,8 30732,6226 45716,4551 40788,438 47047,0218
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Bevor diese Kombinationen zur Variatiantenbildung genutzt werden, wird das Modell des
Radkastens aus Abbildung 3.15 angepasst. Die Blechstruktur wird mit Schalenelementen
mit einer mittleren Kantenlänge von 1 mm vernetzt und den elastischen Eigenschaften von
Stahl modelliert. Zusätzlich werden die Blechbauteile so verschoben, dass der Abstand
aller Mittelebenen 1,5 mm beträgt und allen Schalenelementen eine nominale Blechdicke
von 1,5 mm zugewiesen. An den Stellen, an denen Dreifach-Blechverbindungen sind, wer-
den die SPR-Elemente in der Achse um 5 mm auseinander entfernt angeordnet. Dadurch
enthält das Modell ausschließlich einschnittige Clinchpunktverbindungen mit der oben
betrachteten Fügesituation, nämlich: Durch Clinchen mit dem oben genannten Werk-
zeugsatz gefügtes 1,5 mm-dickes HCT590X in 1,5 mm-dickes HCT590X.

a) b)

y

x
z

z

x
y

F

F

F

F

Kraftaufbringung

Abbildung 3.15: Genereller Modellaufbau: a) Vorderansicht b) Draufsicht; die aufgebrach-
te Kraft F beträgt ca. 115 N

Zur Steigerung der Möglichkeiten zur Variantenbildung werden die Flanschflächen im FE-
Modell, aus dem in Abbildung 3.16 a) markiertem Bereich, in separaten Bauteilen (Parts)
gespeichert, um unterschiedlichen Flanschflächen eines Bauteils unterschiedlichen Flan-
schdicken zuweisen zu können. Anschließend werden mit einem Zufallsgenerator 20 ver-
schiedene Blechdickenkombinationen für jeden Flansch ausgewählt. Bei dieser Zuweisung
wird aus den oben aufgeführten Kombinationen (siehe Tabellen 3.8 und 3.9) ausgewählt.
Weitere 20 Varianten werden erstellt, in dem die Blechanordnung in den Flanschflächen in
jeder Variante gedreht wird. Mit den sich ergebenden 40 Varianten werden die folgenden
drei Untersuchungen durchgeführt:

• Untersuchung 1: Simulation aller Flansche mit einer Dicke von 1,5 mm und mit
einem Zufallsgenerator zugewiesene Ersatzsteifigkeiten aus den Wertpaaren

• Untersuchung 2: Simulation aller Fügepunkte mit initialen Steifigkeitswerten aber
ausgedünnten Flanschen

• Untersuchung 3: Simulation mit ausgedünnten Blechen und zugehörigen Steifigkei-
ten

Zusätzlich erfolgt die Berechnung der Bauteilbelastung mit unverformten Fügeflanschen.
Für dieses initiale Modell sind die Clinchpunktlasten in Abbildung 3.16 b) gezeigt. In der
weiteren Auswertung wird für jeden der 74 veränderlichen Clinchpunkte (SPR-Modelle)
aus den 40 Clinchpunktlasten (40 Simulationen) die relative Standardabweichung be-
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stimmt. Danach wird die Häufigkeit der relativen Standardabweichungen gezählt und die
in Abbildung 3.17 gezeigten Histogramme erzeugt.

a) b)

Schubkraft in N
1.000 – 3.000

500 – 1.000
250 – 500

50 – 250
0 – 50

variierte Clinchpunkte und Flansche

nicht variierte
Bereichez

x
y

z

x
y

Abbildung 3.16: Modellaufbau und Clinchpunktlasten: a) variierte Flansche b) Clinch-
punktbelastungen des initialen Modells

Abbildung 3.17: Häufigkeit der relativen Standardabweichung für a) Normalkraft, b)
Schubkraft

Werden die Häufigkeiten ab einer relativen Standardabweichung von 5 % summiert, erge-
ben sich die Zahlenwerte aus Tabelle 3.10. Daraus ist neben dem Offensichtlichen, dass
die tatsächliche Clinchpunktlast am besten abgebildet wird, wenn beide Effekte gleichzei-
tig berücksichtigt werden, die unterschiedliche Wirkung der Einflussgrößen auf die Last-
komponenten erkennbar. So haben die im Fügeflansch veränderten Blechdicken (globaler
Strukturanteil) einen deutlich größeren Einfluss auf die Normalkraft im Clinchpunkt, als
durch die Änderung der sich im Fügeprozess ergebenden Clinchpunktsteifigkeiten (lokaler
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Clinchpunktanteil) hervorgerufen wird. Der Schublastanteil wirkt sensitiver auf eine Ver-
änderung der Steifigkeiten als auf eine Veränderung der Blechdicke. Dies ist bemerkens-
wert, da aus den Metamodellen - wie oben auch an vier Messpunkten gezeigt - hervorgeht,
dass die Normalsteifigkeit durch die vorgereckten Bleche stärker als die Schubsteifigkeit
reduziert wird. Plausibilisiert werden kann dieses Verhalten dadurch, dass die Biegestei-
figkeit kubisch und die Schubsteifigkeit linear von der Blechdicke abhängig ist.
Aus den Untersuchungen wird gefolgert, dass die Änderung der Clinchpunktsteifigkeiten
und die Blechsteifigkeiten als Konstruktionsparameter verwendet werden können, um Fü-
gepunktlasten zu verändern. In Kapitel 5 wird darüberhinaus gezeigt, dass die Beeinflus-
sung der lokalen Blechsteifigkeit um den Clinchpunkt ebenfalls zu anderen Clinchpunkt-
lasten und „verschmierten“ Clinchpunktsteifigkeiten führt. Der Autor hat dazu neben
den Untersuchungen aus Kapitel 5 simulative Voruntersuchungen zu Steifigkeitsverän-
derungen von Clinchpunkten durch Veränderung der umgebenden Blechstruktur in der
Veröffentlichung [86] und in der Studienarbeit [87] durchgeführt. Der Konstruktionspara-
meter Fügepunktsteifigkeit wird mit dem Konstruktionsparameter Fügepunktanordnung
im nachfolgenden Kapitel 4 systematisch untersucht.

Tabelle 3.10: Anzahl der Clinchpunkte, die eine signifikante Änderung in ihrer Last auf-
weisen (komponentenweise ausgewertet)

Summe der Häufigkeit 2σ ≥ 10 %
Variation der:

Auswertegröße Steifigkeit Blechdicke beides
Normalkraft (abs.) 52 62 70
Normalkraft (%) 70 84 95
Schubkraft (abs.) 49 29 56
Schubkraft (%) 66 39 76
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Kapitel 4

Erarbeitung der
Ursache-Wirkungs-Beziehungen

Wie in Kapitel 3 erläutert, sind die Lasten in Fügepunkten in gefügten Bauteilen in ihrer
resultierenden Wirkrichtung und in ihrem Betrag unterschiedlich. Zudem wurde anhand
der Sensitivitätsanalysen gezeigt, dass schwankende Blechdicken und Fügepunktsteifig-
keiten zu veränderten Lastverteilungen zwischen den Fügepunkten führen. In diesem
Kapitel werden Beziehungen zwischen der Ursache, wie z.B. einer Steifigkeitsänderung
des Fügepunktes und der Lastumlagerung in den Fügepunkten (Wirkung) systematisch
herausgearbeitet. Die Auswertungen und Schlussfolgerungen in diesem Kapitel basieren
auf den numerischen Voruntersuchungen aus einer betreuten Studienarbeit [88].
Die Ermittlung der Ursache-Wirkungs-Beziehungen erfolgt numerisch an einem abstra-
hierten Flanschstück. Die untersuchten Einflussfaktoren sind:

• die äußere Lasteinleitung in den Flansch,

• die Anordnung der Fügepunkte

• und die Fügepunktsteifigkeiten.

4.1 Modellaufbau des abstrahierten Fügeflansches
Der abstrahierte Fügeflansch besteht aus zwei Blechstreifen mit einer Länge von l0 =
250 mm und einer Breite von b0 = 50 mm, die mit fünf gleichmäßig auf der Mittellinie
verteilten Fügepunkten verbunden sind. Der Mittelpunktabstand der äußeren Fügepunk-
te zu den kurzen Kanten beträgt e0 = 25 mm, wodurch sich ein Fügepunktabstand von
a0 = 50 mm ergibt. Dieser gefügte Flansch wird mit den in Abbildung 4.1 gezeigten Last-
fällen systematisch in Längs- und Querrichtung belastet und anschließend die in jedem
Fügeelement wirkende Ersatzkraft ausgewertet. An der durch Dreiecke darstellten Lage-
rung ist der Flansch jeweils eingespannt, d.h. alle sechs Freiheitsgrade sind gesperrt. An
der durch Pfeile gekennzeichneten Einspannung wird der Flansch in Blechrichtung kraft-
gesteuert in Pfeilrichtung bewegt, wobei die anderen fünf Freiheitsgrade gesperrt sind. Für
die Berechnung werden folgende Annahmen getroffen. Erstens bestehen beide Bleche aus
dem Stahl HCT590X und weisen eine Blechdicke von t0 = 1,5 mm auf. Zweitens erfolgt
das Fügen durch Clinchen mit einem Stempel mit einem Durchmesser von d0 = 5 mm und
einer Matrize mit einem Innendurchmesser von D0 = 8 mm sowie einer Matrizentiefe von
tM,0 = 1,6 mm. Dieser Werkzeugsatz hat die Herstellerbezeichnung TOX A50100 / TOX
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BD8016. Die verwendeten Bleche, der Werkzeugsatz und die entstehenden Clinchpunk-
te entsprechen damit dem untersuchten Clinchpunkt aus Kapitel 3.4. In den weiteren
Kapiteln 5 und 6 wird diese Clinchpunktverbindung ausführlicher untersucht.

c) Schälung, längs

f) Schub, längs

g) Schub, quer 

d) Schälung, quer e) Schälung-Biegung, quer 

a) Kopfzug, längs b) Kopfzug, quer

h) Schub-Biegung, längs i) Schub-Biegung, quer

j) Schub-Torsion, längs k) Schub-Torsion, quer l) Schub-Torsion-Biegung, quer

Abbildung 4.1: Schematische Darstellung der Lastfälle in überhöhter Dickendarstellung.
An den Kanten mit den Dreiecken sind die Bleche eingespannt.

In der Modellierung werden die Bleche mit Schalenelementen, die eine mittlere Kanten-
länge von lKL = 0,8 mm − 1,8 mm haben, dargestellt und in diese Kreisausschnitte mit
einem Durchmesser von 10 mm für die Clinchpunktmodellierung eingefügt. Die Knoten
der Kreisausschnitte sind mit einem Balkenelement durch eine Starrkörperspinne ver-
bunden. Den Balkenelementen sind die Ersatzsteifigkeiten dieser speziellen Clinchpunkt-
kombination, die sich durch inverse Parameteridentifikation aus genormten Kopfzug- und
Scherzugprüfungen ergeben, zugewiesen. Die Ersatz-Normalsteifigkeit beträgt 4700 N

mm ,
die Ersatz-Schubsteifigkeit 29 000 N

mm , die Ersatz-Biegesteifigkeit 1010 N
rad

und die Torsi-
onssteifigkeit 0 N

rad . Die Ermittlung der Ersatzsteifigkeiten erfolgte an dem Modell aus
Abbildung 5.31 a) und ist in Kapitel 6.2.1 beschrieben. Aus den Messergebnissen aus
Kapitel 5.1.2 ist zudem bekannt, dass das plastische Verhalten des Clinchpunktes unter
einer Kopfzuglast bei ca. 1100 N (Abbildung 5.16) und unter einer schubdominanten Be-
lastung bei ca. 3700 N (siehe Tabelle 5.1 bei α = 15◦) einsetzt.
Die Materialmodellierung der Bleche erfolgt linear elastisch. Als Eigen-Kontaktbedingung
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zwischen den Schalenelementen untereinander ist ein Surface to Surface-Mortar-Kontakt
gewählt. Dieser Mortar-Kontakt verwendet eine „Penalty based Segment to Segment“ For-
mulierung, die sich für die implizite Berechnung eignet. [89] Dieser wurde so eingestellt,
dass die tatsächliche Dicke der Schalenelemente berücksichtigt und ein Reibbeiwert von
µ = 0, 1 angenommen ist. (siehe 8.5) Da Lastumlagerungen zwischen den Clinchpunkten
durch eine Veränderung von Clinchpunktpositionen oder -eigenschaften bei elastischer
Belastung untersucht werden, wird nach jeder Simulation visuell kontrolliert, dass kein
Fließen in den Blechen auftritt. Eine geringe lokale Überschreitung der Fließspannung an
den Schalenelementen an den Kreisausschnitten der Fügepunktmodellierung wird zuge-
lassen, da dies durch die gewählte Ersatzmodellierung bedingt ist.
Die äußere Last wird durch die Aufbringung einer Linienlast (Kraft/Knoten) an einer
äußeren Knotenreihe aufgebracht. Da die übertragbare Last abhängig vom Lastfall ist,
wird ein Faktor c eingefügt. Die eingestellte Last wird nach Gleichung 3.1 berechnet. Die
Angaben zur Lastaufbringung sind in Tabelle 4.1 aufgeführt.

FäußereLast = c ∗ 5 ∗ Fel,max,Belastungsrichtung (4.1)

Tabelle 4.1: Äußere Last in den Lastfällen
Lastfall Faktor c Knotenzahl Kraft / Knoten

in N
Last
in N (gerundet)

Kopfzug, längs 0,5 282 9,707 2740
Schälung, längs 0,5 141 19,415 2740
Schub, längs 0,5 141 54,894 7740
Schub-Biegung, längs 0,5 141 54,894 7740
Schub-Torsion, längs 0,5 141 54,894 7740
Kopfzug, quer 0,15 58 14,159 820
Schälung, quer 0,075 29 14,159 410
Schub, quer 0,25 29 133,448 3870
Schub-Biegung, quer 0,5 29 266,897 7740
Schub-Torsion, quer 0,15 29 80,069 2320
Schälung-Biegung,
quer

0,075 29 14,159 410

Schub-Torsion-
Biegung, quer

0,075 29 40,034 1160

4.2 Auswertung und Interpretation der Ergebnisse
Da in diesem Kapitel mit einem FE-Ersatzmodell gearbeitet wird, das lediglich die linea-
ren Eigenschaften eines bestimmten Clinchpunktes abbildet, gelten die hier getätigten
Aussagen grundsätzlich für alle Punktfügeelemente mit transversal orthotropen Eigen-
schaften, weshalb im Folgenden überwiegend der Begriff Fügepunkt anstatt Clinchpunkt
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verwendet wird. In Abbildung 4.2 a) sind die wirkenden Lasten in den Fügepunkten
in den unterschiedlichen Längs-Lastfällen abgebildet. Erkennbar ist, dass bei homogener
Krafteinleitung, die Fügepunktlasten bis auf die äußersten Fügepunkte, in denen die Last
minimal abweicht, identisch sind. Die deutlich geringeren Fügepunktlasten in den axial
belasteten Fällen (Kopfzug- und Schälung) ist der Tatsache geschuldet, dass der Clinch-
punkt deutlich geringere Kräfte in Normalenrichtung, als in Schubrichtung übertragen
kann.
Bei einer gleichmäßigen Belastung an der kurzen Kante -d.h. in den Lastfällen, quer -
sind die Fügepunktlasten stark unterschiedlich, was in Abbildung 4.2 b) dargestellt ist.
Dadurch kann in manchen Lastfällen deutlich mehr Last über den Flansch elastisch über-
tragen werden als in anderen, was auch durch die Angabe der Zahlenwerte des Faktors c
aus Tabelle 4.1 erkennbar ist. Die Kurven zeigen auch, dass die Lasten zwischen den Fü-
gepunkten deutlich gleichmäßiger verteilt sind, wenn die äußere Lasteinbringung und die
Lagerung an zwei gegenüberliegenden Seiten des Flansches angebracht ist (vgl. z.B. Last-
fall Schub-Biegung mit Lastfall Schub). Im Lastfall, reine Schälung ist im Wesentlichen
nur der vorderste Fügepunkt CP5 lasttragend. Bei den Schubbelastungen (tatsächlich
Scherzugbelastungen) tragen die näher an der Einspannung und Lasteinleitung platzier-
ten Fügepunkte ebenfalls deutlich mehr Last, als die in der Mitte platzierten. Aus dem
Vergleich der Kurven des Lastfalls Schub-Torsion, quer und des Lastfalls reiner Schub,
quer wird zudem deutlich, dass auch die Art und Weise wie die Schublast in den Flansch
eingebracht wird, entscheidend für die Lastverteilung ist. Im ungünstigsten Schublastfall
wirkt auf die Flanschstruktur ein Torsionsmoment.

Kopfzug Schälung Schub

Schub-Biegung Schub-Torsion Schälung-Biegung

Schub-Torsion-Biegung

Abbildung 4.2: Fügepunktlasten in den Lastfällen a) längs b) quer
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Da bei der Einbringung der Kraft und der Lagerung an der kurzen Seite ein Potential für
die Vergleichmäßigung der Fügepunktlasten vorhanden ist, werden an diesen Lastfällen
Varianten berechnet. Da Lastumlagerungen in nennenswerter Größe nur von Fügepunk-
ten ausgehen können, die selbst, oder deren Nachbarpunkte, stark belastet sind, werden
die Steifigkeiten und die Positionen der äußeren vier Fügepunkte systematisch variiert
und ein zusätzlicher Fügepunkt zur Entlastung des äußersten Fügepunktes gesetzt. Zu-
sätzlich ist aus den vorangegangenen Arbeiten [90] und [91] bekannt, dass die Lagerungs-
bedingung über die Probenbreite einen Einfluss hat, weshalb zusätzlich die Kraft- und
Lagerungsbedingungen bei einer breiteren Plattenstruktur untersucht wird. Alle Varian-
ten, bis auf die mit den reinen Positionsänderungen, sind in Abbildung 4.3 gezeigt. Die
Größe und Richtung der Positionsänderungen können aus Tabelle 4.2 entnommen wer-
den. In der Spalte Bezeichnung wird wie in allen nachfolgenden Unterkapiteln auf den
Präfix CP verzichtet. Weiter erfolgt die Berechnung mit den sechs Fügepunkten nur an
den nicht symmetrischen Lastfällen, da diese Änderung trivial ist. Die Varianten werden
in die folgenden fünf Kategorien untergliedert:

• Hinzufügen eines weiteren Fügepunktes

• Steigerung (Fügepunkte CP1 und CP5) und Reduzierung (Fügepunkte CP2 und
CP4) der Ersatzsteifigkeiten einzelner Fügepunkte (jeweils um 10 %)

• Verschieben von Fügepunkten (CP1 und CP5) in Richtung der Lagerung und Kraftein-
leitung (Verschiebung um 10 mm)

• Verschieben von Fügepunkten zu ihren höherbelasteten Nachbarn (Fügepunkte CP2
und CP4) (Verschiebung um 25 mm)

• Krafteinleitung in der Mitte oder über eine ganze Kante bei einer Plattenstruktur

Tabelle 4.2: variierte Flanschstücke
Bezeichnung Untersuchte Änderung Vorgehen
5 näher F
1, 5 näher F

Positionierung der äußeren Fügepunkte näher an die
Krafteinleitung und die Lagerung

x(CP1) − 10 mm,
x(CP5) + 10 mm

5 weiter F
1, 5 weiter F

Positionierung der äußeren Fügepunkte weiter ent-
fernt von der Krafteinleitung und der Lagerung

x(CP1) + 10 mm,
x(CP5) − 10 mm

4 näher 5
2, 4 näher 1, 5

Positionierung der Nachbarfügepunkte näher zu den
am höchsten belasteten Fügepunkten

x(CP2) + 25 mm,
x(CP4) − 25 mm

4 weiter 5
2, 4 weiter 1, 5

Positionierung der Nachbarfügepunkte weiter ent-
fernt von den am höchstem belasteten Fügepunkten

x(CP2) − 25 mm,
x(CP4) + 25 mm

Ausnahme: im Lastfall Schub-Torsion, quer ist der CP3 am stärksten belastet.
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Abbildung 4.3: Variationen zur Erarbeitung der Ursache-Wirkungs-Beziehungen. Dabei
wird am sichtbaren orangen „Oberblech“ in positiver x-Richtung eine
kraftgesteuerte Verschiebung aufgebracht; am nicht sichtbaren „Unter-
blech“ ist die hintere Kante eingespannt: a) und b) initialer Flansch c)
Anordnung 6CP, quer d) Anordnung 6CP, längs e) Platte mit Lagerung
über die gesamte Kanten f) Platte mit nur mittiger Lagerung
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4.2.1 Ergebnisse und Auswertung der Variationen in den
Schublastfällen

In den Abbildungen 4.4, 4.5 und 4.6 sind die Lasten in den Fügeelementen über die Clinch-
punkte für die drei Schublastfälle Schub, quer; Schub-Biegung, quer und Schub-Torsion,
quer aufgetragen. Die Auswertung des Lastfalls Schub-Torsion-Biegung, quer erfolgt
weiter unten getrennt. Aus der Kurvenschar, den Mittelwerten und den dazugehörigen
Standardabweichungen in jedem Diagramm ist erkennbar, dass durch die bewussten Ein-
griffe Lastumlagerungen hervorgerufen werden. Bei einem weiteren Fügepunkt 6 parallel
zur Kante werden die Fügepunkte 4 und 5 deutlich entlastet. Die Last in den Fügepunk-
ten 6 und 5 ist aufgrund der Parallelität identisch. Wird ein Fügepunkt 6 zwischen die
Fügepunkte 4 und 5 gesetzt, so werden diese beiden deutlich entlastet. Die Entlastungs-
wirkung des parallel angeordneten Fügepunktes ist deutlich höher, als das Einbringen
eines Fügepunktes zwischen den Fügepunkten 4 und 5. Aus den Fügepunktlasten in den
breiten Fügeflanschen mit zehn Fügepunkten (jeweils Diagramm in c)) ist ersichtlich,
dass bis auf den Lastfall Schub die äußere Lasteinleitung und Lagerungsbedingung deut-
lichen Einfluss auf die Fügepunktlastverteilung hat. (Lagerung und Krafteinleitung über
gesamte: Kante, ganz; Lagerung und Krafteinleitung nur in der Mitte der Kante: Kan-
te, mittig). Im Weiteren werden die Änderungen der Fügepunktlastverteilung nach ihrer
Ursache getrennt analysiert.

Initial 4 näher 5 4 weiter 5 5 näher F

5 weiter F Gest. 4 Red. 5 6CP, längs

6CP, quer Mittelwert Kante, ganz Kante, mittig

Abbildung 4.4: Lastfall Schub, quer: a) Fügepunktlasten in Schubrichtung b) Mittelwert
der Fügepunktlasten in Schubrichtung und Standardabweichung c) Füge-
punktlasten in Schubrichtung
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Initial 2,4 näher 1,5 2,4 weiter 1,5 1,5 näher F

1,5 weiter F Gest. 2,4 Red. 1,5 Mittelwert

Kante, ganz Kante, mittig

Abbildung 4.5: Lastfall Schub-Biegung, quer: a) Fügepunktlasten in Schubrichtung b)
Mittelwert der Fügepunktlasten in Schubrichtung und Standardabwei-
chung c) Fügepunktlasten in Schubrichtung

Initial 4 näher 5 4 weiter 5 5 näher F

5 weiter F Gest. 4 Red. 5 6CP, längs

6CP, quer Mittelwert Kante, ganz Kante, mittig

Abbildung 4.6: Lastfall Schub-Torsion, quer: a) Fügepunktlasten in Schubrichtung b)
Mittelwert der Fügepunktlasten in Schubrichtung und Standardabwei-
chung c) Fügepunktlasten in Schubrichtung
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Variation der Steifigkeiten
Es wurde bei der Planung der Variationen angenommen, dass die Last teilweise durch
die Erhöhung einer Fügepunktsteifigkeit, von benachbarten Fügepunkten auf den nun
steiferen Fügepunkt umgelagert wird. Deshalb wird angenommen, dass eine Reduzierung
der Schubsteifigkeit des Fügepunktes 5 zu einer Abnahme der Schublast in diesem und
zu einer Erhöhung der Schublast in dem benachbartem Fügepunkt 4 führt. Eine Stei-
gerung der Schubsteifigkeit in Fügepunkt 4 sollte dieselbe Wirkung hervorrufen. Diese
Effekte treten wie erwartet in den drei Schublastfällen auf, was die gezeigten Kraftkurven
aus Abbildung 4.7 bestätigen. Es ist zudem ersichtlich, dass durch die Reduzierung der
Steifigkeit des äußersten Fügepunkts/ der äußersten Fügepunkte die Last/en stärker ver-
gleichmäßigt wird/ werden, als durch eine Erhöhung der Steifigkeit/en der Fügepunkte
2 und 4. Die ebenfalls eingezeichnete Fügelast in Axialrichtung bleibt bei den Variatio-
nen quasi unverändert. Da der Aufbau repräsentativ für einen Flansch ist, wird daraus
geschlussfolgert, dass bei Schubdominanz stark belastete Fügepunkte entlastet werden
können, indem entweder ihre Schubsteifigkeit reduziert oder die Schubsteifigkeiten der
umgebenden Fügepunkte erhöht werden.

Initial-Schubkraft Gest 4-Schubkraft Red 5-Schubkraft

Initial-Normalkraft Gest 4-Normalkraft Red 5-Normalkraft

Abbildung 4.7: Fügepunktlasten in Abhängigkeit der Änderung der Schubsteifigkeiten
der Fügepunkte in den Lastfällen: a) Schub, quer b) Schub-Biegung, quer
und c) Schub-Torsion, quer

Verschieben der Randpunkte in Richtung der Krafteinleitung bzw. der Lage-
rung
In Abbildung 4.8 ist zu erkennen, dass durch eine Verschiebung der äußeren Fügepunkte 1
und 5 in Richtung der Krafteinleitungsstelle bzw. der Lagerung in den Schublastfällen die
in Schubrichtung wirkende Fügepunktlast erhöht wird. Ein weiteres Entfernen der äuße-
ren Fügepunkte von der Krafteinleitungsstelle bzw. der Lagerung reduziert die Schublast
in diesen. Damit führt dies immer zu einer Vergleichmäßigung der Schublasten in den Fü-
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gepunkten, erhöht aber in den Schublastfällen ohne unterdrückte Biegung die Fügelast
in Normalenrichtung und damit auch den Lastwinkel α. Im Lastfall Schub-Biegung, quer
bleibt die Normallast in den Fügepunkten 1 und 5 unverändert. Es wird festgehalten,
dass bei Schubdominanz stark belastete Fügepunkte entlastet werden können, indem sie
weiter entfernt von der Lasteinleitung und -lagerung positioniert werden.

Initial-Schubkraft näher F-Schubkraft weiter F-Schubkraft

Initial-Normalkraft näher F-Normalkraft weiter F-Normalkraft

Abbildung 4.8: Fügepunktlasten in Abhängigkeit der Verschiebung des Fügepunktes 5,
bzw. der Fügepunktes 1 und 5, in den Lastfällen: a) Schub, quer b) Schub-
Biegung, quer und c) Schub-Torsion, quer

Verschieben eines Fügepunktes in Richtung eines stärker lasttragenden, be-
nachbarten Fügepunktes
In Abbildung 4.9 sind die Fügepunktlasten in Abhängigkeit des Verschiebens des Füge-
punktes 4 bzw. der Fügepunkte 2 und 4 dargestellt. Das Verschieben der Fügepunkte zu
den stärker lasttragenden, benachbarten Fügepunkten führt in allen drei Fällen zu einer
gleichmäßigeren Fügepunktlastverteilung in Schubrichtung. Dies wird dadurch erreicht,
dass die Last vom Fügepunkt 5 auf den Fügepunkt 4 bzw. die Lasten von den Füge-
punkten 1 und 5 auf die Fügepunkte 2 und 4 umgelagert werden. Interessant ist hierbei
insbesondere auch, dass auch die Normallasten in den Fügepunkten 1 und 5 reduziert
werden. Gleichzeitig steigt die Normallast in den Fügepunkten 2 und 4. Ein Verschieben
der Fügepunkte 2 und 4 in die andere Richtung erzeugt die gegenteiligen Effekte. Es wird
geschlussfolgert, dass bei Schubdominanz stark belastete Fügepunkte dadurch entlastet
werden können, indem weniger stark belastete Fügepunkte näher zu den stark belasteten
positioniert werden.
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Initial-Schubkraft näher-Schubkraft weiter-Schubkraft

Initial-Normalkraft näher-Normalkraft weiter-Normalkraft

Abbildung 4.9: Fügepunktlasten in Abhängigkeit der Verschiebung des Fügepunktes 4,
bzw. der Fügepunktes 2 und 4, in den Lastfällen: a) Schub, quer b) Schub-
Biegung, quer und c) Schub-Torsion, quer

Einfluss des Positionierung der äußeren Krafteinleitung und Lagerung
Die Fügepunktlastverteilung in Abhängigkeit der äußeren Krafteinleitung und Lage-
rung ist in Abbildung 4.10 dargestellt. Eine Krafteinleitung und Lagerung in der Mitte
führt in den Lastfällen Schub, quer (Abbildung 4.10 a) und Schub-Biegung, quer (Ab-
bildung 4.10 b)) zu einer gleichmäßigeren Fügepunktlastverteilung. Im Lastfall Schub-
Torsion, quer (Abbildung 4.10 c)) ist der gegenteilige Effekt zu beobachten.
Das Phänomen der Vergleichmäßigung der Lasten durch die mittigere Lagerung in den
Lastfällen Schub-Biegung und reiner Schub wird damit erklärt, dass in diesen Lastfällen
umso mehr Kraft über den zweiten Punkt fließt, je weiter die Kraft von dem Fügepunkt
entfernt eingebracht wird. Diese Beobachtung ist in [92] nachgewiesen, indem Kraftpfade
visualisiert werden. Die Berechnung dieser Kraftpfade erfolgt mithilfe einer invarianten
Kraftflussmethode.
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Initial-Schubkraft Komplett-Schubkraft Mittig-Schubkraft

Initial-Normalkraft Komplett-Normalkraft Mittig-Normalkraft

Abbildung 4.10: Fügepunktlasten in Abhängigkeit der Position der Einspannungen: a)
Schub, quer b) Schub-Biegung, quer und c) Schub-Torsion, quer

In Abbildung 4.11 sind die Lastwinkel α und die Orientierungswinkel β in den Lastfällen
Schub, quer, Schub-Biegung, quer und Schub-Torsion, quer gezeigt. Das Koordinatensys-
tem liegt dabei senkrecht zu den Blechkanten und ein Orientierungswinkel von β = 0◦

bedeutet dass die Schublast in s-Richtung des lokalen Koordinatensystems wirkt, siehe
Abbildung 4.3. Aus Abbildung 4.11 a) und b) geht hervor, dass bei einer Einbringung
der Schublast senkrecht zur kurzen Kante beim schmalen Flansch, die Schublast in allen
Fügepunkten parallel zur langen Kante ein- und ausgeleitet wird. Der Orientierungswin-
kel beträgt in allen Fügepunkten 0◦. In der Plattenstruktur ist dies nicht der Fall, da die
Lasteinbringung nicht symmetrisch zur gedachten Linie aus den Fügepunktmittelpunk-
ten achssymmetrisch ist. Erfolgt die Lasteinleitung und Lagerung auf derselben Seite
(Lastfall Schub, quer) ist die Wirkungsrichtung der Fügepunktschublast nicht parallel
zur langen Kante sondern leicht zur Mitte der Blechkante gedreht. Erfolgt die Lagerung
und Krafteinleitung auf gegenüberliegenden Seiten (Lastfall Schub, quer) ist die Wir-
krichtung der Schubkraft außer in den mittleren Fügepunkten 3 und 8 ebenfalls aus der
Achse gedreht. Der Betrag des Orientierungswinkel β ist in beiden Fällen größer, wenn
die Randbedingungen mittig anstatt über die gesamte Kante erfolgen. Im Lastfall Schub-
Torsion, quer werden die äußersten Fügepunkte in allen drei Varianten senkrecht zur
kurzen Kante belastet und es ist deutlich sichtbar, dass die Schublast in allen Fügepunk-
ten aus einer unterschiedlichen Richtung wirkt.
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initial Lagerung, mittig Lagerung, gesamte Länge

Abbildung 4.11: Orientierungswinkel β in Abhängigkeit der Position der Einspannungen:
a) Schub, quer b) Schub-Biegung, quer und c) Schub-Torsion, quer

4.2.2 Ergebnisse und Auswertung der Variationen in den
Schälungslastfällen

Aus Abbildung 4.12 ist ersichtlich, dass im Lastfall Schälung, quer die äußere Belas-
tung hauptsächlich durch den Fügepunkt 5 aufgenommen wird. Dieser wird durch das
Einfügen eines sechsten Fügepunktes deutlich entlastet, wobei hier genau wie bei den
Schubbelastungen die Entlastung deutlich größer ausfällt, wenn der Fügepunkt quer zur
langen Kante und nicht zwischen die Fügepunkte 4 und 5 gesetzt wird. Auch hier ist bei
paralleler Anordnung des Fügepunktes 6, die Normallast im Fügepunkt 5 gleich der Last
in Fügepunkt 6. Liegt der Fügepunkt 6 zwischen den Fügepunkten 4 und 5 reiht sich
seine Belastung in die progressive Kurve ein. Zudem ist in den Lastverläufen erkennbar,
dass eine Vergleichmäßigung der Fügepunktlasten auch durch ein Verschieben des Füge-
punktes 4 näher zu dem Fügepunkt 5 oder durch die Reduzierung der Normalsteifigkeit
in Fügepunkt 5 gelingt. (siehe auch Abbildung: 4.13) Es wird geschlussfolgert, dass bei
Normalkraftdominanz stark belastete Fügepunkte entlastet werden können, indem we-
niger stark belastete Fügepunkte näher zu den stark belasteten positioniert werden, die
Steifigkeit der stark belasteten Fügepunkte reduziert oder ein weiterer Fügepunkt in den
Flansch eingebracht wird. Bei der Plattenstruktur ist erkennbar, dass durch eine mittle-
re Krafteinleitung die Belastung in den Fügepunkten 5 und 10 steigt. Dies ist auf eine
stärkere lokalere Verformung des Bleches in der Mitte zurückzuführen.
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Initial 4 näher 5 4 weiter 5 5 näher F

5 weiter F Gest. 4 Red. 5 6CP, längs

6CP, quer Mittelwert Kante, ganz Kante, mittig

Abbildung 4.12: Lastfall Schälung, quer: a) Fügepunktlasten in Normalenrichtung b) Mit-
telwert der Fügepunktlasten in Normalenrichtung und Standardabwei-
chung c) Fügepunktlasten in Normalenrichtung

Initial-Normalkraft

Gest 4-Normal Red 5-Normal

Initial-Schubkraft

Gest 4-Schub Red 5-Schub

näher-Normal weiter-Normal näher-Schub weiter-Schub

näher-Normal weiter-Normal näher-Schub weiter-Schub

Abbildung 4.13: Fügepunktlasten im Lastfall Schälung, quer bei Variation von: a) der
Normalsteifigkeit b) Position von Fügepunkt 5 c) Position von Füge-
punkt 4
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Die Besonderheit beim Lastfall Schälung-Biegung, quer ist, dass die Belastung in den
Fügepunkten schubdominiert ist, obwohl die äußere Belastung in axialer Richtung wirkt.
Die Fügepunktnormallasten sind in Abbildung 4.14 und die Fügepunktschublasten in
Abbildung 4.15 für alle Variationen eingetragen. Es ist erkennbar, dass die Fügepunkt-
normallasten um über eine Zehnerpotenz geringer als die in den Fügepunkten wirkenden
Schublasten sind. Die Schubdominanz ist ebenfalls erkennbar in Abbildung 4.16 in der
der Lastwinkel α und der Orientierungswinkel β für den initialen Flansch und die Plat-
tenstruktur aufgetragen sind.
Aus den in Abbildung 4.14 eingezeichneten Normalkraftverläufen werden drei Beobach-
tungen festgestellt. Erstens wird auch in diesem Lastfall die wirkende Normallast in den
Fügepunkten 1 und 5 durch eine Verringerung der Normalsteifigkeit reduziert. Zweitens
hat eine Steigerung der Normalsteifigkeiten der Fügepunkte 2 und 4 keinen Einfluss auf die
Normallastverteilung. Drittens ist der Effekt des Verschiebens der äußeren Fügepunkte in
Richtung der Lasteinleitung bzw. Lagerung gegenläufig, da eine Verschiebung der äußeren
Punkte hin zur Krafteinleitung die Normallast reduziert. Entsprechend wird durch einen
größeren Abstand der äußersten Fügepunkte zu den Einspannungen die Normalkraft in
diesen erhöht.
Aus der Kurvenschar der Schublastverläufe in Abbildung 4.15 ergibt sich, dass die Ände-
rung der Normalsteifigkeiten keinen Einfluss auf die Schublastverteilung hat. Die Ände-
rung der Fügepunktpositionierung führt zu einer deutlich gleichmäßigeren Verteilung der
Schublasten. Entgegen der oben festgehaltenen Schlussfolgerung bei durch eine äußere
Schublast induzierten schubdominierten Fügepunktbelastungen, werden die äußeren Fü-
gepunkte in diesem Fall entlastet, wenn sie näher an der Krafteinleitungsstelle positioniert
werden. Dies bedeutet, dass durch eine nähere Positionierung der äußersten Fügepunkte
an die Krafteinleitungsstelle, bzw. an die Lagerung diese sowohl in Normalenrichtung als
auch in Schubrichtung entlastet werden. Folglich wird die Wirkung der Verschiebung der
äußersten Fügepunkte von der Art der auftretenden Last in den Fügepunkten (schub- oder
normalkraftdominiert) und von der äußeren Lasteinbringung beeinflusst. Die letzte sich
aus Abbildung 4.15 a) ergebene Aussage ist, dass wie bei allen oben gezeigten Lastfällen
durch eine nähere Positionierung der inneren Fügepunkte 2 und 4 an die Fügepunkte 1
und 5, letztere entlastet werden. Weiter zeigen die Abbildungen 4.14 c ) und 4.15 c),
dass durch eine Konzentration der Lasteinleitung und der Lagerung in der Mitte der
Plattenstruktur, die Fügepunktlasten in beiden Hauptlastrichtungen reduziert werden.
Gleichzeitig werden dabei die Schublasten in den Fügepunkten gleichmäßiger verteilt.
Der Verlauf der Orientierungswinkel β in dem initialen Lastfall und den Plattenstruk-
turen entspricht in seiner Tendenz dem Verlauf aus dem Lastfall Schub-Biegung, quer.
Dies wird durch den Vergleich der Verläufe aus Abbildung 4.16 mit den Verläufen aus
Abbildung 4.11 b) deutlich.
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Initial 2,4 näher 1,5 2,4 weiter 1,5 1,5 näher F

1,5 weiter F Gest. 2,4 Red. 1,5 Mittelwert

Kante, ganz Kante, mittig

Abbildung 4.14: Fügepunktnormallasten in den Variationen beim Lastfall: Schälung-
Biegung a) einzelne Fügepunktlasten und b) Mittelwert der Fügepunkt-
lasten und Standardabweichung beim Flanschstück, c) Fügepunktlasten
der Variante Platte im Vgl. mit dem Flanschstück

Initial 2,4 näher 1,5 2,4 weiter 1,5 1,5 näher F

1,5 weiter F Gest. 2,4 Red. 1,5 Mittelwert

Kante, ganz Kante, mittig

Abbildung 4.15: Fügepunktschublasten in den Variationen beim Lastfall: Schälung-
Biegung a) einzelne Fügepunktlasten und b) Mittelwert der Fügepunkt-
lasten und Standardabweichung beim Flanschstück, c) Fügepunktlasten
der Variante Platte im Vgl. mit dem Flanschstück
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initial Lagerung, mittig

Lagerung, gesamte Länge

initial Lagerung, mittig
Lagerung, gesamte Länge

Orientierungswinkel:

Lastwinkel:

Abbildung 4.16: Lastwinkel α und Orientierungswinkel β im Lastfall: Schälung-Biegung

Im Lastfall Schub-Torsion-Biegung werden in den Lastverteilungen in Abbildung 4.17
die gleichen Wirkungen wie in den Schublastfällen beobachtet (siehe Abbildung 4.4 ff.).
Eine Reduzierung der Steifigkeiten in den Fügepunkten 1 und 2 führt zu einer gerin-
geren Last in diesen. Bei der Erhöhung der Schubsteifigkeit von Fügepunkt 4 wird ein
Teil der Last von höher belasteten Nachbarfügepunkt -in diesem Fall Fügepunkt 3- auf
diesen umgeleitet. Wenn die äußeren Fügepunkte 1 und 5 weiter entfernt von der Lastein-
leitung und Lagerung positioniert werden, werden diese entlastet. Bei der gegenteiligen
Verschiebung werden sie stärker belastet. Werden die Lasten in der Plattenstruktur un-
tersucht, ist erkennbar, dass die Fügepunkte leicht ungleichmäßiger belastet werden, wenn
die Lasteinleitung und Lagerung in der Mitte der Kanten erfolgt. Bei der Auswertung der
Orientierungswinkel in Abbildung 4.18 ist erkennbar, dass die Fügepunkte im initialen
schmalen Flansch ungefähr aus derselben Richtung belastet werden. Bei den Plattenstruk-
turen hingegen geht hervor, dass die auf die an den Fügepunkten anliegende Schubkraft
aus unterschiedlichen Richtungen auf diese wirkt.
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Initial 2,4 näher 1,5 2,4 weiter 1,5 1,5 näher F

1,5 weiter F Gest. 2,4 Red. 1,5 Mittelwert

Kante, ganz Kante, mittig

Abbildung 4.17: Fügepunktlasten in den Variationen beim Lastfall: Schub-Torsion-
Biegung a) einzelne Fügepunktlasten und b) Mittelwert der Fügepunkt-
lasten und Standardabweichung beim Flanschstück, c) Fügepunktlasten
der Variante Platte im Vgl. mit dem Flanschstück

initial Lagerung, mittig Lagerung, gesamte Länge

Abbildung 4.18: Orientierungswinkel β im Lastfall: Schub-Torsion-Biegung

70



4.2.3 Zusammenfassung der Wirkung von
Fügepunktsteifigkeits- und -positionsänderungen in
Flanschen

Die Erkenntnisse aus Kapitel 4 sind nachfolgend stichwortartig zusammengefasst.:

1. Wenn möglich, sollten die Fügepunkte so gesetzt werden, dass eine gedachte Linie
durch die Reihe aus den Fügepunkten parallel zur Lasteinleitung orientiert ist.
(Kante der Lasteinleitung / Lagerung ∥ Fügepunktlinie)

2. Ist dies nicht möglich, kann wie folgt vorgegangen werden:

• Für Fügepunkte mit dominanter Schubbelastung gilt, dass die Last in
diesem Fügepunkt reduziert werden kann, indem folgendes getan wird:

– allgemein gilt:

∗ Verringerung der Schubsteifigkeit der höchstbelasteten Fügepunkte

∗ Steigerung der Schubsteifigkeit der benachbarten Fügepunkte um die
höherbelasteten Fügepunkte

∗ Nachbarfügepunkte der am stärksten belasteten Fügepunkte näher zu
diesen positionieren

∗ Einbringung der Lagerung und Lasteinleitung möglichst weit entfernt,
damit viel Kraft direkt in die weiter hinten platzierten Fügepunk-
te fließt. Dies gilt immer außer ein (dominierendes) Torsionsmoment
wirkt auf den Flansch. Wirkt ein Torsionsmoment auf den Flansch ist
dieses Vorgehen destruktiv.

– Für den Fall, dass der Fügepunkt / die Fügepunkte, der / die am nächsten
zur Lagerung / Krafteinleitung oder „äußere Verformung“ liegt / liegen,
am höchsten belastet ist / sind, gilt: Ist die Schubdominanz durch eine
äußere Schubverformung oder -Kraft hervorgerufen, sollten die äußersten
Fügepunkte weiter von der Lasteinleitung bzw. Lagerung entfernt wer-
den. Sind die Fügepunkte durch eine äußere Schälung hervorgerufen, wird
die Last in den äußersten Fügepunkten reduziert, indem sie näher an die
Lasteinleitung, bzw. Lagerung positioniert werden.

• Für Fügepunkte die normalkraftdominiert belastet sind, kann die Last
durch folgende Maßnahmen reduziert werden:

– Verringerung der Normalsteifigkeit der höchstbelasteten Fügepunkte

– Steigerung der Normalsteifigkeit der benachbarten Fügepunkte um die
höherbelasteten Fügepunkte

– Nachbarfügepunkte der am stärksten belasteten Fügepunkte näher zu die-
sen positionieren
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– Die Lagerung und Lasteinleitung sollten nicht auf einen kleinen Bereich
in der Mitte lokalisiert werden, da dies zu lokalen großen Schälungen und
Deformationen führt, wodurch die näher an den Einspannungen positio-
nierten Fügepunkte deutlich stärker belastet werden.

– Für den Fall, dass der Fügepunkt / die Fügepunkte, der / die am nächsten
zur Lagerung / Krafteinleitung oder „äußere Verformung“ liegt / liegen,
am höchsten belastet ist / sind, ist es vorteilhaft, diese zur Lastreduktion
näher an die äußere Krafteinleitung und Lagerung zu positionieren.

4.3 Demonstration des Nutzens von
nicht-rotationssymmetrischen Fügepunkten

An dieser Stelle wird anhand des Lastfalls Schub-Biegung, quer der potentielle Nutzen
nichtrotationssymmetrischer Fügepunkte aufgezeigt. Dazu wird die Schubsteifigkeit des
Fügepunktes in der t-Richtung mit dem Faktor 1

3 multipliziert und die Simulation er-
neut durchgeführt. Anschließend werden die äußeren Balkenelemente in zwei Schritten
um ihre Achsen gedreht, wodurch die Fügepunktlasten deutlich vergleichmäßigt wer-
den (siehe Abbildung 4.19). In der Simulation wird dabei angenommen dass die Steifig-
keit zwischen den zwei Schubsteifigkeiten in jedem 90◦-Inkrement linear ansteigt, bzw.
abfällt. Für eine praktische experimentelle Ausnutzung der Eigenschaften von nicht-
rotationssymmetrischen Fügepunkten zur Lastumlagerungen bedarf es allerdings eines
Fügeprozesses zur Realisierung und ein FE-Ersatzmodell welches die Eigenschaften eines
solchen Fügepunktes abbildet. Letzteres ist im Stand der Forschung nicht zu finden und
die nicht rotationssymmetrischen Fügepunkten beschränken sich auf Doppelclinchpunkte
und balkenförmige Clinchpunkte.

a) c)b)

𝑃1

𝑃2

𝑃3

r

s

t

0° 0° 0° 0° 0°

20° 0° 0° 0° 20°

25° 10° 0° 10° 25°

F = 7740N

𝐶𝑠 = 3𝐶𝑡

𝐶𝑠 = 2900
𝑁

𝑚𝑚

Abbildung 4.19: Fügepunktlasten bei nicht rotationssymmetrischen Fügepunkten a) Bal-
kenmodell und Ersatzsteifigkeiten b) Lastfall inklusive Anordnung und
Drehung der fünf Fügepunkte c) Fügepunktlasten bei Schub-Biegung,
quer (Schubkraft: durchgängig; Normalkraft: gestrichelt, Farbcodierung
siehe b))

72



Kapitel 5

Untersuchungen an einfach
geclinchten Proben

Für die Entwicklung der Methode in Kapitel 6 ist die gezielte Einstellbarkeit der Clinch-
punktsteifigkeiten notwendig, um die in Kapitel 4 beobachten Lastumlagerungseffekte
konstruktiv auszunutzen. Deshalb wird in Kapitel 5.1 der Einfluss von um einen Clinch-
punkt eingebrachten Sicken und der Einfluss der Variation des Stempelweges während
des Setzprozesses auf die Clinchpunkt-Clinchpunktumgebung-Verbundsteifigkeiten expe-
rimentell herausgearbeitet. Anschließend wird eine Hypothese über die Wirkweise von
Sicken aufgestellt, die in Kapitel 5.2 experimentell bestätigt wird. Die Prüfergebnisse
zeigen zudem, wie eingebrachte Sicken und die Variation des Stempelwegs gegenseitig
das Lastübertragungsverhalten des Clinchpunkt-Clinchpunktumgebung-Verbundes be-
einflussen. Durch das Verständnis dieser wechselseitigen Einflüsse können die mecha-
nischen Eigenschaften der tatsächlich gefertigten Clinchpunkte bei Fertigungsschwan-
kungen abgeschätzt werden. Nachfolgend kann die Konstruktion mit der Auslegungs-
methode überprüft und in wenigen Schritten verbessert werden, indem sowohl die in
Kapitel 4 beobachteten Lastumlagerungen als auch die Veränderung der Clinchpunkt-
Clinchpunktumgebung-Verbundsteifigkeiten bewusst herbeigeführt werden. Die Auswahl
der experimentell zu prüfenden Verbindungen erfolgte so, dass nach den Auswertungen
in diesem Kapitel alle benötigten experimentellen Daten vorhanden waren, um die Aus-
legungsmethode in Kapitel 6 zu demonstrieren.

5.1 Experimentelle Untersuchungen
Um den Einfluss von Sicken und des Stempelweges zu messen, wird schwerpunktmäßig der
in Kapitel 4 betrachtete Clinchpunkt untersucht, der durch das Fügen zweier HCT590X-
Bleche mit einer Dicke von t0 = 1,5 mm mithilfe des Werkzeugsatzes TOX A50100 \
TOX BD8016 entsteht. Der eingesetzte Fügestempel hat einen Durchmesser von 5 mm.
Die Matrize ist durch einen Innendurchmesser von 8 mm mit einer Ringnuttiefe von
1,6 mm gekennzeichnet.
Um wechselnde Fertigungsstätten zu simulieren, wird dieser Werkzeugsatz, der von der
Fa. TOX® vertrieben wird, in zwei verschiedenen Anlagen verbaut, nämlich:

1. In einer pneumohydraulisch, lastgeregelten Antriebseinheit (Typ K) der Kraftpa-
ketserie der Fa. TOX® (im Folgenden: Linearzylinder) und
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2. in einer Laser-Stanz-Maschine TruMatic 1000 (im Folgenden: Laser-Stanz-
Maschine) der Fa. Trumpf SE + Co. KG.

5.1.1 Probengeometrien und Fügeanlagen in den
Versuchsreihen

Insgesamt werden drei Versuchsreihen durchgeführt, wobei die Proben aus den ersten
zwei Reihen auf der Laser-Stanz-Maschine gesetzt werden. Die Proben der dritten Ver-
suchsreihe werden mit dem Linearzylinder geclincht. In der ersten Versuchsreihe werden
anhand von Prüfungen unter verschiedenen Lastwinkeln, Grenzkurven der Clinchpunkt-
blechverbindungen (im Folgenden: Clinchpunktverbindung oder Clinchpunkt) ermittelt.
In der zweiten und dritten Versuchsreihe werden klassische Kreuzkopfzug- und Scher-
zugversuche durchgeführt. In allen Versuchsreihen werden Sicken eingebracht und / oder
der Stempelweg variiert. Eine Besonderheit ist, dass in der dritten Versuchsreihe zu-
sätzlich Proben geprüft werden, deren stempelseitiges Blech aus dem gleichen Werkstoff
(HCT590X), aber mit einer dünneren Blechdicke von t0 = 0,8 mm anstatt t0 = 1,5 mm
besteht. Für den Setzprozess wurde hierfür die Werkzeugkombination A50100 / BD8014
(ebenfalls Fa. TOX®) verwendet - gleicher Stempel andere Matrize. Der Matrizeninnen-
durchmesser beträgt 8 mm und die Matrizentiefe 1,4 mm. Der Stempeldurchmesser be-
trägt weiterhin 5 mm. Eine Übersicht über die Versuchsreihen zeigt Abbildung 5.1.
Folgende Informationen können aus den Versuchsreihen gewonnen werden:

• Aus Versuchsreihe 1:
Grenzkurven entweder in Abhängigkeit des Stempelwegs oder in Abhängigkeit von
gesetzten Sicken

• Aus Versuchsreihe 2:
Wirkung des Stempelwegs und / oder von Sicken auf das mechanische Verhalten
unter Kopfzug- und Scherzugbelastung

• Aus Versuchsreihe 3:
„Simulation“ eines Wechsels der Fügeanlage; Überprüfung der nach Versuchsreihe 1
und 2 aufgestellten Wirkmechanismen

Die Herstellung aller Proben erfolgte durch Kollegen an der Professur für Formgebende
Fertigungsverfahren (FF) an der Technischen Universität Dresden. Die Aufnahme der
Kraft-Weg-Kurven der Versuchsreihen 2 und 3 erfolgten ebenfalls in Dresden. Zusätzlich
sind die Kraft-Weg-Kurven der Versuchsreihe 2 durch Steinfelder und Brosius in [93]
veröffentlicht.
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Versuchsreihe 1: Kreuzzugversuche
Ermittlung der Grenzkurve für verschiedene Anordnungen von Sicken      
und verschiedenen Stempelwegen
      - Prüfung unter verschiedenen Lastwinkeln (0° - 90°)
      - Variation des Stempelwegs oder Einbringung von Sicken

Versuchsreihe 2: Scher- und Kopfzugversuche
- Ermittlung der Steifigkeiten für Versuchsreihe 1
- Detaillierte Untersuchungen unter Schub - und Kopfzuglast
      - Prüfung unter Schub- (0°) und Kopfzuglast (90°)
      - Variation des Stempelwegs und Einbringung von Sicken

Gefügt auf der 
Laser-Stanz-
Maschine

1,5 in 1,5 
HCT590X

Versuchsreihe 3: Scher- und Kopfzugversuche
- Überprüfung der Wirkhypothesen
- Detaillierte Untersuchungen unter Schub und Kopfzuglast
      - Prüfung unter Schub- (0°) und Kopfzuglast (90°)
      - Variation des Stempelwegs und Einbringung von Sicken
      - Verschiedene stempelseitige Blechdicken

Gefügt mit dem 
Linearzylinder

1,5 in 1,5
und
0,8 in 1,5
HCT590X

Wechsel der Fügeanlage und der Blechdickenkombination

Abbildung 5.1: Überblick über die durchgeführten Versuchsreihen

5.1.1.1 Versuchsreihe 1: Grenzkurven durch inkrementelle Prüfung

Der Einfluss der Änderung des Stempelwegs und das Einbringen von Sicken auf die last-
tragenden Eigenschaften des Clinchpunktes werden durch zerstörende Prüfungen unter
verschiedenen Lastwinkeln bestimmt. Die dafür benötigten Kreuzzugproben werden durch
das senkrechte Positionieren von zwei Blechzuschnitten mit einer Breite von 50 mm und
anschließendem Clinchen hergestellt. Das Zuschneiden der Bleche, die Einbringung von
Sicken und der Fügeprozess erfolgen auf der Laser-Stanz-Maschine. Die Geometrie der
gefertigten Proben ist in Abbildung 5.2 b) gezeigt. Der Clinchpunkt ist in der Mitte des
quadratischen Überlappbereiches positioniert.
Die Prüfung erfolgt unter fünf oder sieben Inkrementen zwischen 0◦ (entspricht reinem
Schub) bis 90◦ (entspricht reiner Normalkraft). Für die Winkel 0◦ bis 75◦ werden die
Proben in dem in Abbildung 5.3 gezeigtem Kreuzzugprüfstand in drehbar verstellbaren
Einspannungen mit Niederhaltern verschraubt und das Oberblech (stempelseitiges Blech)
relativ zum Unterblech (matrizenseitiges Blech) verschoben. Wie in Abbildung 5.2 a1) bis
a3) zu erkennen, wird das Oberblech der Proben durch das Verfahren des Probenschlit-
tens bewegt. Die Verfahrgeschwindigkeit beträgt 10 mm/min. Das Unterblech ist durch
die Verschraubung mit Niederhaltern an der Probenwange während der Prüfung fixiert.
Die Lage der Niederhalter ist in Abbildung 5.2 c) eingezeichnet. Die Kraftmessung er-
folgt durch eine zwischen dem Zylinder und den Stößeln montierte Kraftmessdose. Da als
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Verschiebungsinformation nur die Reglerposition des Zylinders vorhanden ist und keine
getrennte Wegmessung auf der Probe erfolgt, können mit dieser Versuchsanordnung keine
Steifigkeiten ausgewertet werden.
Ein kleiner Nachteil dieser Prüfanordnung ist, dass unter den Winkeln 75◦ und 90◦ auf-
grund einer entstehenden Anpresskraft und der daraus resultierenden Reibkraft die Kraft-
messung abweicht. Die Anpresskraft entsteht während der Prüfung, da insbesondere bei
diesen beiden Prüfwinkeln, während der vertikalen Verformung, Normalspannungen in
dem Oberblech entstehen. Die resultierende Kraft „zieht“ die Probenschlitten in Rich-
tung des Clinchpunktes, was zu erhöhter Reibung in den Führungen der Probenschlitten
führt. Die höhere Reibung, v.a. während der plastischen Verformung, wird während des
Versuches fälschlicherweise mitgemessen. Deshalb wird für das 90◦-Inkrement auf norma-
le Kreuzkopfzugproben-Prüfungen (siehe Kapitel 5.1.1.2) zurückgegriffen. Bei 75◦ wird
davon ausgegangen, dass die gemessenen Kraftwerte leicht erhöht sind. Bei den kleine-
ren Winkeln tritt dieser Effekt nur minimal auf. Dies ist während der Prüfung leicht
zu kontrollieren, da in diesen Prüfwinkeln die Distanzstücke während der Prüfung mit
minimaler Handkraft aus dem Versuchseinrichtung entfernt werden können. In der Fo-
tografie des Versuchstandes aus Abbildung 5.3 sind die Distanzstücke gut sichtbar. Die
Reibung, die ohne den genannten Zusatzeffekt in den Führungen auftritt, wird durch
eine Kalibrierfahrt mit nicht an der Wange festverschraubtem Unterblech bestimmt und
von den gemessenen Kraftwerten abgezogen. Beim Einspannen vor der Prüfung wird die
Einspannlänge der Proben bei den niedrigen Winkeln leicht vergrößert, da die resultieren-
de Verschiebung des Oberblech in Richtung der oberen Einspannbacke unter den kleinen
Winkeln zunimmt. Dies geschieht in dem der obere Niederhalter weiter nach oben positio-
niert wird. Dies ist in Abbildung 5.3 c) durch die gestrichelte Position des verschiebbaren
Niederhalters angedeutet. Würde unter 0◦ die Einspannlange ebenfalls, wie unter 90◦,
54 mm betragen, so wäre die maximale Prüfverschiebung ca. 2 mm.
Insgesamt besteht diese Versuchsreihe aus fünf Probensätzen, die jeweils eine Variante

darstellen. In den ersten drei Probensätzen (A bis C) ist der Stempelweg während des
Setzprozesses variiert. In der Variante A entspricht der Stempelweg dem nach der Bemus-
terung als gewünschter Soll-Stempelweg definierten. Die Kurzbezeichnung lautet hierfür
±0,0. In der Variante B ist der Stempelweg während des Setzprozesses um 0,1 mm unter-
schritten und in der Variante C um 0,1 mm überschritten worden. Bei einem um 0,1 mm
zu langem Stempelweg ist der Stempel in seiner Endlage 0,1 mm zu tief, weshalb diese
Position in der Kurzbezeichnung mit -0,1 bezeichnet wird. Bei einem zu geringen Stem-
pelweg ist die Endlagepostion um 0,1 mm erhöht, weshalb die Kurzbezeichnung für die
Variante C +0,1 ist. Dies ist bildlich in Abbildung 5.4 dargestellt.
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a) c)

75°

b)

ProbenwangeProbeaufnahme

Probenschlitten seitliches Widerlager

45°

Zylinderstempel
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min

Stab
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Kraftmessdose

Abbildung 5.2: Probeneinspannung während der Prüfung im inkrementellen Kreuzzug-
versuch unter a1) 0◦, a2) 45◦, a3) 75◦

Distanzstücke

Abbildung 5.3: Versuchsstand zur inkrementellen Prüfung
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+ 0,1 0,0   0,1

+

+

Abbildung 5.4: Stempelweg und Endlage in Bezug auf den Soll-Stempelweg a) Stempel-
weg um 0,1 mm zu gering / Endlage: +0,1 , b) Soll-Stempelweg / Endlage:
0,1 c) Stempelweg um 0,1 mm zu weit / Endlage: -0,1

In den Versuchsreihen D und E sind mit einem linearen Sickenwerkzeug durch inkremen-
telles Umformen gerade Sicken im Abstand von 15,5 mm in das stempelseitige Blech vor
dem Clinchen eingebracht worden. Die Sicken weisen eine Länge von 30 mm auf und haben
einen halbkugeligen Auslauf von ca. 2 mm (an der Oberseite gemessen). Die Varianten D
und E unterscheiden sich durch die unterschiedliche Positionierung der Sicken in Bezug
auf die Krafteinleitung. In der Variante D sind die Sicken quer und in Variante E längs
zur Krafteinleitung positioniert. Da die Wirkung der Sicken vom Kraftfluss abhängig ist
und diese durch den Versuchsaufbau bedingt bei 45◦ die Wirkrichtung wechselt, wechselt
die Probengeometrie für die Längs- und Quersicken innerhalb einer Versuchsreihe. Dies
ist in Abbildung 5.5 gezeigt.
Unter jedem Winkel werden fünf Proben geprüft. Die Charakteristiken der hergestellten
Varianten und deren Kurzbezeichnung sind zusammengefasst:

• Variante A: Soll-Stempelweg; (Kurzbezeichnung: ±0,0 )

• Variante B: Stempelweg um 0,1 mm überschritten; (Kurzbezeichnung -0,1 )

• Variante C: Stempelweg um 0,1 mm unterschritten; (Kurzbezeichnung +0,1 )

• Variante D: Soll-Stempelweg mit eingebrachten Sicken quer zur äußeren Last (Kurz-
bezeichnung Sicken quer oder Sq)

• Variante E: Soll-Stempelweg mit eingebrachten Sicken längs zur äußeren Last (Kurz-
bezeichnung Sicken längs oder Sl)
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a1) 0° bis 45° b1) 0° bis 45°

a2) 60° bis 75° b2) 60° bis 75°

31

30
31

30

Abbildung 5.5: Einspannungen und verwendete Probengeometrie für die Versuchsreihen
a) der Variante D (quer), b) der Variante E (längs)
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5.1.1.2 Versuchsreihe 2: Kopfzug- und Scherzugproben

In dieser Versuchsreihe werden für eine Scherzug- und für eine Kreuzkopfzug-Prüfung
(nach Merkblatt [14]) gleichzeitig die Sickenanordnung (keine / quer / längs) und der
Stempelweg (-0,1 \±0,0 \+0,1) variiert. Daraus ergeben sich neun verschiedene Kombi-
nationen. Die Herstellung der Probenzuschnitte erfolgt aus dem gleichen Blechmaterial
(HCT590X t0 = 1, 5 beidseitig) wie in Versuchsreihe 1. Ebenfalls wie in Versuchsreihe 1,
erfolgt das Zuschneiden, das lokale Umformen von Sicken und der Setzprozess auf der
Laser-Stanz-Maschine.
Die Überlapplänge der Proben beträgt 16 mm bei der Scherzug- und 50 mm bei der Kopf-
zugprobe. Im Kopfzug werden ebenfalls beidseitig 30 mm lange Sicken je im Abstand von
15,5 mm zum Mittelpunkt des Clinchpunktes in das Oberblech (stempelseitiges Blech)
eingebracht. In die Scherzugproben werden 41 mm-lange Sicken ebenfalls in einem Ab-
stand von 31 mm in das Oberblech eingebracht. Diese Oberblechkonfigurationen sind in
den Abbildungen 5.6 und 5.7 a1) - a3) dargestellt.
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Abbildung 5.6: Kopfzugproben mit verschiedenen Geometrien des Oberbleches (Sicken
nicht maßstabsgetreu)
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Abbildung 5.7: Scherzugproben mit verschiedenen Geometrien des Oberbleches (Sicken
nicht maßstabsgetreu)
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Die Prüfung der Scherzugproben erfolgt bei einer Einspann- und Messlänge von 95 mm
in einer Universal-Zugprüfmaschine. Die Kopfzugproben werden in eine Vorrichtung ein-
gespannt und ebenfalls mit einer Universal-Zugprüfmaschine geprüft. Der freie, quadra-
tische Einspannbereich weist eine Breite von 54 mm auf. Die Probengeometrie und die
Einspannbedingungen können der Abbildung 5.8 entnommen werden. Die Prüfung er-
folgt weggesteuert mit einer Geschwindigkeit von 3 mm/min, wobei währenddessen der
Maschinenweg und die Kraft aufgezeichnet werden. Die neun Probenvarianten sind nach
der Stempelweg-Variante in die folgenden drei Versuchsreihen gegliedert.

• Unterversuchsreihe 2.1: Soll-Stempelweg um 0,1 mm überschritten (-0,1)
Varianten im Oberblech: keine Sicke, zwei Sicken quer, zwei Sicken längs

• Versuchsreihe 2.2: Soll-Stempelweg (±0,0)
Varianten im Oberblech: keine Sicke, zwei Sicken quer, zwei Sicken längs

• Versuchsreihe 2.3: Soll-Stempelweg um 0,1 mm unterschritten (+0,1)
Varianten im Oberblech: keine Sicke, zwei Sicken quer, zwei Sicken längs
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54

50

45

16

95

1,
51,
5

150

1,
5

1,
5

20

105

Abbildung 5.8: a) Scherzugprobe und b) Kopfzugprobe nach DVS-Merkblatt [14]

5.1.1.3 Versuchsreihe 3: Kopfzug und Scherzugproben bei Anlagenwechsel

Um auch den Einfluss des Wechsel der Fügeanlage bei gleichem Werkzeugsatz beispiel-
haft zu quantifizieren, werden in einem umfangreicherem Versuchsplan erneut Proben mit
keiner Sicke, mit längs und mit quer eingebrachten Sicken hergestellt, diese aber auf dem
Linearzylinder anstatt der Laser-Stanz-Maschine und unter Verwendung desselben Werk-
zeugsatz geclincht. Zusätzlich werden alle Proben dieser Versuchsreihe mit einer dünneren
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stempelseitigen Blechdicke von (t0 = 0,8 mm) hergestellt, um den Einfluss der Sicken bes-
ser untersuchen zu können. Das Zuschneiden aller Blechzuschnitte zur Probenherstellung
und das Einformen von Sicken erfolgt wie in der vorherigen Versuchsreihe ebenfalls auf
der Laser-Stanz-Maschine. Die Blechdickenkombinationen und Werkzeugsätze lauten de-
tailliert:

• Blechdickenkombination 1: (=̂ Versuchsreihen 1 und 2)
HCT590X tstempelseitig = tmatrizenseitig = 1, 5 mm;
Werkzeugsatz: TOX A50100 \ TOX BD8016 (=̂ Versuchsreihen 1 und 2)

• Blechdickenkombination 2:
HCT590X tstempelseitig = 0, 8 mm und tmatrizenseitig = 1, 5 mm;
Werkzeugsatz: TOX A50100 \ TOX BD8014

Zur experimentellen Bestimmung des Einflusses von Sicken unter Normalkraft werden
Kopfzugproben mit eingebrachten Sicken gefertigt. Die Anordnung dieser entspricht ex-
akt der Anordnung aus den Versuchsreihen 1 und 2. Die Probenform und die Prüfbedin-
gungen sind, bis auf die Abweichung der Blechdicke und der Clinchpunktgestalt bei der
Blechdickenkombination 2, identisch mit den Kopfzugproben aus Versuchsreihe 2. Die Zu-
schnitte des stempelseitigen Bleches sind in Abbildung 5.6 dargestellt. Zur Bestimmung
des Einflusses der Sicken auf eine schubdominierte Belastung werden je Blechdickenkom-
bination zwei Versuchsreihen von Scherzugproben hergestellt. Die Blechzuschnitte weisen
eine Breite von 48 mm auf und haben je nach Überlapplänge eine Länge von 105 mm
(kurzer Überlapp) bzw. 135 mm (langer Überlapp). Die Einspann- und Messlänge wäh-
rend der Scherzugprüfung beträgt, wie in Versuchsreihe 2 95 mm. Die Scherzug-Proben
können in die folgenden Versuchsreihen untergliedert werden und ihre Geometrie ist in
Abbildung 5.9 dargestellt.

• Scherzug-Versuchsreihe mit einem kurzem Überlappbereich von 18 mm

• Scherzug-Versuchsreihe mit einem großen Überlappbereich von 48 mm

Die Anordnung der Sicken wurde aus nachfolgenden Gründen gewählt:
Erstens wird eine größere Durchbiegung des stempelseitigen Bleches bei einer Blechdicke
von t0 = 0, 8 mm erwartet, so dass die Wirkung der Sicken stärker zum Tragen kommen
sollte. Zweitens wird davon ausgegangen, dass sich während der Prüfung eine „Biegelinie“
einstellt. Die Annahme ist, dass nur in den Bereichen, in denen eine starke Krümmung
auftritt, eingebrachte Sicken einen Einfluss auf das Lastübertragungsverhalten haben.
Drittens sind durch die Erhöhung der Überlapplänge eventuell gewisse Abstützeffekte
des stempelseitigen Bleches auf dem matrizenseitigen Blech zu beobachten.
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Abbildung 5.9: Scherzugproben mit verschiedenen Geometrien des Oberbleches (Sicken
nicht maßstabsgetreu)

5.1.2 Ergebnisse
Die Darstellung der Ergebnisse erfolgt in der Reihenfolge der Versuchsreihen. Nach der
ersten und zweiten Versuchsreihe folgen ein Zwischenfazit und eine Erklärung der auf-
getretenen Effekte. Diese werden mithilfe der Ergebnisse der dritten Versuchsreihe veri-
fiziert. Zusätzlich wird durch den Wechsel der Fügeanlage eine Prozesskettenwandlung
simuliert und quantifiziert.
Die inverse Parameteridentifikation der Steifigkeit durch lineare Regression erfolgt in die-
sem Kapitel in der Versuchsreihe 1 und 2 grundsätzlich mit den nachfolgend angegebenen
Werten für das Bestimmtheitsmaß R2.

• Scherzug bei K1: R2 = 0, 995; Ausnahme bei K1_48_Sq_nach mit R2 = 0, 991

• Scherzug bei K2 immer R2 = 0, 99 bei Ül=18 mm, bei Ül=18 mm R2 = 0, 98 (Aus-
nahme: K1_48_Sq_vor R2 = 0, 975)
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• bei Kopfzug erfolgte immer eine visuelle Kontrolle; der Startwert war R2 = 0, 995;
das Bestimmheitsmaß R2 schwankt zwischen 0,99 und 0,998

5.1.2.1 Ermittelte Grenzkurven

Aus den Prüfungen werden für jeden Winkel die Maximalkraft und die maximal elastisch
übertragbare Kraft bestimmt. Die Prüfungen erfolgen grundsätzlich mit fünf Proben je
Winkel, wobei im Folgenden die Durchschnittswerte und die Standardabweichungen ange-
geben sind. Die Bestimmung der maximal elastischen Kraft erfolgt mit einer Ausgleichs-
gerade, die mittels einer linearen Regression erstellt wird. Als Bewertungskriterium wird
das Bestimmtheitsmaß R2 verwendet. Es werden so lange Messpunkte zur Regression
hinzugenommen, bis der Grenzwert für R2 erstmalig nicht erreicht wird. Als Ergebnis-
gerade wird dann die Regression verwendet, bei welcher der Grenzwert für R2 zuletzt
erfüllt wurde. In Tabelle 5.1 und in Abbildung 5.10 sind die ermittelten Werte für die
initiale Konfiguration gezeigt. Für alle weiteren Kombinationen können die Ergebnisse im
Anhang in Kapitel 8.2 nachgeschlagen werden. Die Versagensfälle sind bei allen Versuchs-
reihen identisch. Bei 90◦ erfolgt ein Ausknöpfen. Bei 75◦ und 60◦ versagt die Verbindung
durch einseitiges Ausknöpfen mit anschließendem Halsriss. In den Lastfällen 45◦ bis 0◦

wird ein Versagen durch reinen Halsriss beobachtet.

Tabelle 5.1: Gemessene Kräfte der Variante A (±0,0 ) der Versuchsreihe 1 im modifizier-
ten Kreuzzugversuch

Prüfwinkel 0◦ 15◦ 30◦ 45◦ 60◦ 75◦ 90◦

FMax ±0,0 4,304 4,098 3,929 3,501 3,312 3,084 2,961
FMax ±0,0_STA 0,115 0,047 0,053 0,011 0,037 0,121 0,032
FMax,el ±0,0 3,834 3,73 3,496 2,92 2,672 2,115 1,371
FMax,el ±0,0_STA 0,104 0,068 0,094 0,099 0,116 0,127 0,322

Abbildung 5.10: Gemessene Kräfte der Variante A (±0,0 ) der Versuchsreihe 1 im modi-
fizierten Kreuzzugversuch
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Durch das Einzeichnen und Verbinden der Durchschnittwerte der Kräfte entstehen in
Normalkraft-Schubkraft-Diagrammen Grenzkurven. Die Grenzkurven in Abhängigkeit
des Stempelweges sind in Abbildung 5.11 eingetragen. Folgende Schlussfolgerungen wer-
den daraus abgeleitet. Die Grenzkurve der Maximalkraft des Clinchpunkt-Blechstück-
verbundes kann im schubdominierten Bereich (Prüfwinkel bzw. Belastungswinkel ≤ 30◦)
und im normalkraftdominierten Bereich (≥ 60◦) verändert werden. Eine Erhöhung des
Stempelweges (Endlage: -0,1) führt zu einer größeren maximal übertragbaren Kraft un-
ter reiner Normalbelastung (90◦) und bei normalkraftdominanter Belastung (75◦). Eine
Verringerung des Stempelweges (Endlage: +0,1) erhöht die maximal übertragbare Kraft
bei schubdominierter Belastung mit Normalkraftanteil (ca. 7,5◦ ≤ α ≤ 22,5◦). Bei reiner
Schubbelastung ändert sich die Grenzkurve der maximalen Kraft nur minimal.
Die Grenzkurve der maximal elastisch übertragbaren Kraft ist bis auf die Erhöhung der
Kraft zwischen 7,5◦ und 22,5◦ bei reduziertem Stempelweg von ebendiesem relativ unab-
hängig.

Soll-S.w. (   0,0) Verkürzter S.w. (   0,1) Verlängerter S.w. (   0,1)

Abbildung 5.11: Grenzkurven der maximal elastisch übertragbaren Kraft und der Maxi-
malkraft in Abhängigkeit des Stempelwegs
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In Abbildung 5.12 sind die Grenzkurven für die Fügepunkt-Blechverbunde mit einge-
brachten Sicken abgebildet. Bei den Grenzkurven der maximal elastisch übertragbaren
Kraft ist nur bei einem Lastwinkel von α = 75◦ ein signifikanter Unterschied erkennbar.
Bei dominanter Schubbeanspruchung führt das Einbringen von Sicken in Längsrichtung
zur Belastung zu einer Erhöhung der maximalen Kraft. Werden Quersicken eingebracht,
wird die maximale Schubkraft reduziert. Die maximal übertragbare Kraft unter Kopfzug-
belastung wird von den Sicken nicht beeinflusst. Bei quer angeordneten Sicken wird die
maximal elastisch übertragbare Kraft bei Schubbelast reduziert.

ohne Sicke (   0,0) Sicke längs (   0,0) Sicke quer (  0,0)

Abbildung 5.12: Grenzkurven der maximal elastisch übertragbaren Kraft und der Maxi-
malkraft in Abhängigkeit von eingebrachten Sicken

5.1.2.2 Wirkung von Sicken und verändertem Fügestempelweg

Mit den Proben aus Versuchsreihe 2 werden durch Vergleich der Steifigkeiten, der maximal
elastisch und der maximal übertragbaren Kraft, der Einfluss der Sicken, der Stempelwe-
gänderung und ihre gegenseitige Wechselwirkung bestimmt. Neben der Bestimmung der
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Wechselwirkung werden die Proben dieser Versuchsreihe benötigt, um die Steifigkeiten
für die in Versuchsreihe 1 getesteten Konfigurationen zu bestimmen. Bei den Scherzug-
versuchen kann die hintere Quersicke weggelassen werden, da diese keinen Einfluss auf
die gemessenen Scherzugsteifigkeitswerte hat (siehe Kapitel 5.28).
In diesem Kapitel werden die bestimmten Zahlenwerte der Steifigkeiten und Kräfte in
Diagrammen dargestellt und daraus Erkenntnisse abgeleitet. Tabellarisch sind diese Wer-
te im Anhang in den Kapiteln 8.3 und 8.4 aufgeführt.
Die ermittelten Steifigkeiten aller Probenvarianten in Abhängigkeit des Vorhandenseins
von Sicken, deren Orientierung und des Stempelweges sind in Abbildung 5.13 gezeigt.
Daraus werden drei Tendenzen abgeleitet. Erstens wird mit Zunahme des Stempelwegs
(Endlage -0,1) die Steifigkeit gesteigert. Zweitens wird die Steifigkeit durch quer ange-
ordnete Sicken reduziert. Drittens erhöhen längs angeordnete Sicken die Steifigkeiten.
Allerdings ist zu beachten, dass diese Tendenzen nicht allgemeingültig sind, sondern von
der Gestalt des Clinchpunktes abhängig sind. In Abbildung 5.13 a) ist zu erkennen, dass
bei einem zu geringen Stempelweg (hier: +0,1) auch durch Quersicken die Kopfzugstei-
figkeit erhöht wird. Der Grund für diese „Anomalie“ wird zur Kenntnis genommen und
nicht weiter untersucht. Für die Scherzugproben wird das Verformungsbild der Proben
mit Soll-Stempelweg in Kapitel 5.2 untersucht, wodurch darauf geschlossen werden kann,
dass bei einem großen Hinterschnitt ein stärkeres einseitiges Ausknöpfen (bzw. Ausrollen)
des Clinchpunkthalses aus dem -napf begünstigt wird. Dadurch ist die Scherzugsteifigkeit
bei der Probe Sq(−0, 1) reduziert.

- 0,1   0,0 + 0,1

Abbildung 5.13: Steifigkeiten in Abhängigkeit des Stempelwegs und der Sicken a) Kopfzug
b) Scherzug

Wichtig ist zu erwähnen, dass im Kopfzugversuch zwei lineare Bereiche auftreten und im
Scherzugversuch nur einer, was in den Kraft-Weg-Kurven in Abbildung 5.14 beispielhaft
gezeigt ist. Im Weiteren erfolgt die Betrachtung der beiden Lastfälle, Kopfzug und Scher-
zug, für die Versuchsreihe 2 getrennt nacheinander.
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Die durch Regression bestimmten Kopfzugsteifigkeiten in beiden Bereichen sowie die ge-
mittelte Kopfzugsteifigkeit (maximal elastische Kraft dividiert durch die zugehörige Ver-
schiebung) sind in Abbildung 5.15 in Abhängigkeit des Stempelweges über die verschie-
denen Sickenvariationen aufgetragen. Wie zu erkennen, beträgt die Steifigkeit im zweiten
Bereich ca. ein Drittel der Anfangssteifigkeit. In allen drei Kurvenscharen ist bis auf die
schon genannte Ausnahme (Sq +0, 1) eindeutig zu erkennen, dass sowohl ein verlängerter
Stempelweg als auch ein Versteifen durch Längssicken zu höheren Kopfzugsteifigkeiten
führt. Für einen geringeren Stempelweg oder quer angebrachte Sicken gelten die gegen-
teiligen Tendenzen - ebenfalls sowohl für die einzelnen Steifigkeitsbereiche als auch für
die gemittelte Kopfzugsteifigkeit.

a) b) c)

Abbildung 5.14: Regression zur Ermittlung der Steifigkeiten; beispielhaft an einer Probe
mit Soll-Stempelweg (±0, 0) und ohne Sicke (Versuchsreihe 2.2): a) erster
Bereich im Kopfzugversuch b) zweiter Bereich im Kopfzugversuch c)
Scherzugversuch

- 0,1   0,0 + 0,1

Abbildung 5.15: Kopfzugsteifigkeiten in Abhängigkeit des Stempelwegs und der Sicken a)
Bereich 1 b) Bereich2 c) gemittelt
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Aus den Durchschnittswerten aus Abbildung 5.16 geht die Tendenz hervor, dass die Ein-
bringung von Sicken die maximal elastisch übertragbare Kopfzugkraft unabhängig von
ihrer Anordnung erhöht (siehe auch Abbildung 5.12). Diese Beobachtung kann nicht ohne
Weiteres experimentell erklärt werden, sondern es Bedarf hierzu optischer Auswertungen
wie in Kapitel 5.2 anhand der Auswertung von Scherzugversuchen gezeigt. Da die Abwei-
chungen der Grenzkurve der maximal elastisch übertragbaren Kraft aufgrund von Sicken
sehr gering sind und Fügepunkte hauptsächlich auf Schub belastet sind, wird auf die
Durchführung von Versuchen mit optischer Messtechnik an dieser Stelle verzichtet.

- 0,1   0,0 + 0,1

Abbildung 5.16: Maximal elastisch übertragbare Kopfzugkraft in Abhängigkeit des Stem-
pelwegs und der Sicken: a) linearer Bereich 1 b) linearer Bereich 2

Die maximale Kopfzugkraft wird durch das Einbringen von Sicken geringfügig verändert.
Durch die Einbringung von quer angeordneten Sicken wird eine minimal kleinere Maxi-
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malkraft gemessen und bei den Proben mit Längssicken eine minimal größere Kraft. Ein
größerer Stempelweg führt zu einer größeren und ein kleinerer Stempelweg zu einer ge-
ringeren Maximalkraft. Dies ist in Abbildung 5.17 zu sehen. Dies wird wie folgt erklärt:
Wird der Hinterschnitt durch einen längeren Stempelweg vergrößert wird mehr Kraft
benötigt, um die Kante des Hinterschnittes radial in die Mitte zu stauchen, damit der
Clinchpunktnapf ausknöpfen kann. Diese Stauchung des Clinchpunktkopfes radial nach
innen wird durch ein weiches sich mitbiegendes stempelseitiges Blech unterstützt, wes-
halb auch bei den Proben mit Längssicken erhöhte Maximalkräfte gemessen werden.

- 0,1   0,0 + 0,1

Abbildung 5.17: Maximalkräfte unter Kopfzugbelastung in Abhängigkeit des Stempel-
wegs und der Sicken: a) mit Standardabweichungen, b) Mittelwerte

Die im Scherzuglastfall gemessenen Steifigkeiten, maximal elastisch übertragbaren Kräf-
te sowie die Maximalkräfte sind in den Abbildungen 5.18 bis 5.20 gezeigt. Das Einbrin-
gen einer Sicke quer zur Beanspruchung reduziert die Scherzugsteifigkeiten deutlich. Bei
Sicken längs zur Lastrichtung hingegen wird die Scherzugsteifigkeit tendenziell erhöht.
Die maximal elastisch übertragbare Kraft erhöht sich durch die Einbringung von Si-
cken, unabhängig von ihrer Anordnung. Dies steht im Widerspruch zu der Auswertung
im Schublastfall bei der inkrementellen Prüfung (siehe Grenzkurve in Abbildung 5.12).
Dieser Widerspruch löst sich auf wenn berücksichtigt wird, dass bei einem Scherzugver-
such, durch die nicht vorhandene seitliche Lagerung, deutlich mehr Biegung induziert
wird. Der Clinchpunkthals kippt in den Scherzugprüfungen deutlich stärker im Clinch-
punktnapf als bei den Schubprüfungen (0◦) im Kreuzzugversuch. Aus dem Diagramm der
Maximalkräfte ist sichtbar, dass diese nur minimal durch eingebrachte Sicken beeinflusst
werden. Aufgrund des Versagens durch Halsriss ist dies auch zu erwarten. Es gilt dennoch,
dass die maximal übertragbare Kraft durch Längssicken minimal gesteigert wird.
Durch die Variation des Stempelweges werden die Kurven der Steifigkeit und der maximal
elastisch übertragbaren Kraft auf der Ordinate verschoben. Der Grund hierfür ist dass
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durch einen größeren Hinterschnitt dem Verkippen des Clinchpunktkopfes aus dem -napf
entgegenwirkt wird und damit mehr Schubkraft über den Kontakt am Hals übertragen
werden kann. Der Einfluss der quer eingebrachten Sicken auf die Scherzugsteifigkeit ist
allerdings deutlich größer als der Einfluss des Stempelwegvariation um ± 0,1 mm. Bei der
Maximalkraft ist - bis auf die Tatsache, dass diese fast konstant ist - keine Tendenz über
den Stempelweg erkennbar.
Aus den bisherigen Untersuchungen lassen sich verschiedene Erkenntnisse ableiten. Die

- 0,1   0,0 + 0,1

Abbildung 5.18: Scherzugsteifigkeit in Abhängigkeit des Stempelwegs und der Sicken:
a) mit Standardabweichungen, b) Mittelwerte

Zusammenhänge zwischen dem Stempelweg und der Maximalkraft im Scherzug- und
Kopfzugversuch sind, wie im Stand der Technik beschrieben, ausführlich in der Litera-
tur dokumentiert worden. Durch eine Erhöhung des Stempelweges wird der Hinterschnitt
größer. Dies bedeutet, dass der Formschluss in der Verbindung in axialer Richtung erhöht
ist. Bei der Kopfzugbelastung führt dies im Versagensfall Ausknöpfen zu einer größeren
maximalen Kraft und zu einer größeren Steifigkeit. Im Scherzuglastfall steigt ebenfalls
die Steifigkeit, da der erhöhte Hinterschnitt dem Verkippen des Clinchpunktes anfangs
stark entgegenwirkt. Diese Begründung der Erhöhung der Scherzugsteifigkeit durch die
Unterdrückung des Verkippens ist in [94] beschrieben. Ebenfalls ist aus der Literatur be-
kannt, dass die Erhöhung des Hinterschnittes einen vernachlässigbaren Einfluss auf die
maximale Scherzugkraft hat, wenn die Verbindung unter Scherzug durch Halsriss versagt.
Der Grund ist, dass die Halsdicke bei der Stempelwegvariation fast konstant bleibt und
diese bei dem Versagensfall Halsriss entscheidend für die Maximalkraft ist. Die durch-
geführten Untersuchungen bestätigen diese Schlussfolgerungen bei Proben ohne Sicken
uneingeschränkt.
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- 0,1   0,0 + 0,1

Abbildung 5.19: Maximal, elastisch übertragbare Kraft bei einer Scherzugbelastung in
Abhängigkeit des Stempelwegs und der Sicken: a) mit Standardabwei-
chungen, b) Mittelwerte

- 0,1   0,0 + 0,1

Abbildung 5.20: Maximalkräfte unter Scherzugbelastung in Abhängigkeit des Stempel-
wegs und der Sicken: a) mit Standardabweichungen, b) Mittelwerte
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Die maximal elastisch übertragbare Kraft in der Kreuzkopfzugprüfung verringert sich
tendenziell mit einem größerem Stempelweg und damit einhergehend größerem Hinter-
schnitt. Die Ausnahme bildet hierbei die Kopfzugprobe mit reduziertem Hinterschnitt
und eingebrachten Quersicken. In der Scherzugprüfung steigt die maximal übertragbare
elastische Kraft bei einem größerer ausgeprägtem Hinterschnitt gewöhnlicherweise.
Zudem ist bei einem Prüfwinkel (siehe Abbildung 5.11) von 15◦ bei reduzierten Stem-
pelweg und Hinterschnitt eine Erhöhung der maximal elastisch übertragbaren Kraft, als
auch der maximalen Kraft zu erkennen. Dies wird mit dem Kippverhalten der Probe er-
klärt. Ein geringer Hinterschnitt führt zu einem geringeren Verkippen der Probe, wodurch
mehr Kraft über den Formschluss am Hals in Blechrichtung übertragen wird. Dies führt
zu gesteigerten maximal übertragbaren Lasten.
Die Untersuchungen über den Einfluss von eingebrachten Sicken in der Nähe der Füge-
punkte, deren Lage und der Beanspruchungsrichtung kann grundsätzlich wie folgt inter-
pretiert werden. Liegen die Sicken quer zur Belastungsrichtung wird die Biegesteifigkeit
des Bleches reduziert und die effektiven Normal- und Schub-Clinchpunktsteifigkeiten sin-
ken. Die maximal elastisch übertragbare Kraft steigt durch die Einbringung von Sicken
unabhängig von ihrer Anordnung in der Kopfzug- als auch bei der Scherzugprüfung.
Auch hier bildet die Probe mit einer Quersicke und reduziertem Hinterschnitt bei der
Kopfzugbelastung die Ausnahme. Bei reiner Schubbelastung im modifizierten Kreuzzug-
versuch (siehe Versuchsreihe 1) wird die maximal elastisch übertragbare Kraft durch eine
Quersicke verringert und bleibt bei eingebrachten Längssicken konstant. Die maxima-
len Kopfzugkräfte werden durch Quersicken verkleinert und durch Längssicken erhöht.
Bei reiner Schubprüfung mit der modifizierten Kreuzzugprobe ist dieses Ergebnis auch
erkennbar. Für die Clinchpunktsteifigkeiten in der Kopfzugprüfung wird davon ausgegan-
gen, dass die Steifigkeit umso höher ist, je senkrechter die in Kontakt stehenden Flächen
im Hinterschnitt zueinander wirken. Deshalb führt eine geringere Durchbiegung aufgrund
einer höheren Biegesteifigkeit des stempelseitigen Bleches zu einer Erhöhung der Kreuz-
kopfzugsteifigkeit und eine Reduzierung der Biegesteifigkeit zu dem gegenteiligen Effekt.
Der Ausreißer der Probe Sq(+0, 1) ist mit diesen Messdaten allein nicht erklärbar.

Um die Annahme, dass die unterschiedlichen gemessenen Steifigkeiten und Kräfte auf
die Durchbiegung der Probe zurückzuführen sind, zu validieren, werden die Proben der
Versuchsreihe 3 (Abbildung 5.9) geprüft und ausgewertet. Ist die Ursache der gemessenen
Steifigkeiten und Kräfte die sich einstellende Verformung der Bleche, müsste eine Quer-
sicke in einem nicht lasttragenden Bereich keinen Einfluss auf die Messungen haben. Die
Erhöhung der Überlapplänge müsste bei ungesickten Proben zu einem Abstützungseffekt
und höheren Steifigkeiten und übertragbaren Kräften führen. Durch eine Reduzierung der
Blechdicke des stempelseitigen Bleches wird ein anderer Clinchpunkt gefertigt und der
Einfluss von Sicken sollte, aufgrund der größeren Biegesteifigkeitsänderung durch dieselbe
Sickengröße bei dünnerem Ausgangsblech, größer sein. Da für die Auslegungsmethode in
Kapitel 6 auch eine ungewollte Änderung der Prozesskette benötigt wird, sind die Pro-
ben dieser Versuchsreihe auf dem Linearzylinder anstatt auf der Laser-Stanz-Maschine
gesetzt worden. Für die Kombination 1 wurde derselbe Werkzeugsatz benutzt. Bei der
Kombination 2 wurde aufgrund der geringeren Blechdicke des stempelseitigen Bleches
eine Matrize mit einer um 0,2 mm geringeren Matrizentiefe verwendet. Die nachfolgende
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Auswertung der Proben ist nach den Auswertegrößen und der Überlapplänge geordnet.
Zusätzlich erfolgt bei den Auswertungen der Proben mit der kurzen Überlapplänge (Pro-
ben a1) bis a4) in Abbildung 5.9) ein Vergleich mit den Proben aus Versuchsreihe 2,
um den Unterschied durch den Wechsel der Fügeanlage darzustellen. Zum besseren Ver-
ständnis wird an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass die Proben aus zwei gleichdicken
1,5 mm-Blechen als Kombination 1 und die Proben, in denen ein stempelseitiges Blech
mit einer Blechdicke von 0,8 mm mit einem 1,5 mm dicken matrizenseitigen Blech ver-
bunden wurde, als Kombination 2 bezeichnet wird. (siehe Kapitel 5.1.1.3)
In Abbildung 5.21 sind die Kopfzugsteifigkeiten der Kombination 1 eingetragen. Die Kopf-
zugsteifigkeiten der Versuchsreihe 3 liegen in beiden Steifigkeitsbereichen unter den Wer-
ten aus Versuchsreihe 2. Zusätzlich ist zu beobachten, dass die Steifigkeit bei eingebrachter
Quersicke in beiden Bereichen leicht ansteigen. Dieses Verhalten wurde oben nur bei den
Proben mit geringerem Stempelweg (Endlage +0,1 mm) beobachtet. Dies ist ein Hinweis
darauf, dass eventuell die Hinterschnittausbildung durch den Wechsel der Fügeanlage
geringer ausgeprägt ist.

Komb.1 (VR3) Komb.1 (VR2)

Abbildung 5.21: Kopfzugsteifigkeiten bei Fügung auf der Laser-Stanz-Maschine (VR2)
und auf dem Linearzylinder (VR3): a) linearer Bereich 1 b) linearer
Bereich 2 c) gemittelt

Bei der Kombination 2 mit dem dünneren Oberblech (tObl = 0,8 mm) tritt nur ein li-
nearer Bereich auf, wodurch die Kopfzugsteifigkeit direkt bestimmt werden kann. In Ab-
bildung 5.22 sind die Kopfzugsteifigkeiten der Kombination 1 aus beiden Versuchsreihen
und der Kombination 2 über die Sickenanordnungen eingetragen. Da die Quersicke zu
keiner Veränderung der Steifigkeit bei der Kombination 2 führt, wird die Theorie aufge-
stellt, dass die Belastung im Clinchpunkt nur bis zu einem bestimmten Wert geändert
werden kann. Ist das stempelseitige Blech dünner als ein unterer Blechdicken-Grenzwert
haben quer angeordnete Sicken in ebendiesem keinen Einfluss mehr. Ansonsten müsste
eine größere Steifigkeitserhöhung als bei der Kombination 1 zu messen sein. Durch den
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Vergleich der Kombinationen 1 im linearen Bereich 1 untereinander, lässt sich schließen,
dass dieser Grenzwert ebenfalls von der Clinchpunktgeometrie abhängt, da der Abfall
der Steifigkeit trotz gleicher Blechdicke unterschiedlich stark ausfällt. Die Hypothese,
dass das Einbringen von Längssicken zu einer Kopfzugsteigerung beitragen, wird durch
die Messwerte bestätigt. Dass Quersicken gewöhnlich die Kopfzugsteifigkeit reduzieren,
kann aufgrund des Spezialfalls der ansteigenden Steifigkeit nicht direkt bestätigt werden.
Da das Auftreten des Spezialfalls im späteren Verlauf des Kapitels durch einen kleineren
gemessenen Hinterschnitt nachgewiesen werden kann, ist auch die These bestätigt, dass
Quersicken im Allgemeinen die Kopfzugsteifigkeit reduzieren, wie später gezeigt wird.

Komb.1 (VR3) Komb.1 (VR2) Komb.2 (VR3)

Abbildung 5.22: Kopfzugsteifigkeiten der Versuchsreihe 3 und 2: a) mit Standardabwei-
chung b) Mittelwerte

Im Scherzuglastfall wird die Hypothese, dass quer angeordnete Sicken zu einer Reduzie-
rung der Steifigkeiten und längs angeordnete Sicken zu einer Erhöhung der Clinchpunkt-
Clinchpunktumgebung-Verbundsteifigkeit führen ebenfalls überprüft. Die bestimmten
Scherzugsteifigkeiten bei einer kurzen Überlapplänge sind für alle drei Probenvarian-
ten in Abbildung 5.23 eingetragen. Der Kurvenverlauf aller drei Varianten ist von ihrer
Tendenz identisch. Die Effekte sind allerdings unterschiedlich stark ausgeprägt. Bei den
Prüfungen mit den Proben, die mit dem Linearzylinder gesetzt wurden (Versuchsreihe 3),
sind die gemessenen Scherzugsteifigkeiten bei den Proben mit ungesickten stempelseiti-
gem Blech und bei eingebrachten Längssicken höher. Bei eingebrachten Quersicken liegen
die Scherzugsteifigkeiten unter denen bei den mit der Laser-Stanz-Maschine hergestellten
Proben aus Versuchsreihe 2. Im Vergleich mit Abbildung 5.18 fällt auf, dass das Verhal-
ten bei den Quersicken dem Verhalten bei weniger Hinterschnitt (+0,1) ähnelt. Da eine
Zunahme des Hinterschnittes bei den Proben der Versuchsreihe 2 mit einer Reduktion der
Scherzugsteifigkeit einherging, kann aus den gemessenen Steifigkeiten spekuliert werden,
dass in den auf dem Linearzylinder gefügten Clinchpunkten die Halsdicke größer und
der Hinterschnitt kleiner ist. Die Richtigkeit dieser Schlussfolgerung konnte später durch

95



Schliffbildmessungen bestätigt werden (siehe Tabelle 5.2).
Zusätzlich ist in Abbildung 5.23 erkennbar, dass das Einbringen von zwei hintereinander
angeordneten Quersicken die Steifigkeit bei der Kombination 1, nicht aber bei der Kombi-
nation 2 reduziert. Dies stützt erneut die These, dass ab einer bestimmten Blechdicke mit
der Reduzierung der Biegesteifigkeit keinen weitere Scherzugsteifigkeitsreduktion mehr
möglich ist. In Summe ist festzuhalten dass:

• Eine quer angeordnete Sicke führt im Allgemeinen zur Steifigkeitsreduzierung.

• Längs angeordnete parallele Sicken führen im Allgemeinen zur Steifigkeitserhöhung.

• Die stempelseitige Blechdicke der Kombination 1 ist so dick, dass das Einbringen
einer zweiten Quersicke, die Scherzugsteifigkeit weiter reduziert. Bei der Kombina-
tion 2 ist das Blech so dünn, dass durch das Einbringen einer zweiten Sicke, keinen
weitere Scherzugsteifigkeitsreduzierung erfolgt.

Komb.1 (VR3) Komb.1 (VR2) Komb.2 (VR3)

Abbildung 5.23: Scherzugsteifigkeiten der Versuchsreihe 3 und 2 bei kurzen Überlapp: a)
mit Standardabweichung b) Mittelwerte

Die Steifigkeiten der Scherzugproben mit einem langem Überlapp von 48 mm sind in
Abbildung 5.24 dargestellt. Bei beiden Kombinationen ist zu sehen, dass eine Quersicke
im stempelseitigen Blech vor dem Clinchpunkt zu einer Verringerung der Scherzugstei-
figkeit führt. Wird eine Sicke hinter dem Clinchpunkt eingebracht, ist kein Einfluss er-
kennbar. Dies ist damit zu erklären, dass bei einer Scherzugprüfung das obere Blech vor
dem Fügepunkt gebogen wird, d.h. der größte Krümmungsradius ist vor dem Fügepunkt.
Hinter diesem Punkt wird das Blech nicht mehr verbogen, sondern rotiert lediglich in
einer Starrkörperrotation. Die „Biegelinie“ hinter dem Clinchpunkt, wäre demnach linear
steigend. Diese These wird durch ein experimentelles Messen der „Biegelinie“ in Kapi-
tel 5.2 bestätigt. Das Einbringen von Längssicken führt in beiden Kombinationen zu einer
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Erhöhung der Scherzugsteifigkeit, wobei der Effekt bei dem dickeren stempelseitigen Fü-
geblech (Kombination 1) größer ist. Bei dem Vergleich der Proben mit kurzem Überlapp
(18 mm) mit den Proben mit langem Überlapp (48 mm) ist erkennbar, dass bei langem
Überlapp die Wirkung der Längssicken größer ist. Dies kann auf einen Abstützeffekt,
des stempelseitigen Bleches auf dem matrizenseitigem Blech zurückgeführt werden. Die-
se Abstützungshypothese wird mit optischen Messungen mithilfe der Bildkorrelation in
Unterkapitel 5.2 bestätigt.

K1 (ÜL48) K1 (ÜL18) K2 (ÜL48) K2 (ÜL18)

Abbildung 5.24: Scherzugsteifigkeiten der Versuchsreihe 3 bei langem Überlapp: a) mit
Standardabweichung b) Mittelwerte

Im Kopfzugversuch führt eine Änderung der Geometrie des stempelseitigen Bleches durch
Sicken bei Kombination 1 unabhängig von ihrer Anordnung zu einer Steigerung der ma-
ximal elastisch übertragbaren Kraft (siehe Abbildung 5.25 a)). Bei Kombination 2 führt
das Einbringen von Quersicken zu einer Reduzierung und das Einbringen von Längssicken
zu einer Steigerung der maximal elastisch übertragbaren Kraft. Die Kurven der Maxi-
malkraft der Verbindungen im Kopfzuglastfall sind, wie in Abbildung 5.25 b) gezeigt,
unterschiedlich. Deshalb kann für die Maximalkräfte keine Tendenz für die Wirkrichtung
abgeleitet werden.
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Komb. 1 (VR3) Komb. 2 (VR3)Komb. 1 (VR2)

Abbildung 5.25: Kräfte im Kopfzugversuch aus Versuchsreihe 3 a) maximal elastisch
übertragbare Kräfte b) Maximalkräfte

In den Diagrammen der Kräfte der Scherzugversuchen mit einem Überlapp von 18 mm in
Abbildung 5.26 a) und b) ist erkennbar, dass sowohl die maximal elastisch übertragbare
Kraft, als auch die maximale Scherzugkraft durch das Einbringen von Längssicken gestei-
gert wird. Durch Einbringen von Quersicken bleibt die maximale Scherzugkraft konstant
oder wird reduziert. Dies ist auf ein gesteigertes einseitiges Ausknöpfen vor dem Halsriss
zurückzuführen.
Bei einem Überlapp von 48 mm ist der Einfluss von Sicken auf die übertragbaren Kräfte

ähnlich, was aus Abbildung 5.27 hervorgeht. Aufgrund der geringen Änderungen wird
gefolgert, dass die übertragbaren Kräfte bei der Einbringung von Sicken fast konstant
bleiben und bei der Bewertung der Fügesicherheit von schubdominant-belasteten Clinch-
punkten nicht berücksichtigt werden müssen. Diese Beobachtungen stimmen mit den
Beobachtungen aus den Schubprüfungen im modifizierten Kreuzzug überein (siehe Ab-
bildung 5.12).
Dass die maximal elastisch übertragbare Kraft im Scherzugversuch geringer als im Schub-
versuch ist, lässt sich aus den Ergebnissen nicht erklären. In Kombination mit den Unter-
suchungen aus Kapitel 5.2 kann dennoch folgendes geschlossen werden: Im Schubversuch
des modifizierten Kreuzzugversuches ist das Auskippen durch die seitlichen Einspannun-
gen des stempelseitigen Bleches im Wesentlichen unterbunden, weshalb in einer solchen
Messung größere maximal elastisch übertragbare Kräfte und Maximalkräfte gemessen
werden.
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Komb. 1 (VR3) Komb. 2 (VR3)Komb. 1 (VR2)

Abbildung 5.26: Kräfte im Scherzugversuch mit kurzem Überlapp aus Versuchsreihe 3 a)
maximal elastisch übertragbare Kräfte b) Maximalkräfte

K1 (ÜL48) K1 (ÜL18) K2 (ÜL48) K2 (ÜL18)

Abbildung 5.27: Kräfte im Scherzugversuch mit langem Überlapp aus Versuchsreihe 3 a)
maximal elastisch übertragbare Kräfte b) Maximalkräfte
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Aus dem Vergleich der Messergebnisse der Scherzugproben der Kombination mit kurzen
Überlapp (18 mm) mit den Scherzugproben aus Versuchsreihe 2 lässt sich für den Anla-
genwechsel, von der Laser-Stanz-Maschine auf den Linearzylinder, folgendes ableiten:

• Die Steifigkeit und die maximale Kraft im Kopfzug sinken. Das lässt den Schluss-
folgerung zu, dass der Hinterschnitt durch den Anlagenwechsel reduziert wird. Da
die Scherzugsteifigkeit ebenfalls steigt und von Hinterschnitt und der Halsdicke ab-
hängig ist, ist anzunehmen, dass die Halsdicke nach dem Anlagenwechsel breiter
ist.

• Die maximale Scherzugkraft ist bei den ungesickten und bei den längs gesickten Pro-
ben größer und bei quer gesickten Proben geringer. Da die maximal Scherzugkraft
von der Halsdicke abhängt (Halsriss), kann geschlossen werden, dass die Halsdicke
in den mit dem Linearzylinder erzeugten Clinchpunkten größer ist.

Folglich wird rein aus den Kraft-Weg-Verläufen geschlossen, dass der Hinterschnitt der
mit dem Linearzylinder gesetzten Proben niedriger und die Halsdicke höher ist. Die An-
nahme des verringerten Hinterschnittes bei gleichzeitig erhöhter Halsdicke wird durch
Messung der charakteristischen geometrischen Größen im Schliff bestätigt. Dazu wurden
für jede Verbindung an zehn Schliffbildern die Kenngrößen ermittelt und der Mittelwert
bestimmt. Diese sind in Tabelle 5.2 aufgeführt. Anhand der relativen Abweichungen zu
den Mittelwerten der Verbindung der Versuchsreihe 1 und 2 mit dem „gewünschten“ Soll-
Stempelweg, sind die Einflüsse des Stempelwegs und des Fügeanlagenwechsels sichtbar.
Aus den Werten der Bodendicken aus Tabelle 5.3 geht hervor, dass ein an der Maschine
eingestellter verlängerter Stempelweg von 0,1 mm die Bodendicke nur um ca. 0,05 mm
reduziert. Eine Verringerung des Stempelwegs um 0,1 mm erhöht die Bodendicke um
ca. 70 % der Stempelwegreduzierung. Die Vergrößerung bzw. Verringerung des Hinter-
schnittes bei vergrößertem bzw. geringerem Stempelweg ist deutlich messbar. Die Halsdi-
cke nimmt sowohl bei der Verringerung als auch bei der Vergrößerung des Stempelweges
minimal ab.
Durch den Wechsel der Fügeanlage wird die Restbodendicke leicht vergrößert, obwohl
der Stempelweg auf den gewünschten Soll-Stempelweg eingestellt worden ist. Die mini-
male Abweichung der Bodendicke zeigt, dass die Anlage richtig eingestellt worden ist.
Dennoch ist die Halsdicke bei Verwendung desselben Stempel- und Matrizensatzes um
ca. 10 % erhöht und der Hinterschnitt um ca. 10 % reduziert.
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Tabelle 5.2: Mittelwerte der geometrischen Kenngrößen der verschiedenen Clinchpunkt-
Verbindungen in mm

Name Kurz-
bezeichnung

Bodendicke Hinterschnitt Halsdicke

Laser-Stanz-
Maschine;
1,5/1,5; −0, 1

V R1, 2(−0, 1) 0,7145 0,2054 0,3545

Laser-Stanz-
Maschine;
1,5/1,5; ±0, 0

V R1, 2(±0, 0) 0,7678 0,1707 0,3678

Laser-Stanz-
Maschine;
1,5/1,5; +0, 1

V R1, 2(+0, 1) 0,8415 0,1493 0,3538

Linearzylinder
1,5/1,5; ±0, 0

V R3_Komb.1
(±0, 0)

0,7834 0,1581 0,4035

Linearzylinder
0,8/1,5; ±0, 0

V R3_Komb.2
(±0, 0)

0,5665 0,1366 0,2947

Tabelle 5.3: Differnz der Mittelwerte der geometrischen Kenngrößen der Clinchpunkte bei
anderem Stempelweg und Wechsel der Fügeanlage in mm

Name Kurz-
bezeichnung

Unterschied
Bodendicke

Unterschied
Hinterschnitt

Unterschied
Halsdicke

Laser-Stanz-Maschine;
1,5/1,5; −0, 1

V R1, 2(−0, 1) -0,0533 0,0347 -0,0133

Laser-Stanz-Maschine;
1,5/1,5; ±0, 0

V R1, 2(±0, 0) 0 0 0

Laser-Stanz-Maschine;
1,5/1,5; +0, 1

V R1, 2(+0, 1) 0,0737 -0,0214 -0,014

Linearzylinder;
1,5/1,5; ±0, 0

V R3_Komb.1
(±0, 0)

0,0156 -0,0126 0,0357
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5.2 Durchbiegungs- und Abstützungshypothese
Die Durchbiegungs- bzw. die Abstützungshypothese werden anhand der Scherzugproben
mit langem Überlapp (48 mm) aus Versuchsreihe 3 ((siehe Abbildung 5.9 b1) bis b4))
experimentell überprüft und anschließend die Abbildbarkeit dieser Effekte in der FE-
Simulation mit Schalen-Ersatzmodell-Modellierung untersucht. Die in den experimentel-
len Prüfungen verwendeten Proben sind in Abbildung 5.28 gezeigt.
Die Proben sind im Messbereich auf der Oberfläche des Überlappbereiches und an einer

Abbildung 5.28: Proben zur experimentellen Bestimmung der Biegelinie; v. l. n. r.: ohne
Sicke, Quersicke hinten, Quersicke vorne, Längssicken

Seite weiß grundiert und mit einem stochastisch verteilten schwarzen Muster überzo-
gen. Während der Prüfung werden Bilder mit einem Kamerasystem aufgenommen, an
denen eine Auswertesoftware anhand der unterschiedlichen Grauwerte ein Punktmuster
berechnet. Durch eine Kalibrierung des Systems ist die räumliche Position jedes einzelnen
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Punktes durch Bild- und Stereokorrelation berechenbar. Durch Vergleich der Position ei-
nes Punktes zu einem beliebigen Zeitpunkt mit seiner Position zum Beginn der Prüfung,
wird die Verschiebung der Punkte bestimmt. In der Software sind darüber hinaus Algo-
rithmen hinterlegt, die die Robustheit der Auswertung erhöhen. Wie in Abbildung 5.29
gezeigt, bietet die Software (Screenshot aus GOM Correlate Professional 2019) die Mög-
lichkeit Schnittlinien in eine Probe zu legen, um die Verschiebung dieser Linie für jeden
Zeitschritt zu berechnen. Für alle vier Proben wird auf diese Weise eine „Biegelinie“ in
y-Richtung (senkrecht zur Blechebene) bei einer Probenverschiebung von x = 0,13 mm
bestimmt.

Abbildung 5.29: Bestimmung der Biegelinie mit digitaler Bildkorrelation an der Probe
ohne Sicken

Die im Experiment bestimmten „Biegelinien“ sind in Abbildung 5.30 a) über die Proben-
länge (x-Position) dargestellt. Diese Darstellung entspricht einer horizontalen Einspan-
nung der Probe, wobei das stempelseitige (Ober-)Blech nach rechts gezogen wird und das
matrizenseitige (Unter-)Blech links eingespannt ist. Die Clinchpunktmitte befindet sich
ca. an der Position x = 0 mm, der Überlappbereich der Probe befindet sich im Bereich
−24 mm ≥ x ≥ 24 mm. Aufgrund der Tatsache, dass die Software zum Auswertezeit-
punkt bei einer Verschiebung von x = 0,13 mm nicht jeden Punkt des initialen Schrittes
erkennt, starten und enden die „Biegelinien“ nicht genau an denselben x-Werten. An ein-
zelnen Stellen des Lackmusters erkennt die Software andere als die im initialen Schritt
festgelegten Punkte, wodurch eine fehlerhafte y-Verschiebung berechnet wird, welche als
lokale Ausschläge erkennbar sind. Die „Biegelinien“ einer Probe schneiden sich in der
Auswertung aufgrund kleiner Messabweichungen. In Abbildung 5.30 a) sind die Positio-
nen des Clinchpunktes und des Überlappbereiches mit gestrichelten Linien eingezeichnet.
In allen „Biegelinien“ ist zu erkennen, dass der Clinchpunktkopf an der Position x = 4 mm
aus dem Clinchpunktnapf gekippt wird. Die Biegelinien divergieren ab dieser Stelle in ne-
gativer x-Richtung. Das matrizenseitige Blech wird vor dem Clinchpunkt nach oben und
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das stempelseitige Clinchpunkt nach unten gebogen, wobei die Durchbiegung des ma-
trizenseitigen Stempelblechs nach oben größer als die Durchbiegung des stempelseitigen
Bleches nach unten ist. Die Biegelinien der Probe ohne Sicke und der Probe mit Quersi-
cke hinter dem Clinchpunkt liegen übereinander. Bei beiden Proben mit Sicken wird das
matrizenseitige Blech weniger stark nach unten gebogen. Durch die Längssicken wird das
stempelseitige Blech weniger stark nach oben gebogen. Eine quer vor dem Clinchpunkt
eingebrachte Sicke im stempelseitigem Blech führt zu einer deutlich stärkeren Durch-
biegung des stempelseitigen Bleches vor dem Clinchpunkt nach unten sowie zu einer
stärkeren Durchbiegung des stempelseitigen Bleches hinter dem Clinchpunkt nach oben.
In Abbildung 5.30 b) sind die „Biegelinien“ der Probe mit der Quersicke vor dem Clinch-
punkt und der Probe mit den Längssicken so verschoben, dass die Schnittpunkte der
„Biegelinien“ zusammenfallen (ca. bei (4; 0,16)). In dieser Darstellung lässt sich anhand
der Spreizung in negativer x-Richtung der Grad der Rotation des Clinchpunktkopfes
und des -napfes bewerten. Die Rotation des Clinchpuktnapfes ist beim Auswertepunkt
bei allen Proben, mit Ausnahme der Probe mit der vorderen Quersicke, die stärker ro-
tiert, gleich. Die Verdrehung des Clinchpunktkopfes ist bei der ungesickten Probe und
den Proben mit Quersicken identisch. Bei der längsgesickten Probe ist die Rotation das
Clinchpunktkopfes deutlich geringer. Der Unterschied zwischen der Verkippung des stem-
pelseitigen und des matrizenseitigen Bleches ist ein Indiz für die Größe des „Ver-“ bzw.
„Rauskippens“ des Clinchpunktkopfes aus dem Clichpunktnapf. Folglich ist sichtbar, dass
der Clinchpunkt in der Probe mit den Längssicken am wenigsten „rauskippt“. Dadurch
wird mehr Druck über den Clinchpunkthals übertragen und die gemessene Scherzugstei-
figkeit und Kraft bei einem vorgegebenen Verschiebungsweg in x-Richtung steigt.
In Verbindung mit Abbildung 5.24 wird gefolgert, dass das Auskippen des Clinchpunktes
unter Scherzugbelastung durch Längssicken bei Proben mit langer Überlappungslänge
stärker unterdrückt wird, als bei Proben mit kurzer Überlappungslänge. Dies gilt ins-
besondere auch deshalb, da die Längssicken in den Proben mit langen Überlapp kürzer
sind als die Längssicken bei kurzem Überlapp (30 mm ggü. 41 mm). Bei der Probe mit
der Quersicke vor dem Fügepunkt, ist der Unterschied der Rotation zwischen stempel-
und matrizenseitigem Blech ebenfalls geringer (siehe Abbildung 5.30 b)), dennoch sind
die gemessene Kraft und Steifigkeit geringer. Dies liegt daran, dass diese Rotation so
groß ist, dass der Clinchpunkthals auf der hinteren Seite das matrizenseitige Unterblech
nach oben zieht und somit den Winkel reduziert. Da dadurch der Clinchpunktkopf im
Clinchpunktnapf verkippt, liegt ein geringerer Teil der Pressflächen senkrecht zueinander,
wodurch weniger Pressung in Schubrichtung übertragen wird. Dieser Mechanismus liefert
die Erklärung, warum der Scherzugsteifigkeitsabfall in Versuchsreihe 1 mit zunehmenden
Hinterschnitt ebenfalls größer wird (siehe Abbildung 5.18).
Der Einfluss einer Quersicke ist bei langem Überlapp kleiner (siehe Abbildung 5.24 b)),
da der längere Überlapp dazu führt, dass sich die Bleche aufeinander abstützen. Die
Kontaktfläche befindet sich vor dem Clinchpunkt am stempelseitigen Blech bzw. hin-
ter dem Clinchpunkt am matrizenseitigen Blech (positive x-Werte). Mit einer Quersicke
kann bei langem Überlapp die Durchbiegung beider Bleche folglich nicht so stark erhöht
werden, da der Presskontakt zwischen den Blechen dem entgegenwirkt. Die Reduzie-
rung der Scherzugsteifigkeit fällt hierdurch geringer aus als bei den Proben mit kurzem
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Überlapp. Bei den Proben ohne eingebrachte Sicken führt der Abstützungseffekt dazu,
dass der Hinterschnitt auf der nicht lasttragenden Seite (hinten) ebenfalls weniger stark
eingreift. Deshalb sind die gemessenen Scherzugsteifigkeiten bei Proben mit größerem
Überlapp höher. Der Durchbiegungseffekt tritt auch bei einer Zweipunkt-Scherzugprobe
(Abbildung 2.5 c)) auf, weshalb bei der Verwendung dieser Probe zur Schubsteifigkeits-
bestimmung das Fügen von unterschiedlichen Seiten vorgeschrieben ist. Würde die Probe
von der gleichen Seite geclincht werden, würden beide Clinchpunkte in derselben Rich-
tung verkippen, was zu geringeren gemessenen Scherzugsteifigkeiten führen würde. Da
die Probe von zwei verschiedenen Seiten gefügt ist, wirkt der Abstützungseffekt um den
einem Clinchpunkt, dem des anderen Clinchpunktes entgegen.

ohne Sicke Sicke hinten Sicke längs Sicke quer

Abbildung 5.30: Experimentell gemessene „Biegelinien“ bei einer Verschiebung von
0,13 mm: a) Messergebnis b) „Biegelinien“ der Proben mit Quersicke
vorne und Längssicken sind verschoben, damit der „Kipppunkt“ über-
einander liegt

Um die Frage zu beantworten, ob durch eine geometrische Abbildung der Sicken durch
Schalenelemente in der FE-Bauteilsimulation die gleichen Steifigkeitsänderungen auftre-
ten wie im Experiment, werden die Prüfungen der vier Scherzugproben mit langem Über-
lapp sowie die Scherzugprobe ohne Sicke mit kurzem Überlapp ((siehe Abbildung 5.9 a)
und b1) bis b4)) numerisch durchgeführt. Der Modellaufbau entspricht dem aus Kapi-
tel 4.1. Die Fügepunkte werden mit einem Balkenelement beschrieben, welches kinema-
tisch durch Starrkörperspinnen mit den Knoten eines Kreisausschnittes verbunden sind.
Der Durchmesser des Kreisausschnittes in den Schalenelementen beträgt 10 mm und die
mittlere Kantenlänge auf dem Umfang ca. 0,65 mm, welche radial innerhalb von 3 mm auf
die mittlere Kantenlänge der Schalenvernetzung von ca. 1 mm ansteigt. Dem Balkenele-
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ment werden die eine Schubersatzsteifigkeit von 31 500 N
mm und eine Normalersatzsteifig-

keit von 2700 N
mm zugewiesen. Diese Werte entsprechen den Ersatzsteifigkeitswerten der

Probe K1 mit kurzem Überlapp (Abbildung 5.9 a), K1-oS-k.ÜL). Diese Werte sind ein
Vorgriff auf Kapitel 6.2.1 in dem die Ersatzsteifigkeiten für die in Kapitel 6 benötigten
Probenvarianten bestimmt werden. Die Schalenelemente in den Sicken haben eine Kan-
tenlänge im Bereich von ca. 0,15 mm bis ca. 0,5 mm und weisen Kantenverhältnisse von
ca. 1 bis ca. 3 auf. Die Material-, die Kontaktmodellierung und die Solvereinstellungen
sind identisch mit dem Modellaufbau in Kapitel 4.1. Zur Erstellung der „Biegelinien“
werden die Knoten in den Blechmitten je in einem Set gespeichert und anschließend die
y-Verschiebung über die x-Position ausgegeben. Der Modellaufbau, die Randbedingun-
gen und die ausgewählten Knoten sind in Abbildung 5.31 für zwei Probengeometrien
dargestellt.

a) b)

Verschiebung Verschiebung

ÜL=18 ÜL=4848
48

Abbildung 5.31: Modellaufbau zur numerischen Bestimmung der Biegelinien a) kurzer
Überlapp ohne Sicke b) großer Überlapp mit Quersicke

Die Ergebnisse der Simulation sind in Abbildung 5.32 dargestellt. Die Scherzugsteifigkeit
der Probe mit einem Überlapp von 18 mm stimmt natürlich mit dem Experiment überein,
da die Ersatzschubsteifigkeit durch inverse Parameteridentifikation anhand des Modells
ebendieser Probe bestimmt worden ist (Steifigkeit in Experiment 21 988 N

mm und in Si-
mulation 21 962 N

mm). Aus Abbildung 5.23 und Tabelle 6.1 geht hervor, dass mit diesem
Clinchpunkt bei einem Überlapp von 48 mm eine Scherzugsteifigkeit von ca. 23 100 N

mm
erreicht werden müsste. Zwar ist in Abbildung 5.32 a) eine Zunahme der Steifigkeit er-
kennbar, der Steifigkeitswert ist mit 22 364 N

mm allerdings deutlich zu gering. Dass eine
Sicke hinter dem Clinchpunkt zu keiner weiteren Steigerung der Scherzugsteifigkeit führt,
ist richtig abgebildet (22 365 N

mm). Die Zunahme der Steifigkeit durch eine Längssicke wird
in der vereinfachten Modellierung grundfalsch abgebildet, da das Einbringen der Sicke die
Steifigkeit in der numerischen Berechnung auf 22 230 N

mm reduziert. Die Steifigkeitsreduk-
tion durch Einbringen der Quersicke vor dem Clinchpunkt wird von der Tendenz richtig
abgebildet. Die Reduktion der Probensteifigkeit auf ca. 21 000 N

mm ist allerdings zu gering,
da diese im tatsächlichen Experiment auf ca.20 300 N

mm sinkt.
Wird im Weiteren die Verformung der Bleche anhand der „Biegelinien“ bei einer Proben-
verschiebung von 0,13 mm betrachtet, fällt auf, dass durch die aktuelle Modellierung das
Verhalten im Inneren des Clinchpunktes grundlegend falsch abgebildet wird. Aufgrund
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des symmetrischen Balkenaufbaus sind die „Biegelinien“ bei gleicher Geometrie und Ma-
terialeigenschaften der beiden Bleche exakt gleich und damit punktsymmetrisch in der
Darstellung in Abbildung 5.32 b). In der Simulation wird das Balkenelement während
der Scherzugbelastung gedreht und axial gedehnt. Werden die einzelnen „Biegelinien“
von Ober- und Unterblech übereinandergelegt (siehe Abbildung 5.32 c)), ist erkennbar,
dass die Verdrehung identisch ist. Sind die Geometrie und Materialeigenschaften zweier
Bleche nicht exakt identisch, sind dies auch die „Biegelinien“ nicht und es entsteht ein
minimaler Öffnungswinkel, der allerdings so gering ist, dass dieser visuell in den Diagram-
men nicht erkennbar ist.

Abbildung 5.32: a) Scherzugsteifigkeiten aus der Simulation b) „Biegelinien“ aus der Si-
mulation bei einer Verschiebung um 1,3 mm c) verschobene „Biegelinien“

Folglich wird festgehalten, dass aufgrund der nicht vorhandenen getrennten Modellierung
des Verhaltens des Clinchpunktkopfes und -napfes, die Modellierung der Scherzugstei-
figkeit des Clinchpunkt-Blechverbundes sowie die Modellierung der Deformation in und
um den Clinchpunkt ungenau ist. Ebenfalls ungenau ist die Abbildung des Abstützungs-
effekts, d.h. sowohl die erhöhte Steifigkeit durch den verlängerten Überlappbereich, als
auch die Reduzierung der Steifigkeit durch die Quersicke. Die Wirkung der Längssicken
wird durch eine Steifigkeitsreduktion entgegen der im Experiment gemessenen Steifig-
keitserhöhung komplett falsch abgebildet.
Deswegen wird im Folgenden der Einfluss der umgebenden Geometrie um den Fügepunkt
durch Eingabe unterschiedlicher Ersatzsteifigkeiten in das Fügepunktersatzmodell „hin-
ein konstruiert“. Da sich in der Realität Fügepunkte meistens in Flanschflächen befinden,
wird empfohlen, die Bestimmung der Ersatzsteifigkeiten an Proben mit langem Überlapp
oder an KS2- oder der modifizierten ARCAN-Proben durchzuführen. Nachteilig an die-
ser Modellierungsart ist darüber hinaus, dass nur das elastische Verhalten abgebildet und
die Fügepunktorientierung, d.h. die Fügerichtung während des Setzprozesses nicht be-
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rücksichtigt wird. Die Vorteile dieser Modellierungsart sind eine einfache Möglichkeit zur
Automatisierung und dass die numerische Berechnung sehr geringe Rechenkapazitäten
benötigt. Im Weiteren wird die Modellierung auf diese Weise deswegen fortgeführt. Zu-
dem gibt es im aktuellen Stand der Forschung kein Ersatzmodell, in dem im elastischen
Bereich die Fügerichtung und / oder das asymmetrische Verhalten durch „Verkippung
des Clinchpunktes“ standardmäßig berücksichtigt ist.

5.3 Systematik
Die in den Kapiteln 3, 4 und 5 erarbeiteten Erkenntnisse über die Steifigkeiten, die ma-
ximal elastisch übertragbaren Kräfte und Lastumlagerungen zwischen den Fügepunkten
können genutzt werden, um die Fügepunktlasten zu vergleichmäßigen. Das Vergleich-
mäßigen von Fügepunktlasten bedeutet, dass die Ausnutzungsgrade der Clinchpunkte
möglichst identisch ist. Ein Beispiel ist eine Platte mit Fügepunkten, die einer reinen
Scherzuglast ausgesetzt ist. Hier ist bei fünf identischen Clinchpunkten das Ziel, mög-
lichst dieselbe wirkende Schubkraft in allen Punkten zu erzeugen. Möglichkeiten zur Ver-
gleichmäßigung der Clinchpunktlasten liefert Abbildung 5.33.
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Clinchpunkt mit dominanter Schubbelastung

a) Clinchpunkt nahe der Lagerung oder der Krafteinleitung

äußere Schälung- oder Kopfzuglast äußere Schublast

Last erhöhen: 
Clinchpunkt weiter entfernt von der 
Krafteinleitung oder  Lagerung 
positionieren

Last reduzieren:
Clinchpunkt näher an die 
Krafteinleitung oder Lagerung
positionieren

Last erhöhen: 
Clinchpunkt näher an die 
Krafteinleitung oder  Lagerung 
positionieren 

Last reduzieren:
Clinchpunkt weiter entfernt von der 
Krafteinleitung oder Lagerung
positionieren

b) Clinchpunkt „inmitten“ des Bauteils

Last erhöhen Last reduzieren

Möglichkeit:
1) In  der Fügezone das matrizenseitige 

Fügeteil vor dem Setzprozess 
plastisch deformieren

2) Sicken längs zur Belastungsrichtung
einbringen

3) Näher zu einem höherbelasteten 
Fügepunkt positionieren oder einen 
Nachbarpunkt entfernen

Möglichkeit
1) In der Fügezone das stempelseitige 

Fügeteil vor dem Setzprozess 
plastisch deformieren

2) Sicke quer zur Belastungsrichtung
einbringen

3) Weiter von einen höherbelasteten 
Fügepunkt positionieren oder einen 
Nachbarpunkt hinzufügen

Clinchpunkt mit dominanter axialer Belastung

Last erhöhen Last reduzieren

Möglichkeit:
1) Sicken längs zur Belastungsrichtung

einbringen
2) Näher zu einem höherbelasteten 

Fügepunkt positionieren oder einen 
Nachbarpunkt entfernen

Möglichkeit
1) In der Fügezone entweder das

stempelseitige oder matrizenseitige 
Fügeteil vor dem Setzprozess 
plastisch deformieren

2) Sicke quer zur Belastungsrichtung 
einbringen

3) Näher zu einem höherbelasteten 
Fügepunkt positionieren oder einen
Nachbarpunkt entfernen

Bei Bauteilen aus gleichdicken Blechen und artgleichen  Werkstoffen gilt, ohne 
Berücksichtigung der Fügerichtung:

Abbildung 5.33: Möglichkeiten zur Vergleichmäßigung der Clinchpunktlasten
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Kapitel 6

Auslegungsmethode für geclinchte
Bauteile

In diesem Kapitel wird die elastische Auslegungsmethode von geclinchten Bauteilen ent-
wickelt. Das Vorgehen in der Auslegungsmethode als auch die zur Ausführung benötigten
Daten sind in Unterkapitel 6.1 erläutert. In Kapitel 6.2 werden aus den experimentellen
Prüfungen aus Kapitel 4 die benötigten Daten entnommen, um die Methode in Kapitel 6.3
an einem Demonstrator anzuwenden. In der Anwendung wird die Auslegungsmethode
dazu genutzt, eine Initialkonstruktion zu finalisieren bei gleichzeitiger Berücksichtigung
einer Abweichung der Fertigungslinie gegenüber der ursprünglichen Planung. Die Metho-
de kann grundsätzlich bei allen denkbaren Störungen in der Prozesskette angewendet
werden. Die möglichen Störungen können in drei verschiedene Gruppen untergliedert
werden:

• Gruppe 1: ungewollte Änderung der Fügeteil- und Fügepunkteigenschaften
Beispiele:

– Abweichung der Blechdicke z.B. durch veränderte Vorprozesse und / oder
durch eine Anlieferung in abweichender Blechdicke

– Änderung des Materialverhaltens z.B. durch veränderte Vorprozesse und /
oder durch eine Anlieferung eines veränderten Materials

• Gruppe 2: ungewollte Änderung ausschließlich in den Fügepunkteigenschaften
Beispiele:

– Änderung des Stempel- oder des Matrizendurchmessers z.B. durch Anhaften
von Werkstoff an den Werkzeugen oder durch einen Tausch des Werkzeugsatzes

– Änderung der Ausrichtung des Stempels oder der Matrize, wodurch der Stem-
pel nicht senkrecht in die Matrize bewegt wird

– Verwendung unterschiedlicher Clinchpunkte oder Fügetechnologien

• Gruppe 3: ungewollte Änderung ausschließlich in den Fügeteileigenschaften

– Da die Methode auf alle Fügepunktverbindungen anwendbar ist, kann dieser
Fall z.B. bei Schraubverbindungen eintreten. Bei Schraubprozessen hat eine
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geringe Änderung der Blechdicke einen vernachlässigbaren Einfluss auf die
Schraubverbindung. Beim Clinchen tritt dieser Fall allerdings nicht ein, da die
Clinchpunkteigenschaften von den Fügeteileigenschaften direkt abhängig sind.

Auf alle genannten Störungen kann mit der Auslegungsmethode reagiert werden. Zudem
ist es möglich, potenzielle Grenzwerte für Störungen anzugeben und durch die Anwen-
dung der Methode einen Maßnahmenplan auf mögliche Prozessänderungen für das Ferti-
gungspersonal zu erstellen. Eine konkrete Maßnahme in einem solchen Plan ist z.B. die
Positionsveränderung bestimmter Clinchpunkte, wenn eine zu geringe Blechdicke bei der
Fertigungseingangskontrolle festgestellt wird.
Anhand abschließender experimenteller Prüfungen in Kapitel 6.4 wird die Methode durch
einen Abgleich mit Simulationsergebnissen validiert.

6.1 Aufbau der Auslegungsmethode
Ziel der Auslegungsmethode ist es, entweder für eine Konstruktion die Fügepunktsicher-
heiten bei geforderten Bauteilbeanspruchungen wieder zu erreichen, wenn diese durch
Prozess- oder Lieferstörungen bei sonst gleichbleibendem Fertigungsprozess ansonsten
unterschritten werden (Ziel A); oder eine initiale, nicht final ausgelegte Konstruktion ei-
nes geclinchten Bauteils soll so angepasst werden, dass die Fügepunktsicherheiten bei den
gewünschten Bauteilanforderungen eingehalten werden (Ziel B). Bei beiden Zielen ist der
Ausgangspunkt eine vorliegende Konstruktion eines geclinchten Bauteils. Der virtuelle
Entwicklungsprozess kann in beiden Fällen vereinfacht wie folgt dargestellt werden:

1. Eine Konstruktion eines gefügten Bauteils mit zu geringen Fügesicherheiten wird
erzeugt. Entweder wird hierzu bei einer final ausgelegten Konstruktion eine Pro-
zessabweichung simuliert, indem z.B. eine zu dünne Blechanlieferung angenommen
wird. In einem solchen Fall wird eine Wiederherstellung der Fügesicherheiten an-
gestrebt (Ziel A). Oder eine initiale Konstruktion eines geclinchten Bauteils wird
z.B. mithilfe von Konstruktionsrichtlinien in der Konzeptphase entwickelt, wodurch
in den meisten Fällen die initiale Konstruktion die Fügesicherheiten noch nicht er-
füllt. Hier ist das Ziel mit der Auslegungsmethode die Fügesicherheiten zu erreichen
(Ziel B).

2. Durchführung einer FE-Berechnung mit aus der Anforderungsliste vorgegebenen
Lasten und Randbedingungen, wobei anschließend die Fügepunktlasten und die
Vergleichsspannung im Bauteil bestimmt werden und die Einhaltung der elasti-
schen Grenzwerte für die Vergleichsspannung und der Fügepunktlasten kontrolliert
werden.

3. Werden die Bauteilanforderungen und / oder die Bauteil- und Fügepunktsicher-
heiten nicht eingehalten, wird die Auslegungsmethode angewendet. In der Ausle-
gungsmethode wird iterativ in folgender Reihenfolge vorgegangen:

• Anpassung der Fügeelementsteifigkeiten und / oder des Fügedesigns in der
FE-Berechnung
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• erneute Durchführung der Berechnung und Auswertung

• Kontrolle der Sicherheiten, bzw. der Fügepunktersatzkräfte und der Vergleichss-
pannungen in den Blechteilen

• Kontrolle der Fügemöglichkeit unter Berücksichtigung von Fertigungsrestrik-
tionen

Diese drei Schritte werden so lange durchgeführt bis die Fügepunktsicherheiten und
die Bauteilanforderungen gleichzeitig erfüllt werden.

In der Beschreibung des Entwicklungsprozesses ist vorausgesetzt, dass die Charakterisie-
rung der Fügepunkte für die verwendeten Blech- und Materialkombinationen erfolgt ist
und diese Daten vorliegen. Konkret werden zur Anwendung der Methode die Elastizi-
tätskonstanten des Fügeteilwerkstoffes, die Ersatzsteifigkeiten der Fügepunkt-
Blechverbunde (mit und ohne Sicken) unter Angabe der Modellierungsart (Radius der
Starrkörperspinne und mittlere Kantenlänge) und die Grenzkurven der Fügepunkt-
Blechverbunde benötigt. Damit die Integration der Auslegungsmethode in den Ent-
wicklungsprozess erfolgreich durchgeführt werden kann, ist ein digitales Material- und
Fügepunktdatenmanagement zur Ablage der experimentellen Charakterisierungsergeb-
nisse und der Ersatzsteifigkeiten und Grenzkurven unerlässlich.
Die Kontrolle der Anforderungen erfolgt durch einen Vergleich der Ist- mit den Soll-
Anforderungen im Postprocessing nach der numerischen Berechnung. Die Bewertung, dass
die Blechstruktur rein elastisch deformiert wird, erfolgt anhand der VonMises-Vergleichs-
spannung. Die Kontrolle der rein elastischen Belastung der Clinchpunkte erfolgt anhand
von Grenzkurven. In Kombination des Lastwinkels α und des Betrages der Fügepunkter-
satzlast kann mithilfe der elastischen Grenzkurve für jeden Fügepunkt der Ausnutzungs-
grad bestimmt werden. Durch den Orientierungswinkel β ist die Belastungsrichtung im
Clinchpunktes und in den Fügeteilblechen bestimmt und es können zielgerichtet Sicken
eingebracht werden. Vor dem Einsetzen der Sicken sollte die Orientierung des Kraftflus-
ses indirekt über den VonMises-Spannungsverlauf an ebendiesen Fügepunkten überprüft
werden. Es kann in sehr vereinzelten Sonderfällen der Fall auftreten, dass der Kraftfluss
in einem Fügepunkt zwischen den Fügeteilen nicht annähernd um 180◦ oder überhaupt
nicht umgelenkt wird, wodurch ein Fehler entsteht. Eine Umlenkung des Kraftfluss im
Fügepunkt zwischen den beiden Fügeteilen um ±90◦ erzeugt den größten Fehler. Die
Richtung des Kraftflusses wird in diesem Fall in beiden Fügeteilen um 45◦ verfehlt, was
in Abbildung 6.1 b) schematisch gezeigt ist. Tritt keine Umlenkung auf (gezeigt in Abbil-
dung 6.1 a)) oder eine Umlenkung um 180◦, gibt der Orientierungswinkel β die Richtung
des Kaftflusses korrekt an. Da der Wert von β vom lokalen Koordinatenystem abhängig
ist, ist in Abbildung 6.1 ausschließlich die resultierende Schubfügepunktkraft und kein
Winkel eingezeichnet. Die Kontrolle der Fertigungsrestriktionen erfolgt durch die Einhal-
tung von Mindestabständen.
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Abbildung 6.1: Schematische Darstellung des Kraftfluss: a) Der Orientierungswinkel β
entspricht dem tatsächlichen Kraftfluss b) Der größtmögliche Fehler des
Orientierungswinkel β entsteht, wenn der Kraftfluss im Fügepunkt zwi-
schen den Fügeteilen um 90◦ umgelenkt wird

In der ersten Verbesserungsiteration erfolgt die Anpassung des Fügedesigns ausschließ-
lich durch das Einbringen von Sicken und/oder der Veränderung des Stempelwegs. Dabei
werden im FE-Modell lediglich die Ersatznormal- und Ersatzschubsteifigkeiten der Bal-
kenelemente geändert und die Grenzkurven in der Auslegungsroutine angepasst. In diesen
Steifigkeiten sind die eingebrachten Sicken berücksichtigt, da diese durch inverse Para-
meteridentifikation aus den Kopfzugprüfungen und den Scherzugprüfungen mit langem
Überlapp und eingebrachten Sicken berechnet wurden. Ab der zweiten Iteration erfolgt
gleichzeitig eine Konstruktionsanpassung durch das Verschieben der Fügepunkte und der
numerischen Berücksichtigung von eingebrachten Sicken und / oder unterschiedlichen
Stempelverschiebungen. Das Vorgehen in den Iterationsschritten ist in Abbildung 6.2
dargestellt.
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Iteration 1:
Anpassung durch Änderung der Ersatzelementsteifigkeiten und der  
Grenzkurven (Einbringung von Sicken und Änderung der Stempelwege)

Eingabe: 
� FE-Modell der Initialkonstruktion
� Bedatete Ersatzelemente und Grenzkurven

ab Iteration 2:
Anpassung durch:
� Änderung der Ersatzelementsteifigkeiten und der  Grenzkurven 

(Einbringung von Sicken und Änderung der Stempelwege)
� Verschieben von Ersatzelementen und Neuvernetzung 

(Fügepunktpositionsänderung)

Ausgabe: verbesserte Konstruktion

Abbildung 6.2: Vorgehen innerhalb der Auslegungsmethode in den Iterationsschritten

6.2 Annahmen und benötigte Daten für die
Anwendung der Auslegungsmethode

Zur Demonstration der Methode im nächsten Unterkapitel 6.3 werden die benötigten
Ersatzsteifigkeiten und Grenzkurven bestimmt. Dort ist angenommen, dass ein Bauteil
initial ausgelegt wurde und finalisiert werden soll. Zudem wird das Bauteil auf einer an-
deren als ursprünglich geplanten Fertigungslinie produziert. Für diesen Fall sind folgende
Annahmen getroffen:

1. Die Fügepunkte sollen während der Impaktorbelastung (siehe Abbildung 6.4) bis
zu einer Eindringung von mindestens 10 mm nur elastisch belastet sein.

2. Das Bauteil besteht aus 1,5 mm dicken Blechen aus HCT590X. Der verwendete
Werkzeugsatz ist TOX A50100 \ TOX BD8016.

3. Bei der Erstellung der initialen Konstruktion wurde mit Richtlinien gearbeitet,
weshalb unter anderem der Abstand der Fügepunkte untereinander konstant ist.
Die maximal elastisch übertragbare Clinchpunktkräfte und die -steifigkeiten sind
aus den Normversuchen bekannt.

4. Während der Konstruktion wurde angenommen, dass die Clinchpunkte auf der
Laser-Stanz-Maschine gesetzt werden. In der tatsächlichen Fertigung wird der Li-
nearzylinder für den Clinchprozess verwendet. Diese Annahme simuliert eine Ände-
rung in der Planung der Fertigungslinie. Dies könnte zum Beispiel durch Schwierig-
keiten bei der Anlagenbeschaffung oder bei der Inbetriebnahme der Anlage in der
Fertigungslinie hervorgerufen sein.

5. Der simulierte Bauteilherstellungsprozess des Demonstrators ist seriennah. Dazu
wird das Bauteil mit einer Klebung versehen, die ca. 30 Minuten bei einer Objekt-

115



temperatur von 180◦C aushärtet.

6. Weiter wird angenommen, dass die Verbesserung der Konstruktion in der Methode
ausschließlich durch die Einbringung von Sicken sowie der Änderung der Clinch-
punktpositionen geschehen soll.

7. Weiter bestehen zwei Fertigungsrestriktionen für den Fügeprozess. Erstens muss
der Abstand der Mittellinie einer Sicke und dem Mittelpunkt eines Clinchpunktes
mindestens 15,5 mm betragen. Zweitens muss der Randabstand eines Clinchpunktes
zu einer Wand mindestens 30 mm betragen.

Aufgrund dieser Annahmen werden zur Anwendung der Auslegungsmethode in Kapi-
tel 6.3 die Ersatzsteifigkeiten und die elastische Grenzkurve des mit dem Linearzylinder
gesetzten Clinchpunktes benötigt. Ebenso die Grenzkurven und Ersatzsteifigkeiten für
die mit dem Linearzylinder gesetzten Clinchpunkt-Blechverbunde mit längs und quer
eingebrachten Sicken.

6.2.1 Ermittlung der Ersatzsteifigkeiten
Anhand der Kopfzugproben und der Scherzugproben mit langem Überlapp werden die
Ersatzmodelle für die elastische Auslegung bedatet. In der Modellierung wird dabei die
Geometrie der Sicken nicht aufgelöst. Der Modellaufbau für die Scherzugproben entspricht
dem in Abbildung 5.31 a) gezeigten. Die Modelle der Kopfzugproben sind nach gleichem
Schema aufgebaut. Alle weiteren Einstellungen entsprechen denen aus Kapitel 4.1 und
können in diesem nachgeschlagen werden. Die inverse Parameteridentifikation erfolgt, in-
dem die im Versuch gemessene Verschiebung bei der maximal elastischen übertragbaren
Kraft als Randbedingung in der Berechnung aufgegeben wird. Anschließend wird die in
den Einspannungen wirkende Kraft mit der experimentell gemessenen maximal elastisch
übertragbaren Kraft verglichen und der Steifigkeitswert solange angepasst, bis die Kraft-
werte übereinstimmen. Die erhaltenen Ersatzsteifigkeiten sind in Tabelle 6.2 aufgeführt.
Die experimentell gemessenen Kennwerte für die fünf benötigten Verbindungen aus Ka-
pitel 5.1.2.2 sind in Tabelle 6.1 erneut aufgeführt.
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Tabelle 6.1: Messwerte für die benötigten Kombinationen aus Kapitel 5
Proben-
name

Versuchsreihe gemittelte
Kopfzug-
steifigkeit
in N/mm

max. el.
übertragbare
Normalkraft
in N

Schub-
steifigkeit
in N/mm

max. el.
übertragbare
Schubkraft
in N

±0, 0 Versuchsreihe 2
(ÜL16)

1467 1094 20928 3096

K1-oS Versuchsreihe 3
(ÜL18)

1194 1096 21988 2944

K1-Sq Versuchsreihe 3
(ÜL48)

1215 1207 20325 2505

K1-oS Versuchsreihe 3
(ÜL48)

1194 1096 23143 2562

K1-Sl Versuchsreihe 3
(ÜL48)

1503 1293 23338 2527

Tabelle 6.2: Ersatzsteifigkeiten für die Kombinationen aus Tabelle 6.1
Proben-
name

Versuchsreihe gemittelte
Kopfzug-
steifigkeit
in N/mm

Ersatz-
Normal-
steifigkeit
in N/mm

Schub-
steifigkeit
in N/mm

Ersatz-Schub-
steifigkeit
in N/mm

±0, 0 Versuchsreihe2
(ÜL16)

1467 4700 20928 29000

K1-oS Versuchsreihe3
(ÜL18)

1194 2700 21988 31500

K1-Sq Versuchsreihe3
(ÜL48)

1215 2900 20325 27500

K1-oS Versuchsreihe3
(ÜL48)

1194 2700 23143 33000

K1-Sl Versuchsreihe3
(ÜL48)

1503 5250 23338 32400
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6.2.2 Abschätzung der Grenzkurven unter Unsicherheit

Abschließend werden zur Anwendung der Methode die Grenzkurven für die 1,5\1,5-
HCT590X-Verbindung sowohl für die Fügung auf der Laser-Stanz-Maschine als auch für
die Fügung auf dem Linearzylinder benötigt. Da in der Demonstration der Auslegungsme-
thode im nächsten Kapitel 6.3 die elastische Anpassung der Konstruktion nur durch die
Einbringung von Sicken und der Veränderung der Fügepunktpositionen geschieht, werden
die drei Grenzkurven der maximal elastisch übertragbaren Kraft für die Varianten ohne
Sicke, mit Sicken, quer und mit Sicken, längs bei Soll-Stempelweg benötigt. Für die mit
der Laser-Stanz-Anlage gesetzte Clinchpunktverbindung sind diese Grenzkurven aus Ka-
pitel 5.1.2 bekannt und in der Abbildungen 5.11 gezeigt. Für die mit dem Linearzylinder
gesetzten Clinchpunkte werden diese Grenzkurven unter Unsicherheit abgeschätzt.
Da erstens die maximal elastisch übertragbare Kraft im Scherzugversuch bei großem
Überlapp im reinen Schubversuch im modifizierten Kreuzzugversuch in Abhängigkeit von
Sicken nahezu konstant bleibt (siehe Abbildung 5.27 und Abbildung 5.12) und zwei-
tens die geringsten elastisch übertragbaren Kräfte im Kreuzkopfzugversuch (siehe Ab-
bildung 5.25) bei der ungesickten Probe gemessen wurde, wird nur eine Grenzkurve für
die ungesickte Variante erstellt. Drittens ist bekannt, dass die Fügepunkte bekanntlich
überwiegend auf Schub belastet und die Grenzkurven in Abhängigkeit der Sicken bis
45◦ sehr ähnlich sind (siehe ebenfalls Abbildung 5.12). Da allerdings ein großer Unter-
schied bei den Proben mit unterschiedlichem Stempelweg unter 15◦ gemessen wurde und
der mit dem Linearzylinder-hergestellte Clinchpunkt eine geringeren Hinterschnitt (sie-
he Tabellen 5.3 und 5.2) aufweist, wird die Grenzkurve aus zwei verschiedenen Kurven
abgeschätzt. Nämlich aus den Grenzkurven (±0, 0) und (+0, 1) des auf der Laser-Stanz-
Maschine hergestellten Clinchpunktes (Grenzkurven in Abbildung 5.11). Die Abschätzung
aus der ±0, 0-Grenzkurve ist sehr konservativ und die Abschätzung aus (+0, 1) optimis-
tisch, da nicht klar ist, ob auch bei dieser Verbindung ein für die Sicherheit positives
Verschieben der Grenzkurve unter 15◦ auftritt. Deshalb ist es für Auslegungen bei einem
Lastwinkel um die 15◦ empfehlenswert, wenn möglich eine Messung der mechanischen Ei-
genschaften der Verbindung K1 ±0, 0 unter ebendiesem Winkel durchzuführen. Obwohl
die Grenzkurven der maximalen Kraft in der Auslegungsmethode nicht benötigt werden,
werden sie im folgenden bestimmt und in Abbildung 6.3 eingezeichnet.
Bei der Abschätzung der Grenzkurve der Maximalkraft aus der der Grenzkurve von
(±0, 0) wurde wie folgt vorgegangen. Aus den Scherzug- (kurzer Überlapp) und Kopfzug-
prüfungen aus den Versuchsreihen 2 und 3 wird je ein Skalierungsfaktor für die maximale
Schubkraft (0◦) und für die maximale Kopfzugkraft (90◦) bestimmt. Anschließend werden
die Werte der Grenzkurve (±0, 0) von 0◦ bis 45◦ mit dem Skalierungsfaktor für Schub und
die Werte 75◦ und 90◦ mit dem Skalierungsfaktor für Kopfzug skaliert. Die Maximalkraft
unter 60◦ wird mit dem gemittelten Skalierungsfaktor multipliziert. Der Grund für dieses
Vorgehen ist, dass der Clinchpunkt bis einschließlich 45◦ durch Reißen des Halses, unter
60◦ und 75◦ durch einen Halsriss mit einseitigem Ausknöpfen und unter 90◦ durch reines
Ausknöpfen versagt. Bei der Grenzkurve der maximal elastisch übertragbaren Kraft wer-
den ebenfalls Skalierungsfaktoren gebildet. Hier werden die Werte unter den Winkeln 0◦

bis 60◦ mit dem Schubfaktor, der Wert unter 75◦ mit dem gemittelten Skalierungswert
und der Wert unter 90◦ mit dem Kopfzugfaktor skaliert.
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Für die Abschätzung der Grenzkurven aus den Grenzkurven von (+0, 1) wird für die
maximal elastisch übertragbare und der maximalen Kraft ein Schubskalierungsfaktor ge-
bildet und alle Werte, bis auf die Kopfzugmaximalkraft, mit den Schubfaktoren skaliert.
Die Werte unter 90◦ sind aus den Kopfzugprüfungen der Versuchsreihe 3 bekannt. Dieses
Vorgehen wird damit begründet, dass der Hinterschnitt der Verbindungen sehr ähnlich
(Tabellen 5.3 5.2) aber die Halsdicke erhöht ist.
Die vier abgeschätzten Grenzkurven sind in Abbildung 6.3 eingetragen. Durch die unter-
schiedlichen Kurvenverläufe aus Abbildung 5.11 bilden die elastischen Grenzkurven einen
Bereich. Nur bei reiner Normalkraft liegen die Kurven aufeinander, da dieser Wert vor
der Abschätzung aus der Kreuzkopfzugprüfung bekannt war.
An dieser Stelle wird erneut daraufhingewiesen, dass die aufgetragenen Messwerte unter
reinem Schub aufgrund der unterdrückten Biegung höher sind als bei den Scherzugprüfun-
gen aus Abbildung 5.19 und Abbildung 5.20. Dies wurde in Kapitel 5.1.2.2 in dem Absatz
vor Abbildung 5.26 erläutert. Zur vollständigen Einordnung wird an dieser Stelle darauf
hingewiesen, dass der Sonderfall für den Außreißer der maximalen Kraft unter 15◦ für
die Probe (+0, 1) durch die Scherzugprüfung (siehe Abbildung 5.20) gestützt wird. Der
Außreiser der elastisch übertragbaren Kraft steht im Widerspruch zu den Ergebnissen aus
der Scherzugprüfung aus Abbildung 5.19. Die dahinterliegende Wechselwirkung ist unbe-
kannt; dennoch kann die Methode für diesen Spezialfall aufgrund der phänomenolgischen
Betrachtungsweise, wie soeben gezeigt, angewendet werden.

F     (   0,0) F     (   0,0) F     (   0,1) F     (   0,1)maxmax max max

Abbildung 6.3: Unter Unsicherheit bestimmte Grenzkurven für den mit dem Linearzylin-
der gesetzten Clinchpunkt; in Magenta aus ±0, 0, in Blau aus +0, 1
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6.3 Anwendung der Auslegungs- und
Berechnungsmethode

Die Auslegungsmethode wird in diesem Kapitel an einem Demonstrator im 3-Punkt-
Biegeversuch erläutert, der an die Demonstratoren von [71] angelehnt ist (siehe Abbil-
dung 2.6 in Kapitel 2.3.2). Die Idee von Reil ist, dass in dem Schubdemonstrator die
Fügepunkte auf Schub belastet werden, wenn die Biegesteifigkeiten von oberem und un-
terem Profil ähnlich sind oder das untere Profil eine geringere Biegesteifigkeit als das
obere Profil aufweist. Beim Normaldemonstrator werden die Fügepunkte überwiegend
axial belastet, in dem sich das obere Profil durchbiegt und das untere Profil idealerweise
in einer Starrkörperbewegung nach unten bewegt. Dafür muss das untere Profil eine deut-
lich größere Biegesteifigkeit als das obere besitzen. Um die Biegesteifigkeiten einzustellen
verwendet Reil Profile mit unterschiedlichen Wandstärken und Werkstoffen. Auch ist aus
den Versuchen von Reil bekannt, dass die Normalkraftbelastung in den Fügepunkten mit
fortschreitender Impaktoreindringung zunimmt (siehe Abbildung 2.7 b)).
Aufgrund der Verwendung des gleichen Blechmaterials für das obere und untere Hutpro-
fil wird eine Geometrie gewählt, die der Geometrie des Normaldemonstrators von Reil
sehr ähnlich ist. Die Demonstratorgeometrie sowie die quasistatischen Prüfbedingungen
sind in Abbildung 6.4 gezeigt. Durch die Versteifung des unteren Hutprofils wird ein
Normalkraftanteil in den Clinchpunkten während der Prüfung induziert, gleichwohl die
Fügepunkte schubdominiert belastet werden. Der Eingriff des Impaktors erfolgt außer-
mittig, so dass die Clinchpunkte auf der linken Seite stärker und normalkraftdominierter
als die Clinchpunkte auf der rechten Seite belastet werden.

38,5
60

200

400

140

140

50
50

475

R=10

550

R=50

Abbildung 6.4: Geometrie des Demonstrators und Prüfaufbau

Die Fügekonstruktion des Demonstrators wird nachfolgend durch Anwendung der Me-
thode in drei Iterationsschritten verbessert, wobei nach dem Schema aus Abbildung 6.2
vorgegangen wird. Als Erstes wird ein FE-Modell der 3-Punkt-Biegeprüfung mit dem De-
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monstrator aufgebaut, welches in Abbildung 6.5 dargestellt ist. In diesem sind die Auflager
und der Impaktor mit starren Flächen abgebildet und ein Kontakt zwischen ihnen und den
Hutprofilen definiert, in welcher die Blechdicke berücksichtigt ist. (siehe 8.5) Die quasista-
tische Bewegung des oberen Impaktors erfolgt durch Vorgabe einer linearen Verschiebung
nach unten. Die Modellierung der Clinchpunkte, der Profile, des Kontaktes zwischen den
Profilen und die Abbildung der Fügepunkte entspricht, bis auf zwei Unterschiede, dem
Vorgehen in den obigen Kapiteln. Der erste Unterschied ist, dass die die mittlere Kan-
tenlänge der Schalenelemente der Profile ca. 3 mm beträgt. Die Kantenlänge an den Bal-
kenelementen bleibt unverändert. Der zweite Unterschied ist, dass die Biegesteifigkeiten
in den Balkenelementen auf Null gesetzt sind, was in Bauteilsimulationen empfohlen ist.
(siehe Kapitel 2.1.4 und [32]) Das konstitutive Verhalten des HCT-Blechmaterials wird
durch die tabellierte Fließkurve aus Kapitel 3.4 beschrieben. Der Klebstoff BETAMA-
TE 1496 wird mit Kohäsivzonenelementen abgebildet, welche geometrisch eine Dicke von
1,5 mm aufweisen und mit den Mittelflächen durch einen Tied-Kontakt ohne Berücksich-
tigung der Schalendicken verbunden sind. Zur Berechnung der konstitutiven Gleichungen
ist dem Kohäsivmodell die tatsächliche Dicke der Klebstofffläche von 0,3 mm hinterlegt.
Das Materialmodell für den verwendeten BETAMATE1496-Klebstoff ist aus der Disser-
tation von [95] entnommen. Es handelt sich um ein TAPO-Modell mit dem sowohl die
nichtlineare isotrope Verfestigung als auch die Zug-Druck-Asymmetrie des Klebstoffs ab-
gebildet wird. Weitere theoretische Hintergründe können in [96] nachgelesen werden. Die
Berechnung erfolgt explizit im LS-DYNA R13.

z

x
y

CP5 CP6

CP7 CP8

CP9

unteres Profil

oberes Profil Stützplatte Klebstoff

CP1 CP2

CP3 CP4

a) b) c)

Abbildung 6.5: FE-Modellaufbau a) Modell inklusive Impaktoren b) vernetztes Bauteil
c) vergrößerter Bildausschnitt mit Kohäsivelementen des Klebstoffs

In Abbildung 6.6 sind die durchgeführten Iterationsschritte innerhalb der Methode (sie-
he Abbildung 6.2) am Demonstrator gezeigt, wobei die Fügefläche von oben dargestellt
ist. In das initiale Fügedesign werden im ersten Iterationsschritt Sicken eingebracht. In
der zweiten Iteration werden die äußersten Fügepunkte an der linken Kante (CP1 und
CP2) um 20 mm bzw. 10 mm nach rechts verschoben. In der dritten und finalen Iteration
werden die Profile verbreitert sowie der Clinchpunkt CP1 quer neben dem Clinchpunkt
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CP2 positioniert sowie die eingezeichneten Sicken eingebracht.
Der am Impaktor gemessene Kraft-Verschiebungsverlauf ist in Abbildung 6.7 a) gezeigt.
Die Lastwinkel in den ersten drei Clinchpunktreihen von links sind in Abbildung 6.7 b)
über die Impaktorverschiebung aufgetragen. Die Zunahme des Axialbelastung ist annä-
hernd linear und kann ebenfalls in den Normalkraft-Schubkraftdiagrammen aus Abbil-
dung 6.8 beobachtet werden. Die ausgewerteten und in Abbildung 6.8 eingezeichneten
Zeitpunkte sind in Abbildung 6.7 a) markiert und entsprechen dem „Knickpunkt“ (bei
3 mm) sowie ungefähr dem Zeitpunkt an der die äußersten Clinchpunkte plastisch belas-
tet werden (bei 3 mm und bei ca. 13 mm).
Im Weiteren wird anhand der Abbildung 6.8 die Wirkweise der Methode erklärt. Die
äußersten zwei Clinchpunkte (CP1 und CP2) sind in der initialen Konstruktion bei ei-
ner Impaktoreindringung von 3 mm nahe ihrer plastischen Lastgrenze belastet. In der
Abbildung 6.8 a) entsprechen diese beiden Clinchpunkte den roten Punkten nahe der
gestrichelten Grenzkurve. In der Iteration 1 und in der Iteration 2 ist die Schublast in
Clinchpunkt CP1 durch die Anpassung reduziert worden. Beide Iterationen bauen nicht
aufeinander auf und bedienen sich anderen Ursache-Wirkungsbeziehungen. In der ersten
Iteration wird durch geringere effektive Steifigkeiten der Clinchpunkte CP1 und CP2 und
der erhöhten effektiven Steifigkeit des CP3 die Clinchpunktlaste in CP1 reduziert. Gleich-
zeitig sind die Clinchpunkte CP2 bis CP4 fast gleich stark belastet. An dieser Stelle wird
darauf hingewiesen, dass eine zentrale Erkenntnis aus Kapitel 4 ist, dass Fügepunkte mit
einer höheren Steifigkeit und bei einer größeren anliegenden Verformung stärker belas-
tet sind. Durch die Veränderung der effektiven Clinchpunktsteifigkeiten findet durch die
Iteration 1 - im Vergleich zum initialen Modell- nicht nur ein reines Umlagern der Last
statt. Das Verformungsverhalten der Blechstruktur um die Clinchpunkte verändert sich,
was dazu führt, dass die Summe der zu tragenden Last in den vier äußersten Clinchpunk-
ten reduziert ist. Dass das Verformungsverhalten der Gesamtstruktur verändert ist, ist
auch daran erkennbar, dass eine gedachte Linie zwischen den Punkten der Clinchpunkt-
lasten keine ähnliche Linie bilden würden. Würden hingegen im Normalkraft-Schubkraft-
Diagramm die Punkte des initialen Demonstrators und der Iteration 2 verbunden, wäre
dies der Fall. Hier ist der äußerste Clinchpunkt aus dem Bereich der größten Blechver-
formung herausgeschoben worden. Da die Fügepunktsteifigkeiten gleichgeblieben sind,
ist sowohl die Lastverteilung zwischen den Fügepunkten als auch die Verformung der
Gesamtstruktur ähnlich. Aus Abbildung 6.8 b) ist zusätzlich direkt erkennbar, dass die
beiden Verbesserungen ungefähr zum gleichen Versagenszeitschritt führen.
In der dritten Iteration ist der Einfluss des Verschiebens des äußersten Clinchpunktes in
einen nicht so stark verformten Bereich mit den Lastumlagerungseffekten zwischen den
Clinchpunkten und den Steifigkeitseffekten kombiniert. Darüberhinaus ist der Bauteil-
widerstand gegen Biegung deutlich erhöht, wodurch die Verformung in der Fügeebene
weiter verringert ist. Dies führt dazu, dass die maximale Impaktorkraft leicht geringer ist
(siehe Abbildung 6.7 b)). Die Verbesserung des Fügedesigns führt allerdings gleichzeitg
dazu, dass der Versagensweg von ca. 6,5 mm auf ca. 13 mm steigt und damit verdoppelt
wird, was aus den Abbildungen 6.8 b) und Abbildung 6.8 c) hervorgeht.
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Abbildung 6.6: Iterationsschritte beim Durchlauf der Methode
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initial Iteration 1 Iteration 2 Iteration 3

Abbildung 6.7: Simulationsergebnisse: a) Kraft-Weg-Kurven b) Lastwinkel über Impak-
torverschiebung der Clichpunkte CP1 bis CP3
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Kein Clinchpunkt ist bei einer Impaktoreindringung
von 3 mm plastisch belastet

Durch die 3. Anpassung sind die Clinchpunkte bis 
zu einer Impaktoreindringung von ca. 13,125 mm
nicht plastisch belastet

a)

b)

c)

initial Iteration 3 (final)Iteration 1 (nur Sicken) Iteration 2 (nur Verschiebung)

Bei den ersten zwei Iterationen ist bei einer 
Impaktoreindringung von 6,5 mm je ein 
Clinchpunkt plastisch belastet

Abbildung 6.8: Clinchpunktlasten im Normalkraft-Schubkraft-Diagramm bei einer Im-
paktorverschiebung von: a) 3 mm b) 6,5 mm c) 13,125 mm
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6.4 Experimentelle Prüfung des Demonstrators und
Abgleich mit der Simulation

Die experimentelle Prüfung der initialen und der verbesserten Variante finden auf einer
Universal-Zug-Druckprüfmaschine bei einer Impaktorgeschwindigkeit von 2 mm

min statt (sie-
he Abbildung 6.9). Während der Prüfung wird die Verschiebung des Impaktors relativ
zur Biegevorrichtung durch zwei Punkte bestimmt, deren Positionen durch Bild- und
Stereokorrelation bekannt sind. Der erste Messpunkt ist auf der geraden Oberfläche des
Impaktors aufgebracht. Der zweite Messpunkt befindet sich auf der Platte auf welchem
das linke Auflager befestigt ist. Durch die kontinuierliche Berechnung des Abstands dieser
beiden Punkte y-Richtung (siehe KOS in Abbildung 6.5) kann die Verkürzung des Ab-
stands in ebendieser Richtung über die Zeit bestimmt werden, welche dem Eindringweg
entspricht. Die Kraftmessung erfolgt an der Kraftmessdose.

Zug-Druck-Prüfmaschine

Kraftmessdose
bewegte Traverse

Kamerasystem

feste Einspannbacken

Demonstrator & Vorrichtung

bewegter Impaktor

3-Punkt-Biegevorrichtung

Untere Referenzpunkte

Punkt auf Oberseite 
des Stempels

Verschiebungsmessung 
zw. diesen beiden Punkten

a) b)

c)

Abbildung 6.9: Experimenteller Aufbau bei der Demonstrator-Prüfung: a) Gesamtan-
sicht b) Detailansicht der Bauteilprüfung c) Wegemessung anhand zweier
Punkte

Aus den Kraft-Weg-Kurven aus Abbildung 6.10 folgt, dass die Energieaufnahme der ver-
besserten Variante deutlich höher ist, da der Kraftabfall bei einem deutlich erhöhten Ein-
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dringweg erfolgt. Da an diesen Stellen der am weitesten links positionierte Clinchpunkt
(CP1) bzw. die am weitesten links positionierten Clinchpunkte (CP1 und CP2) versagen,
ist es durch das verbesserte Füge- und Bauteildesign gelungen, den Versagenszeitpunkt zu
einem erhöhten Eindringweg zu verschieben. Der Versagenszeitpunkt ist jeweils ca. nach
einer weiteren Impaktorverschiebung um 2 mm, nachdem die Berechnung eine plastische
Belastung des Clinchpunktes CP1 bzw. der Clinchpunkte CP1 und CP2 anzeigt. (siehe
Abbildung 6.8). Das Versagensverhalten dieser Clinchpunkte ist ein vollständiges Aus-
knöpfen, was durch ein einseitiges Ausknöpfen eingeleitet wird. Damit ist der Nutzen der
Methode aufgezeigt. Anmerkung: Da eine Messung des Übergangs von dem elastischen
zum plastischen Verhalten eines einzelnen Clinchpunktes nicht ohne Weiteres durchführ-
bar ist, erfolgte der Plausibilitätsvergleich über das komplette Fügepunktversagen der
Clinchpunkte, welche durch die Kraftabfälle gut sichbar ist.
Die Simulationsergebnissen entsprechen den experimentellen Ergebnissen sehr gut. Der
Verlauf der Kraft-Weg-Kurven wird durch die Simulation gut abgebildet, was in Abbil-
dung 6.10 gezeigt ist. Das in Abbildung 6.12 sichtbare einseitige Ausknicken des oberen
Profils und die plastische Deformation unter dem Impaktor (siehe Abbildung 6.11) werden
in der Simulation vorhergesagt.
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initial, exp. verbessert, exp. initial, num. verbessert, num.

Abbildung 6.10: Kraft-Weg-Verlauf während der Prüfung des Demonstrators

a) b) c)

𝜎𝑉𝐺𝑙 (𝑣𝑜𝑛𝑀𝑖𝑠𝑒𝑠 )
in MPa

0
140
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840

Abbildung 6.11: Deformation unter dem Impaktor der initialen Konstruktion a) nach der
Prüfung (zurückgefedert) b) in der Simulation bei einer Impaktorver-
schiebung von 11 mm (nicht zurückgefedert)
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a)

c)

d)

b)

Abbildung 6.12: Demonstratoren nach plastischer Prüfung: a) Detailansicht b) Seitenan-
sicht der initialen Variante c) geprüftes viertes Bauteil beider Varianten
d) initiale Variante links und verbesserte Variante rechts
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Kapitel 7

Zusammenfassung und Ausblick

Das Ziel dieser Arbeit, eine Auslegungsmethode für Änderungskonstruktionen von punkt-
gefügten Bauteilen zur elastischen Auslegung zu entwickeln, ist erreicht worden. Diese
basiert auf der Ausnutzung von Ursache-Wirkungs-Beziehungen, wodurch nur wenige
Iterationsschritte benötigt werden. Die Demonstration der Methode, die Validierung, die
Bedatung und die Herausarbeitung der Ursache-Wirkungs-Beziehungen erfolgte für das
Clinchen von isotropen Blechen. Die Methode kann grundsätzlich für alle mit durch
punktförmige Fügeelemente gefügten Bauteile angewendet werden. Voraussetzung dafür
ist, dass die mechanischen Eigenschaften der im Bauteil enthaltenen Fügepunkte und die
verfahrensspezifischen Einflüsse von Prozessabweichungen und deren Wirkung bekannt
sind.
Aus der simulativen theoretischen Betrachtung von unabhängigen Schwankungen von
Blechdicke und Fügepunktsteifigkeiten ist hervorgegangen, dass die Komponenten der
Fügepunktlasten unterschiedlich stark auf diese Änderungen reagieren. Die Axiallast ist
deutlich sensitiver gegenüber Blechdickenschwankungen als gegenüber Steifigkeitsverän-
derungen des Clinchpunkts. Bei dem Schublastanteil verhält es sich genau umgekehrt.
Eine Erklärung hierfür ist die deutlich größere Abhängigkeit der Biegesteifigkeit von der
Blechdicke als die Steifigkeit im Blechquerschnitt und damit in Richtung der Fügepunkt-
Schublast. Aus dieser Beobachtung wurde gefolgert, dass es möglich sein sollte, durch das
Einbringen von Sicken in Fügepunktnähe, die Fügepunklast zu verändern. Dies wurde an-
hand von experimentellen Prüfungen an geclinchten Proben bestätigt. Für Scherzugprü-
fungen wurde dies zusätzlich zu Kraft-Weg-Verläufen durch optische Messung der Blech-
verformung gezeigt. Aus den experimentellen Prüfungen ging ebenfalls hervor, dass sich
durch das Einbringen von Sicken um den Fügeunkt die „verschmierten“ Clinchpunkteigen-
schaften verändern. Durch Längssicken ist es bei Scherzugbelastungen möglich, den Nor-
malkraftanteil im Clinchpunkt zu verringern und die effektive Fügepunkt-Schubsteifigkeit
zu erhöhen. Im Axiallast- als auch im Scherzuglastfall reduzieren quer eingebrachte Si-
cken die Fügepunksteifigkeit. Durch längs eingebrachte Sicken werden diese erhöht. Die
experimentellen Prüfungen zeigen auch, dass die Größe der Veränderung von der Sicken-
geometrie und der Blechdicke abhängig ist.
Für die zweite Einflussgröße Fügepunktsteifigkeit ist gezeigt worden, dass durch eine Er-
höhung der Steifigkeit eines Fügepunktes in einer Fügeflanschfläche teilweise die Last von
Nachbarpunkten auf den nun steiferen Fügepunkt umgelagert werden. Bei einer Redukti-
on der Steifigkeit wird ein Teil der Last von dem veränderten Fügepunkt zu den Nachbar-
fügepunkten umgelagert. Weiter zeigen die Ergebnisse dieser Arbeit, dass die Wirkung
der Positionierung eines Fügepunktes näher zur Krafteinleitungsstelle neben der Belas-

131



tung des betrachteten Fügepunktes von der Krafteinleitung und Lagerung der Struktur
abhängig ist. So erhöht sich z.B. die Last in dem am nächsten zur Krafteinleitung gele-
genen Fügepunkt, wenn dieser schubdomieniert belastet ist, auf den Flansch eine äußere
Schubbelastung wirkt und dieser näher an die Krafteinleitung positioniert wird. Bei äu-
ßerer Schälbelastung und Schubdominanz im Fügepunkt wird der Fügepunkt durch eine
nähere Positionierung an die Krafteinleitung entlastet. Ist der am nächsten zur Kraftein-
leitung gelegenene Fügepunkt normalkraftdominiert belastet, führt eine Positionierung
näher an der Krafteinleitung zur Lastreduktion.
Um die entwickelte Methode schließlich anzuwenden zu können, mussten die experimentell
oder virtuell gemessenen Fügepunkteigenschaften in eine Ersatzmodellierung überführt
werden. Dies wurde erfolgreich durchgeführt und die Grenzen der Ersatzmodellierung
aufgezeigt. Es wurde demonstriert, dass bei Clinchpunkten, bei denen das Verformungs-
verhalten des stempelseitigen Clinchpunktkopfes und des matrizenseitigen Clinchpunkt-
napfes unterschiedlich sein können, die symmetrische Ersatzmodellierung mit einer Stei-
figkeit nicht genügt, um die experimentell gemessenen Effekte zu erklären. Dennoch ist
die Ersatzmodellierung ausreichend genau, um das Fügedesign von Bauteilen wie den
gezeigten Demonstrator effizient zu verbessern.
Weiter zeigen die Untersuchungen, dass in Realstrukturen ein Bedarf an nicht rotati-
onssymmetrischen Fügepunkten besteht und dass sich solche Fügepunkte durch ihren
Freiheitsgrad besonders eignen, um auf ungewollte Pozesschwankungen zu reagieren. Ein
reines Drehen der Werkzeuge bei dem Setzprozess könnte in vielen Fällen genügen, um
die Fügekonstruktion zu verbessern. Zudem zeigt das Beispiel an einem schubdominier-
ten Fügeflansch, dass durch eine solche Art von Fügeelement, die Fügepunktlasten sehr
stark vergleichmäßigt werden können, ohne die Dimensionierung der Fügepunkte zu ver-
ändern. Wie oben beschrieben ist nun bekannt, dass die Einbringung der Sicken von der
Beanspruchungsrichtung in der Blechebene in der Blechstruktur um den Fügepunkt ab-
hängig ist. Die in der Auslegungsmethode verwendete vereinfachte Annahme, dass die
Beanspruchungsrichtung, der Richtung der im numerischen Fügepunktelement ausgebe-
nen Fügepunktersatzkraft entspricht, ist nicht in jedem Fall gültig und wurde diskutiert.
Perspektivisch ist es daher erstens sinnvoll, die Methode um den Einsatz von nicht-
rotationssymmetrischen Fügepunkten zu erweitern. Damit dies geschehen kann, müssen
sowohl geeignete Fertigungsprozesse zur Herstellung von nicht-rotationssymmetrischen
Fügepunkten sowie ein FE-Ersatzmodell, mit welchem diese Fügepunkte beschrieben wer-
den können, entwickelt werden. Zweitens wäre eine Bestimmung der Belastungsrichtung
über eine Kraftflussanalyse, anstatt über die Fügepunktersatzkraft, genauer. Eine In-
tegration der Kraftflussanalyse in die Auslegungsmethode bietet sich an. Dazu bedarf
es einer schnellen robusten invarianten Berechnung des Kraftflusses. Drittens kann die
Methode so erweitert werden, dass eine Auslegung im plastischen Bereich erfolgen kann.
Um plastische Änderungskonstruktionen durchzuführen, müssen die Untersuchungen und
die Bestimmung der Ursache-Wirkungs-Beziehung im plastischen Bereich wiederholt wer-
den. Die Berücksichtigung der Plastizität auf Modellebene kann durch die Anwendung
der verfügbaren Materialmodelle für Schalenelemente sowie aktueller FE-Ersatzmodelle
für Fügepunkte „auf direktem Wege“ erfolgen.
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Kapitel 8

Anhang

8.1 Raderhebungskurven des MKS-Modells

Abbildung 8.1: Radhub über den Spur- und Sturzwinkel an der Vorderachse, aus: [75]

Abbildung 8.2: Radhub über die x- und y-Verschiebung an der Vorderachse, aus: [75]
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Abbildung 8.3: Radhub über den Spur- und Sturzwinkel an der Hinterachse, aus: [75]

Abbildung 8.4: Radhub über die x- und y-Verschiebung an der Hinterachse, aus: [75]
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8.2 In Versuchsreihe 1 gemessene Kräfte
Versagensfälle:
Bei der Prüfung unter 90◦ erfolgt ein Ausknöpfen. Unter 75◦ und 60◦ knöpft der Clinch-
punkt einseitig bei gleichzeitiger Ausbildung eines Halsrisses aus. Unter den Lastwinkeln
45◦ bis 0◦ versagt der Clinchpunkt durch reinen Halsriss.
Tabellarische Übersicht der in Versuchsreihe 1 gemessenen Kräfte:

Tabelle 8.1: Gemessene Kräfte der Variante A (±0,0 ) der Versuchsreihe 1 im modifizier-
ten Kreuzzugversuch in kN

Prüfwinkel 0◦ 15◦ 30◦ 45◦ 60◦ 75◦ 90◦

MaxF_±0,0 4,304 4,098 3,929 3,501 3,312 3,084 2,961
MaxF_±0,0_STA 0,115 0,047 0,053 0,011 0,037 0,121 0,032
MaxFel_±0,0 3,834 3,73 3,496 2,92 2,672 2,115 1,371
MaxFel_±0,0_STA 0,104 0,068 0,094 0,099 0,116 0,127 0,322

Tabelle 8.2: Gemessene Kräfte der Variante B (-0,1 ) der Versuchsreihe 1 im modifizierten
Kreuzzugversuch in kN

Prüfwinkel 0◦ 15◦ 30◦ 45◦ 60◦ 75◦ 90◦

MaxF_-0,1 4,271 4,131 3,974 3,553 3,251 3,4 3,179
MaxF_-0,1_STA 0,025 0,021 0,047 0,069 0,046 0,079 0,03
MaxFel_-0,1 3,943 3,728 3,595 2,992 2,577 2,321 1,484
MaxFel_-0,1_STA 0,118 0,053 0,152 0,126 0,092 0,079 0,181

Tabelle 8.3: Gemessene Kräfte der Variante C (+0,1 ) der Versuchsreihe 1 im modifizier-
ten Kreuzzugversuch in kN

Prüfwinkel 0◦ 15◦ 30◦ 45◦ 60◦ 75◦ 90◦

MaxF_+0,1 4,274 4,48 3,982 3,6 3,39 3,222 2,698
MaxF_+0,1_STA 0,039 0,072 0,051 0,05 0,082 0,12 0,015
MaxFel_+0,1 3,899 4,122 3,429 3,067 2,624 2,236 1,503
MaxFel_+0,1_STA 0,131 0,147 0,166 0,066 0,175 0,165 0,075

Tabelle 8.4: Gemessene Kräfte der Variante D (Sq) der Versuchsreihe 1 im modifizierten
Kreuzzugversuch in kN

Prüfwinkel 0◦ 15◦ 30◦ 45◦ 60◦ 75◦ 90◦

MaxF_Sicke,quer_±0,0 4,244 4,098 3,904 3,47 3,194 3,228 2,928
MaxF_Sicke,quer_±0,0_STA 0,061 0,051 0,051 0,052 0,091 0,107 0,033
MaxFel_Sicke,quer_±0,0 3,704 3,597 3,513 3,097 2,574 2,155 1,575
MaxFel_Sicke,quer_±0,0_STA 0,157 0,178 0,221 0,12 0,053 0,107 0,208
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Tabelle 8.5: Gemessene Kräfte der Variante E (Sl) der Versuchsreihe 1 im modifizierten
Kreuzzugversuch in kN

Prüfwinkel 0◦ 15◦ 30◦ 45◦ 60◦ 75◦ 90◦

MaxF_Sicke,längs_±0,0 4,378 4,186 3,951 3,521 3,21 3,028 3,008
MaxF_Sicke,längs_±0,0_STA 0,112 0,095 0,071 0,074 0,056 0,053 0,015
MaxFel_Sicke,längs_±0,0 3,902 3,634 3,46 3,036 2,683 2,427 1,284
MaxFel_Sicke,längs_±0,0_STA 0,052 0,065 0,065 0,204 0,077 0,085 0,144

Durch Diagramme visualisierte Übersicht der in Versuchsreihe 1 gemessenen Kräfte:

Abbildung 8.5: Gemessene Kräfte der Variante A (±0,0 ) der Versuchsreihe 1 im modifi-
zierten Kreuzzugversuch in kN

Abbildung 8.6: Gemessene Kräfte der Variante B (-0,1 ) der Versuchsreihe 1 im modifi-
zierten Kreuzzugversuch in kN
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Abbildung 8.7: Gemessene Kräfte der Variante C (+0,1 ) der Versuchsreihe 1 im modifi-
zierten Kreuzzugversuch in kN

Abbildung 8.8: Gemessene Kräfte der Variante D (Sq) der Versuchsreihe 1 im modifizier-
ten Kreuzzugversuch in kN

Abbildung 8.9: Gemessene Kräfte der Variante E (Sl) der Versuchsreihe 1 im modifizier-
ten Kreuzzugversuch in kN
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8.3 Messwerte der Versuchsreihe 2
Hier sind die Messwerte notiert, die in den Abbildungen in Kapitel 5.1.2.2 dargestellt
sind.

Tabelle 8.6: Messwerte zu Abbildung 5.13: Steifigkeiten
Sq(−0, 1) oS(−0, 1) Sl(−0, 1) Sq(±0, 0) oS(±0, 0) Sl(±0, 0) Sq(+0, 1) oS(+0, 1) Sl(+0, 1)

Kopfzugsteifigkeit 1820 1993 2017 1474 1467 1883 1811 1452 1856
Scherzugsteifigkeit 19263 21830 21552 18961 20928 21080 18104 20131 20328

Tabelle 8.7: Messwerte zu Abbildung 5.15: Kopfzugsteifigkeiten
Sq(−0, 1) oS(−0, 1) Sl(−0, 1) Sq(±0, 0) oS(±0, 0) Sl(±0, 0) Sq(+0, 1) oS(+0, 1) Sl(+0, 1)

in Bereich 1 3392 3545 3648 2694 3034 3412 3337 2503 3526
in Bereich 1 - STA 552 624 455 244 644 453 364 137 360
in Bereich 2 1346 1357 1462 1136 1165 1377 1315 1177 1397
in Bereich 2 - STA 220 106 124 44 86 90 70 106 91
gemittelte Steifigkeiten 1820 1993 2017 1474 1467 1883 1811 1452 1856

Tabelle 8.8: Messwerte zu Abbildung 5.16: maximal elastisch übertragbare Kraft im
Kreuzkopfzugversuch

Sq(−0, 1) oS(−0, 1) Sl(−0, 1) Sq(±0, 0) oS(±0, 0) Sl(±0, 0) Sq(+0, 1) oS(+0, 1) Sl(+0, 1)
in Bereich 1 488 453 552 490 383 542 463 440 510
in Bereich 1 - STA 63 33 98 91 66 31 41 58 65
in Bereich 2 1023 835 1145 1192 1094 1130 960 1139 1149
in Bereich 2 - STA 178 72 83 83 127 63 93 151 65

Tabelle 8.9: Messwerte zu Abbildung 5.17: Maximalkraft im Kreuzkopfzugversuch
Sq(−0, 1) oS(−0, 1) Sl(−0, 1) Sq(±0, 0) oS(±0, 0) Sl(±0, 0) Sq(+0, 1) oS(+0, 1) Sl(+0, 1)

Maximalkraft 3149 3179 3234 2926 2947 3008 2675 2698 2700
Standardabweichung 27 30 41 36 47 15 43 15 25

Tabelle 8.10: Messwerte zu Abbildung 5.18: Scherzugsteifigkeit
Sq(−0, 1) oS(−0, 1) Sl(−0, 1) Sq(±0, 0) oS(±0, 0) Sl(±0, 0) Sq(+0, 1) oS(+0, 1) Sl(+0, 1)

Scherzugsteifigkeit 19263 21830 21552 18961 20928 21080 18104 20131 20328
Standardabweichung 237 285 416 419 524 264 204 207 253

Tabelle 8.11: Messwerte zu Abbildung 5.19: maximal elastisch übertragbare Kraft im
Scherzugversuch

Sq(−0, 1) oS(−0, 1) Sl(−0, 1) Sq(±0, 0) oS(±0, 0) Sl(±0, 0) Sq(+0, 1) oS(+0, 1) Sl(+0, 1)
max. elast. Kraft 3255 3204 3402 3110 3096 3280 3022 2947 3200
Standardabweichung 41 57 24 40 58 31 27 48 38
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Tabelle 8.12: Messwerte zu Abbildung 5.20: Scherzugkraft
Sq(−0, 1) oS(−0, 1) Sl(−0, 1) Sq(±0, 0) oS(±0, 0) Sl(±0, 0) Sq(+0, 1) oS(+0, 1) Sl(+0, 1)

max. elast. Kraft 4087 4132 4200 4078 4063 4150 4127 4071 4206
Standardabweichung 47 54 29 86 47 25 48 61 38

8.4 Messwerte der Versuchsreihe 3
In diesem Kapitel sind ausschließlich die Werte der Versuchsreihe 3 angegeben. Die Mess-
werte der Versuchsreihe 2 sind im vorherigem Kapitel aufgeführt.

Tabelle 8.13: Messwerte zu Abbildung 5.21: Kopfzugsteifigkeiten
Sq(Komb. 1) oS(Komb. 1) Sl(Komb. 1)

in Bereich 1 2142 2004 2574
in Bereich 1 - STA 454 429 200
in Bereich 2 935 911 1029
in Bereich 2 - STA 39 145 32

Tabelle 8.14: Messwerte zu Abbildung 5.22: Kopfzugsteifigkeiten
Sq oS Sl

Kopfzugsteifigkeit (Komb. 1) 1215 1194 1503
Kopfzugsteifigkeit (Komb. 2) 536 551 795
Kopfzugsteifigkeit (Komb. 2) - STA 34 32 63

Tabelle 8.15: Messwerte zu Abbildung 5.23: Scherzugsteifigkeit mit kurzem Überlapp
2Sq Sq oS 2Sl

Scherzugsteifigkeit (Komb. 1) 18409 19182 21988 22417
Standardabweichung (Komb. 1) 333 238 292 385
Scherzugsteifigkeit (Komb. 2) 10810 10987 13455 13581
Standardabweichung (Komb. 2) 466 578 528 532

Tabelle 8.16: Messwerte zu Abbildung 5.24: Scherzugsteifigkeit mit langem Überlapp
2Svor Sqnach oS 2Sl

Scherzugsteifigkeit (Komb. 1) 20325 23338 23143 24870
Standardabweichung (Komb. 1) 798 620 247 725
Scherzugsteifigkeit (Komb. 2) 12881 13246 13365 13976
Standardabweichung (Komb. 2) 618 571 727 1042
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Tabelle 8.17: Messwerte zu Abbildung 5.25: Kräfte im Kreuzkopfzugversuch
Sq(Komb. 1) oS(Komb. 1) Sl(Komb. 1)

maximal elastische Kraft (Komb. 1) 1207 1096 1293
Standardabweichung (Komb. 1) 122 151 130
Maximalkraft (Komb. 1) 2555 2564 2448
Standardabweichung (Komb 1) 56 44 71
maximal elastische Kraft (Komb. 2) 583 611 624
Standardabweichung (Komb. 2) 116 119 49
Maximalkraft (Komb. 2) 1411 1321 1456
Standardabweichung (Komb. 2) 63 22 68

Tabelle 8.18: Messwerte zu Abbildung 5.26: Kräfte im Scherzugversuch mit kurzem Über-
lapp

2Sq Sq oS 2Sl
maximal elastische Kraft (Komb. 1) 2996 2958 2944 3058
Standardabweichung (Komb. 1) 113 49 109 64
Maximalkraft (Komb. 1) 4144 4195 4235 4320
Standardabweichung (Komb 1) 97 89 105 85
maximal elastische Kraft (Komb. 2) 1154 1182 1020 1132
Standardabweichung (Komb. 2) 72 58 73 75
Maximalkraft (Komb. 2) 2081 2119 2086 2255
Standardabweichung (Komb. 2) 32 42 25 46

Tabelle 8.19: Messwerte zu Abbildung 5.27: Kräfte im Scherzugversuch mit langem Über-
lapp

2Svor Sqnach oS 2Sl
maximal elastische Kraft (Komb. 1) 2505 2527 2562 2489
Standardabweichung (Komb. 1) 70 102 64 78
Maximalkraft (Komb. 1) 4039 4064 4100 4085
Standardabweichung (Komb 1) 25 37 35 71
maximal elastische Kraft (Komb. 2) 1222 1187 1155 1209
Standardabweichung (Komb. 2) 37 51 84 75
Maximalkraft (Komb. 2) 2110 2110 2136 2237
Standardabweichung (Komb. 2) 52 52 66 37
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8.5 Eigen-Kontaktbedingungen

Tabelle 8.20: Eigenkontakt in Kapitel 3.3
*CONTACT_AUTOMATIC_SINGLE_SURFACE_MORTAR
ssid msid sstyp mstyp sboxid mboxid spr mpr
1000 0 2 0 0 0 0 0
fs fd dc vc vdc penchk bt dt
0.15 0.0 0.0 0.0 0.0 0 0.0 0.0
sfs sfm sst mst sfst sfmt fsf vsf
0.1 0.0 0.0 0.0 0.0 0.0 0.0 0.0
soft sofscl lcidab maxpar sbopt depth bsort frcfrq
0 0.0 0 0.0 0.0 0 0 0
penmax thkopt shlthk snlog isym i2d3d sldthk sldstf
0.0 0 2 0 0 0 0.0 0.0
igap ignore dprfac dtstif edgek unused flangl cid_rcf
2 0 0.0 0.0 0.0 0.0 0

Tabelle 8.21: Verwendete Eigenkontaktkarten in den Kapiteln 4 bis Kapitel 6 (beispielhaft
aus dem Modell aus Kapitel 6 kopiert)

*CONTACT_AUTOMATIC_SURFACE_TO_SURFACE
ssid msid sstyp mstyp sboxid mboxid spr mpr
2 1 3 3 0 0 0 0
fs fd dc vc vdc penchk bt dt
0.1 0.0 0.0 0.0 0.0 0 0.01. 0,00E+00
sfs sfm sst mst sfst sfmt fsf vsf
1.0 1.0 0.0 0.0 1.0 1.0 1.0 1.0
penmax thkopt shlthk snlog isym i2d3d sldthk sldstf
0 0 1 0 0 0 0 0

*CONTACT_AUTOMATIC_SURFACE_TO_SURFACE
ssid msid sstyp mstyp sboxid mboxid spr mpr
21 2 3 3 0 0 0 0
fs fd dc vc vdc penchk bt dt
0.1 0.0 0.0 0.0 0.0 0 0.01. 0,00E+00
sfs sfm sst mst sfst sfmt fsf vsf
1.0 1.0 0.0 0.0 1.0 1.0 1.0 1.0
penmax thkopt shlthk snlog isym i2d3d sldthk sldstf
0 0 1 0 0 0 0 0
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