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Abstract

In this work, the effect of various socket depths of fasteners was investigated for the sake 
of weight reduction. M8x1.25 DIN 912 Full Thread (FT) bolts with 10.9 and 8.8 grade bolts 
were examined in detail. Finite element simulations were performed by using SIMUFACT 
forming software. Empirical studies including fatigue and torque-tension experiments were 
conducted with the bolts having various socket depths. In addition, the effect of washer as 
used in most assembly conditions was investigated. One of the analytical methods used 
in the literature was also employed to compare the results obtained by the numerical and 
experimental methods. Based on the results obtained in this study, critical socket depths 
leading to the shift of failures from the thread region to head region were obtained for the 
investigated M8x1.25 DIN 912 Full Thread (FT) bolts with 10.9 and 8.8 grades. The expe-
rimental results were compared with the analytical model and found that the analytical 
model was under-estimating the critical socket depths for both 10.9 and 8.8 grade bolts.

Keywords: Fasteners; socket depth; fatigue; torque-tension; weight reduction.

1. Introduction

	 Weight reduction efforts related to the automotive industry have significantly increased 
in the recent years. The CO2 emission limitation that is planned to be implemented in 2020 
in Europe, the increase in crude oil prices and the tendency of customers to choose vehic-
les with better fuel economy and the need for long-range electric vehicles can be listed as 
the main driving forces of this trend [1]. From the fasteners point of view, one of the ways 
to decrease the weight is to modify the geometry of fasteners without any sacrifice from 
the mechanical properties and service performance such as fatigue life. Therefore, fatigue 
performance of fasteners plays a vital role and has to be taken into account for all studies 
including weight reduction. There are various parameters affecting the fatigue performance 
of fasteners. For instance, the threading operation carried out before or after the heat
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treatment has an impact on fatigue performance, i.e. threading after the heat treatment 
lead to better fatigue performance [2]. Another important parameter of fasteners affecting 
the fatigue life is the thread geometry. It was shown that fasteners having the thread form 
of coarse ISO thread had better fatigue resistance compared to same fastener with fine 
ISO thread [3]. In addition, it was studied that the thread-forming method i.e. cold rolling or 
machining had an effect on fatigue performance and it was shown that fasteners having 
threads formed by cold-rolling performed better in terms of fatigue testing [4]. It was also 
examined that the length of the fasteners affected the fatigue performance, i.e. longer the 
fastener, better the fatigue performance was achieved [5]. The preferred material used for 
fasteners also plays a vital role in fatigue performance, particularly the phase distribution 
across the fasteners [6]. Another crucial feature affecting the fatigue performance is the 
socket depth at the head region. Considering the weight reduction, the effect of socket 
depth and the critical value can be named as one of the most influential parameters. Accor-
ding to the best knowledge of the authors, there is no detailed study in the literature con-
centrating on the effect of socket depth on failure mechanism except the previous study 
of the authors [7]. 
	 In this study, M8x1.25 DIN 912 Full Thread (FT) bolts with 10.9 and 8.8 grade bolts were 
investigated to determine the effect of socket depth for the sake of weight reduction. In 
order to determine the critical socket depth, i.e. the highest weight reduction for the inves-
tigated fastener type, finite element simulations and experimental fatigue and torque-ten-
sion tests were carried out. All the tests were repeated for 10.9 and 8.8 grade bolts, obta-
ined by employing different tempering conditions. In addition, the effect of washer on the 
final behaviour was also investigated considering the assembly conditions. One of the anal-
ytical models used in the literature to estimate the socket depth introduced by Thomala [8] 
was also employed to compare the results obtained from the numerical and empirical stu-
dies.

2. Sample Specifications

	 In this study, M8x1.25 DIN 912 Full Thread (FT) bolts with 50 mm length were cold-for-
ged at NORM Cıvata, Turkey. The technical drawing of the bolts can be seen in Fig. 1. The 
material was chosen as 23MnB4 one of the most widely used low carbon alloy steel used 
in forging. The elemental tolerances of the raw material defined by the EN 10263-4:2002 [9] 
can be seen in Tab. 1. Bolts with various socket depths were obtained by cold forging. The 
configuration of the bolts used in this study was presented in Tab. 2. After cold forging, the 
samples were heat treated at different tempering conditions to obtain 10.9 and 8.8 grade 
bolts. The mechanical properties of 10.9 and 8.8 grade bolts are defined in ISO 898-1 stan-
dard [10].
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3. Numerical, Empirical and Analytical Studies

3.1. Finite Element Modelling

	 Finite element simulations were conducted by using SIMUFACT forming software. The 
simulations were carried out in three stages. Initial two stages were modelled as axisym-
metric and the final stages was modelled in 3D. All the dies were defined as rigid, only work 

C% Si% Mn% P% S% Cr% Cu% B%

0.20-0.25 0.30 0.90-1.20 0.025 0.025 0.30 0.25 0.0008

Figure 1. DIN 912 Bolt specification.

Test samples Fastener Standard w value (mm) k value (mm) t value (mm)

1 M8x1.25x50   FT 8.8 
DIN 912 1.95 7.8 5.85

2 M8x1.25x50   FT 8.8 
DIN 912 2.05 7.8 5.75

3 M8x1.25x50   FT 8.8 
DIN 912 2.25 7.8 5.55

4 M8x1.25x50   FT 8.8 
DIN 912 2.65 7.8 5.15

5 M8x1.25x50  FT 10.9 
DIN 912 1.95 7.8 5.85

6 M8x1.25x50  FT 10.9 
DIN 912 2.05 7.8 5.75

7 M8x1.25x50  FT 10.9 
DIN 912 2.25 7.8 5.55

8 M8x1.25x50  FT 10.9 
DIN 912 2.65 7.8 5.15

Table 1. Chemical composition of 23MnB4 (EN10263-4:2002) [9].

Table 2. Test sample specifications. w, k and t values were described in Fig. 1.
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pieces were defined as elastic-plastic material. The material and friction models obtain 
from the production were employed. For the 3D models, hexahedral mesh type was prefer-
red. The simulations were repeated for all the investigated socket depths at 1.95, 2.05, 2.25 
and 2.65 mm. The effective plastic strain results obtained for all the investigated depth-mo-
dels can be seen in Fig. 2. Considering the geometric deviation under the head of the faste-
ner, i.e. the bottom cross-sectional area of the bolt was lower for the socket depth when w 
was 1.95 mm, decrease in contact area was observed leading to a change in contact beha-
viour during the assembly conditions, which is not desired. 

3.2.  Experimental Procedure and Setups

	 The axial fatigue tests with the gauge length of 30 mm were carried out by using Zwick 
Vibrophores Amsler 250 HFP 5100 high frequency fatigue tester. The fatigue tests were car-
ried out under different mean loads and amplitudes depending on the grade of the tested 
bolts. The maximum applied load during the tests were determined as the 70% of the proof 
loads of the bolts M8 10.9 and  8.8 grade bolts,  according to the DIN 898-1 standard [10]. 
The applied mean loads for the 10.9 and 8.8 grade bolts were determined as 21.1 and 14.8 
kN respectively. The alternating loads of 10.9 grade bolts were chosen as 4 kN, 6 kN and 8 
kN. For the 8.8 grade bolts, the alternating loads were 4.5 kN, 6 kN and 7.5 kN. All the tests 
were repeated three times.

Figure 2. Effective plastic strains obtained by finite element modelling.
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	 The torque-tension experiments were performed by using Atlas Copco torque-tension 
tester. The tests were carried out until the tested bolts fractured. The fracture loads were 
recorded for comparison. All the test configuration was repeated three times.
	 For the fatigue and torque-tension tests, the effect of washer, widely used in real assembly 
conditions, was also investigated. The technical drawing of the washers used in fatigue and 
torque-tension tests can be seen in Fig. 3. The schematic representation of the fatigue test 
system and the torque-tension test bench were also given in Fig. 4(a) and (b) respectively.

3.3. Analytical Model

	 The analytical model to estimate critical socket depth introduced by Thomala [8] was 
used in this study for comparison. In this model, stresses at the head and thread region are 
compared under loading conditions and a critical socket depth, i.e. the distance between 
the tip of the socket and the bottom of the head, ymin, can be found. The mathematical exp-
ression of the Thomala’s model is:

Figure 3. The technical drawing of the washers used in the experimental studies.

Figure 4. (a) Schematic fatigue test setup; (b) Torque-Tension test setup
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where, As is the cross-sectional area at thread, Dsch is the diameter of the shank, Dm is the 
middle drive diameter and x is the constant depending on the grade of the bolt. 

4. Results and Discussions

	 Considering the structural integrity of the bolts, maximum acceptable socket depth was 
evaluated based on the failure mode, i.e. fractures were expected to occur at the thread 
regions indicating that structural integrity after weight reduction was acceptable. Failures 
observed at the head region was considered as an indication that the structural integrity 
of the bolts were not enough to support pre-defined service conditions as described in the 
standards. Therefore, the critical socket depth was determined based on this criterion in 
terms of service performance. 
	 Fatigue test results of each configuration for 10.9 grade bolts can be seen in Tab. 3 and 
the mean fatigue results with respect to applied dynamic load were presented in Fig. 5. All 
the bolts were fractured from the thread region except the bolts tested under 8 kN alterna-
ting load with washer and having w value of 1.95 mm. Two of three bolts were fractured 
from the head region and one of the bolt was failed from the threaded section for this con-
figuration. Therefore, the socket depth is very close to limiting depth to have the failures 
from the desired thread region. On the other hand, bolts with the same configuration tested 
without washers were failed from the thread region, without any significant fatigue life 
change. The average fatigue life and standard deviations of the bolts tested with washers 
(fractured from the head region) were 9,857 and 106 cycles, respectively. The fatigue life 
and the standard deviation were 10,167 and 399 cycles for the bolts tested without washers 
and failed from the thread region. Therefore, it was shown that the use of washer did not 
improve the structural integrity of the assembly conditions in terms of fatigue life and lead 
to fractures shift from the thread region to the head region. Considering the rest of the test 
results of bolts with different socket depths, the fatigue results were close to each other 
for the particular dynamic loads, as can be seen in Fig. 6. The average fatigue life of bolts 
tested with 6 kN and 4 kN were obtained as about 36,000 and 153,000 cycles respectively.

               (Eq. 1)
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Test
samples

Mean Load 
(kN)

Alternating 
Load (kN)

Assembly
condition

Test 1
(Cycle)

Test 2
(Cycle)

Test 3
(Cycle)

Average
(Cycle)

1 (w:1.95) 21.1 kN 8 with washer 11667
9963 
(Head 

Failure) 

9751 
(Head 

Failure)
-

2 (w:2.05) 21.1 kN 8 with washer 13096 12355 13956 13136

3 (w:2.25) 21.1 kN 8 with washer 14578 13647 13542 13922

4 (w:2.65) 21.1 kN 8 with washer 13593 11478 14395 13155

1 (w:1.95) 21.1 kN 8 without washer 9653 10625 10224 10167

2 (w:2.05) 21.1 kN 8 without washer 13529 13309 11911 12916

3 (w:2.25) 21.1 kN 8 without washer 12485 13698 11732 12638

4 (w:2.65) 21.1 kN 8 without washer 13482 12649 13471 13201

1 (w:1.95) 21.1 kN 6 with washer 35987 39148 32573 35903

2 (w:2.05) 21.1 kN 6 with washer 32267 36331 34395 34331

3 (w:2.25) 21.1 kN 6 with washer 33175 32496 39756 35142

4 (w:2.65) 21.1 kN 6 with washer 37924 35234 34279 35812

1 (w:1.95) 21.1 kN 6 without washer 32443 41125 37631 37066

2 (w:2.05) 21.1 kN 6 without washer 41125 33968 36773 37289

3 (w:2.25) 21.1 kN 6 without washer 38425 35962 33521 35969

4 (w:2.65) 21.1 kN 6 without washer 37049 39681 38197 38309

1 (w:1.95) 21.1 kN 4 with washer 159873 146354 154255 153494

2 (w:2.05) 21.1 kN 4 with washer 158632 152545 149862 153680

3 (w:2.25) 21.1 kN 4 with washer 156974 148956 159841 155257

4 (w:2.65) 21.1 kN 4 with washer 151608 152579 143207 149131

1 (w:1.95) 21.1 kN 4 without washer 156321 165814 134964 152366

2 (w:2.05) 21.1 kN 4 without washer 151284 147658 165874 154939

3 (w:2.25) 21.1 kN 4 without washer 150327 141350 157965 149881

4 (w:2.65) 21.1 kN 4 without washer 156365 148621 149358 151448

Table 3. Fatigue test results for M8x1.25 full thread 10.9 grade bolts.
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Figure 5. M8x1.25 10.9 Full thread fastener fatigue test results.

Table 4.  Fatigue test results for M8x1.25 full thread 8.8 grade bolts.

	 Fatigue test results of each configuration for 8.8 grade bolts can be seen in Tab. 4 and 
the mean fatigue results with respect to applied dynamic load were presented in Fig. 6. All 
the tested bolts were fractured from the thread region. The average fatigue life of bolts 
tested with 7.5 kN, 6 kN and 4.5 kN were obtained as about 17,000, 30,000 and 97,000 
cycles respectively. There was no observed effect of washer for the fatigue test of 8.8 
grade bolts considering the range of the repeated tests.

Test
samples

Mean Load 
(kN)

Alternating 
Load (kN)

Assembly
condition

Test 1
(Cycle)

Test 2
(Cycle)

Test 3
(Cycle)

Average
(Cycle)

1 (w:1.95) 14.8 kN 7.5 with washer 17133 15498 16237 16289

2 (w:2.05) 14.8 kN 7.5 with washer 16632 16753 15936 16440

3 (w:2.25) 14.8 kN 7.5 with washer 17996 15634 15974 16535

4 (w:2.65) 14.8 kN 7.5 with washer 16945 15893 16695 16511

1 (w:1.95) 14.8 kN 7.5 without washer 16584 18941 17354 17626

2 (w:2.05) 14.8 kN 7.5 without washer 16359 16578 17935 16957

3 (w:2.25) 14.8 kN 7.5 without washer 15748 15981 16589 16106

4 (w:2.65) 14.8 kN 7.5 without washer 17621 16954 17652 17409

1 (w:1.95) 14.8 kN 6 with washer 26272 34222 32127 30874

2 (w:2.05) 14.8 kN 6 with washer 28562 31698 29384 29881
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Figure 6. M8x1.25 8.8 Full thread fastener fatigue test results.

	 In addition to fatigue testing, torque-tension tests were also conducted to determine the 
mechanical behaviour of bolts considering the assembly conditions. The tests were condu-
cted until the bolts were fractured either from the head or thread region and failure loads 
were obtained. The test results were presented in Tab. 5 and the obtained failure loads with 
respect to socket depth was given in Fig. 7. 10.9 grade bolts having the w value of 1.95 and 
tested with washers were all fractured from the head region. However, one of the three tests 

3 (w:2.25) 14.8 kN 6 with washer 33692 31729 29231 31551

4 (w:2.65) 14.8 kN 6 with washer 25691 29689 25637 27006

1 (w:1.95) 14.8 kN 6 without washer 24328 29872 31931 28710

2 (w:2.05) 14.8 kN 6 without washer 26827 29647 32194 29556

3 (w:2.25) 14.8 kN 6 without washer 29173 26943 27615 27910

4 (w:2.65) 14.8 kN 6 without washer 32945 34972 28345 32087

1 (w:1.95) 14.8 kN 4.5 with washer 83402 119957 86605 96655

2 (w:2.05) 14.8 kN 4.5 with washer 93671 97267 93641 94860

3 (w:2.25) 14.8 kN 4.5 with washer 89378 105718 92059 95718

4 (w:2.65) 14.8 kN 4.5 with washer 98961 93697 97617 96758

1 (w:1.95) 14.8 kN 4.5 without washer 87571 102714 95639 95308

2 (w:2.05) 14.8 kN 4.5 without washer 107625 98591 96174 100797

3 (w:2.25) 14.8 kN 4.5 without washer 109632 96505 94126 100088

4 (w:2.65) 14.8 kN 4.5 without washer 89391 95129 93074 92531
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conducted with the same bolts without washer were failed from the thread region. In addi-
tion, one of the bolts tested with w value of 2.05 with washer were also failed from the head 
region, on the other hand, same bolts tested without washers were failed from the thread 
region. Therefore, considering the torque-tension test results of bolts with the w values of 
1.95 and 2.05, it was shown that use of washer in assemblies lead to decrease in failure 
loads and change in failure mode i.e. fractures occurred at the head region (Fig. 7). All the 
other bolts tested with the w values of 2.25 and 2.65 were failed from the thread region. The 
failure loads of the assemblies fractured from the head region was obtained as 35-38 kN, 
whereas, the failure loads were 40-45 kN for the bolts failed from the thread region, without 
any significant dependence on the w values, as expected.

Table 5. Torque-Tension test results for M8x1.25 full thread 10.9 grade.

Test
samples

Assembly 
condition

Failure
Load
(kN)

Failure
Load
(kN)

Failure
Load
(kN)

Average
Failure Load

(kN)

1 (w:1.95) with
washer (kN) 38.05 

(Head)
38.75 

(Head)
37.35 

(Head)

2 (w:2.05) with
washer

36.15 
(Head) 43.40 45.05 -

3 (w:2.25) with
washer 40.10 40.35 41.15 40.53

4 (w:2.65) with
washer 41.60 42.75 42.45 42.27

1 (w:1.95) without 
washer

35.40 
(Head)

31.30 
(Head) 43.30 -

2 (w:2.05) without 
washer 42.60 40.85 40.10 41,18

3 (w:2.25) without 
washer 42.30 40.50 41.00 41,27

4 (w:2.65) without 
washer 41.65 43.85 42.95 42,82



12

Figure 7. M8x1.25 10.9 Full thread fastener failure load comparison.

Table 6. Torque-Tension test results for M8x1.25 full thread 8.8 grade.

Test
samples

Assembly 
condition

Failure
Load
(kN)

Failure
Load
(kN)

Failure
Load
(kN)

Average
Failure Load

(kN)

1 (w:1.95) with washer 34.50 33.85 32.20 33.52

2 (w:2.05) with washer 32.05 35.20 34.90 34.05

3 (w:2.25) with washer 35.85 35.15 33.65 34.88

4 (w:2.65) with washer 34.30 35.20 34.70 34.73

1 (w:1.95) without 
washer 34.15 34.15 33.45 33.92

2 (w:2.05) without 
washer 33.85 33.90 33.85 33.87

3 (w:2.25) without 
washer 33.90 32.65 35.30 33.95

4 (w:2.65) without 
washer 34.55 35.45 34.10 34.70

	 Torque tension test results of 8.8 grade bolts were given in Tab. 6. All the bolts having 
the w values of 1.95, 2.05, 2.25 and 2.65 were fractured from the thread region. The use of 
washer had no effect on both failure mode or failure loads as shown in Fig. 8. The failure 
loads of the bolts fractured from the thread region was obtained as 33-36 kN.
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Figure 8. M8x1.25 8.8 Full thread fastener failure load comparison.

	 Typical fracture surface of the fatigue-failed bolts from the thread region can be seen 
in Fig 9. The failure modes observed at the thread and the head regions were the same for 
the 10.9 and 8.8 grade bolts. The reason for failures can be explained by multiple-sites 
crack initiation and growth (light-grey region) followed by rapid fracture (dark-grey region). 
Depending on the applied alternating loads, the crack growth, light-grey region was diffe-
rent, as can be expected. When alternating loads were higher, crack initiation and/or crack 
growth was faster leading to lower fatigue life. As can be seen for the fracture surface with 
low alternating loads, multiple ratchet lines indicating the direction of crack growth can be 
easily seen. The ratchet lines, characteristic of fatigue failures observed generally for the 
bolts can be also seen in Fig. 9. The ratchet lines are observed when two cracks start from 
different crack planes at thread root and merge as the crack grows. SEM image of the frac-
ture surface of the bolts can be seen in Figure 10, ratchet lines can be seen in more detail.
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Figure 9. Typical fracture surfaces of the fatigue failed 8.8 grade bolts with (a) higher

(7.5 kN) and (b) lower (4.5 kN) alternating loads.

Figure 10. SEM image showing the part of the fracture surface after fatigue failure.

Ratchet lines can be seen.

	 Fatigue failures were observed from the head region for the bolts having too deep 
socket depths leading to decrease in structural integrity. For this type of bolts, failure mode 
was shifted from the thread region to head region due to loss in load bearing capacity as a 
result decrease in area supporting the applied loads. Typical bolt views fatigue-failed from 
the head region can be seen in Fig. 11. 
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Figure 11. Fatigue failures observed from the head region.

	 Considering the fatigue and torque-tension test results, use of washer has negative 
effect on structural integrity of the assemblies tested with 10.9 and 8.8 grade bolts. The-
refore, use of washer should be avoided as long as the assembly conditions permit, parti-
cularly for 10.9 grade bolts. In addition, two of three bolts having the w values of 1.95 and 
tested with washer were failed from the head region. The rest of the bolts were fatigue 
failed from the thread region for 10.9 grade bolts. As torque tension test results revealed, 
all bolts with washer and two of three bolts without washer were fractured from the head 
region, when the w values were 1.95. In addition to experimental results, deviation in geo-
metry was observed at the bottom head region of the bolts for the w value of 1.95 mm (as 
shown in Fig. 2). Therefore, considering the structural integrity and the obtained final geo-
metry, 10.9 grade bolts with the w value of 1.95 mm were found as unsuitable to be used in 
assembly conditions. The critical socket depth for 10.9 grade bolts, i.e. ymin was found as 
about 2.25 mm, since one of the bolts with w value of 2.05 mm were failed from the head 
region during torque-tension tests, as shown in Tab. 5.
	 The critical socket depth for 8.8 grade bolts were determined considering the forming 
simulations and experimental data, as conducted for the 10.9 grade bolts. As shown in 
Tab. 6 and Fig. 9, all tested bolts were failed from the thread region for both fatigue and 
torque-tension experiments. Therefore, the critical socket depth (ymin) was determined as 
around 2.05 mm for 8.8 grade bolts, considering the geometric deviation observed for the 
bolts with w value of 1.95 mm.
	 The critical socket depth, i.e. ymin values determined by using the Thomala’s equation 
(Eq. 1) can be seen in Tab. 7. The ymin values were obtained as 2.72 and 2.60 mm for the 
10.9 and 8.8 grade bolts, respectively. As stated, the Eq. 1 is based on the comparison of 
the stresses at the head region and the thread region under loading conditions. Any contri-
bution due to contact and friction were not included in the analytical model. Therefore, con-
sidering the yminv values obtained as 2.25 and 2.05 for the 10.9 and 8.8 grade bolts, the Tho-
mala’s model was found to be under-estimating the critical socket depth values. The reason 
for this difference can be correlated to the model which is not considering any con
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tact behaviour and any friction between the bolts and the assembly parts. In addition, com-
paring the 10.9 and 8.8 grade bolts the ymin values were higher for 10.9 grade bolts, sugges-
ting a higher weight reduction for 8.8 grade bolts. Both experimental results and analytic 
model confirmed this feature.

5. Conclusions

	 Based on the numerical, empirical and analytical studies conducted in this study, fol-
lowing conclusions can be drawn:
	 1. Considering the forming simulations, it was found that geometric deviations were 
observed for the bolts having the w value of 1.95 mm. The deviations observed for the 
bottom of the head will lead to decrease in contact area in assembly conditions. Therefore, 
based on forming simulations, it was concluded that the bolts with the w value of 1.95 mm 
were not suitable to be used in assembly conditions due to geometric deviations.
	 2. The experimental studies conducted with and without washers revealed that washers 
used in the assemblies lead to decrease in structural integrity and premature failures for 
both fatigue and torque-tension tests, particularly for the 10.9 grade bolts Therefore, the 
critical socket depth, ymin, have to be determined considering the assembly conditions, i.e. 
depending on the use of washer or not.
	 3. Based on the empirical studies and forming simulations, the critical socket depths for 
the 10.9 and 8.8 grade bolts, i.e. ymin, were found as about 2.25 and 2.05 mm, respectively. 
No failures were observed from the head region for the bolts tested with the ymin or higher 
values. The effect of washer was also considered in the analysis. 
	 4. Considering the critical socket depths obtained both in this study and the Thoma-
la’s model, it was found that ymin values were higher for 10.9 grade bolts compared to 8.8. 
Therefore, final weight reduction was higher for 8.8 grade bolts. However, considering the 
torque-tension tests in which all the bolts tested under the same configuration, the load-be-
aring capacity was higher for 10.9 bolts, as can be expected.

Table 7. ymin values according to Thomala’s model.

Fastener Type As
(Stress area)

Dsch (Shank
diameter)

Dm (Socket 
drive

diameter)

X
(Shear 
ratio)

ymin

M8x1.25x50   
Full Thread 

10.9 DIN 912
36.6 mm2 7,1 mm 6,5 mm 0,65 2,72 mm

M8x1.25x50   
Full Thread 8.8 

DIN 912
36.6 mm2 7,1 mm 6,5 mm 0,62 2,60 mm
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	 5. Comparing ymin values obtained from the analytical model and empirical studies, 
it can be concluded that Thomala’s model is under-estimating the ymin values. The main 
reason can be attributed to the model which is not taking into account any contact and fri-
ction behaviour occurring in the assemblies.
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Abstract

In this study, the effects of die and tool design on life of cold forging dies were investigated. 
Simufact.forming was used as finite element modeling software to examine material flow 
and the level of stresses generated on the dies during cold forging of M8x21.5 special fas-
teners. According to the initial simulations, it was seen that the maximum principal stres-
ses acting in the fourth forging stage were above the die material static limit. After emp-
loying different tool designs, a significant decrease in maximum principal stresses from 
about 900 MPa to 400 MPa was achieved. The designed tools and dies in this study were 
used in serial production up to number of 260.000 bolts. The production was completed 
without any failure of dies and tools which was predicted by the simulations.

Keywords: Cold forging, tool and stage design, finite element modelling.

1. Introduction

	 Cold forging is the one of the mass production processes based on plastic deformation 
of materials at room temperature. Near-net shape products with high structural integrity 
can be obtained by cold forging without conducting any secondary machining operation 
[1]. As the geometry of the products to be cold forged becomes complex, the press force 
required for forming generally increases leading to decrease in fatigue life performance 
of the dies. Therefore, forging stage and tool designs becomes more crucial in cold for-
ging for production of complex-shaped products. Improvements in forging stage and tool 
designs based on trial-and-error method leads to significant time and cost loss. Numerical 
simulations are employed to avoid trial-and-error so that the final form can be obtained in 
a faster and economical manner [2]. With numerical studies, material flow as well as stres-
ses acting on dies and possible damage locations can be detected prior to production [3].

NUMERICAL MODELING COUPLED DESIGN STUDIES TO INCREASE  
FORGING DIE & TOOL LIFE OF M8x21.5 HEXAGONAL HEADED 
SPECIAL BOLTS
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In addition, it was shown that tensile stresses on the dies could be reduced by employing the 
shrink fitting procedure [4]. In another study, it was shown that carbon fiber material could 
be used as stress ring material in cold forging leading to better fatigue performance [5]
	 In this study, forging stage and die & tool designs of cold forged M8x1.25x21.5 bolt 
was examined to maximize tool and die life. Finite element simulations were carried out 
to reveal the material flows of each forging stage. In addition, different die systems were 
investigated based on stresses acting on the dies to obtain the highest fatigue life.

2. Sample

	 M8x1.25x21.5 bolts were cold-forged at Norm Cıvata, Turkey. The technical drawing of 
the fastener was given in Figure 1. 23MnB4 low carbon alloy steel was used in production. 
Spheroidizing heat treatment was applied to materials before cold forging in order to incre-
ase forgeability by increasing ductility and to decrease forces required to plastically deform 
the material. After cold forging, fasteners were heat treated to obtain desired mechanical 
properties, as defined by the standards.

3. Finite Element Modelling

3.1. Stage Design

	 The cold forging process was designed and modelled in five forging stages. Simulati-
ons were carried out using Simufact.forming finite element software. The material model 
and the friction coefficients, obtained from the previous production experiments, were used 
in the simulations. The first four stations were simulated in 2D, and the fifth stage was 
modelled in 3D due to symmetry conditions (Figure 2). For the stage design, rigid dies were 
used and workpiece was modelled as elastic-plastic material. Quad and hex type mesh 
were used in 2D and 3D models, respectively. The effective plastic strain distribution of 
each five stages can be seen in Figure 3.

Figure 1.  2D technical drawing of the product.
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3.2. Tool Design

	 After finalizing the stage designs, the stresses acting on the dies were investigated to 
observe the level of stresses. Considering the stage designs, it was identified that the dies 
of fourth stage would experience significant stresses, due to significant loading required to 
obtain the final shape (Figure 4). Therefore, moving and stationary dies were modelled and 
investigated separately. The insert die material was chosen as WC-Co cermet having high 
compressive strength with limited tensile strength and H13 tool steel was used for the ring. 
Shrink-fitting was introduced in the models to increase the resistance of the dies particu-
larly under tensile stresses. The forging process was carried out by making 3D modelling 
of the fourth stage moving die geometries. The minimum and maximum principal stresses 
observed in the moving die were given in Figure 5. Based on the principal stresses, it was 
found that the stresses at the inner edge of the insert was higher than the static yield stren-
gth of the die material. Therefore, in order to reduce the stresses at the inner edge region 
of the insert, the dies were split in order to eliminate stress concentration (Figure 6). Owing 
to revised design, the maximum principal stresses were decreased from about 900 MPa to 
400 MPa so that better fatigue performance of the moving dies can be expected (Figure 7).

Figure 2. a) 2D axisymmetric, b) 3D models.

Figure 3. Distribution of effective plastic strain on forging stages.
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Figure 4. Schematic representation of the fourth stage.

Figure 5. Moving die; minimum and maximum principal stresses.

Figure 7. Revised tool design; minimum and maximum principal stresses.

Figure 6. Schematic representation of the moving design of fourth stage; (a) Current design,

(b) Split design. Part 1 and Part 2 are the split moving dies.
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Figure 8. Stationary die; minimum and maximum principal stresses.

Figure 9. Stage designs and final product obtained from the production.

	 After the simulations of the moving dies, the stationary dies were also modelled with 
the same procedure defined for the moving dies. The minimum and maximum principal 
stresses obtained for the stationary dies can be seen in Figure 8. The stress levels obtai-
ned for the dies were below the yield point for both in tension and compression. Therefore, 
no revision was required for the stationary dies.

	 Based on the finite element modelling, both moving and stationary dies were examined 
and required improvements were conducted. After confirming the designs of the dies and 
tools, the M8x1.25x21.5 bolts were produced by cold forging. The stage designs and final 
product can be seen in Figure 9. The cold forging of 260.000 products were carried out and 
the production was completed without any failure of the dies.

4. Conclusions

	 In this study, modeling of die designs for M8x1.25x21.5 bolt was investigated and finite 
element simulations were carried out to maximize the tool life. After the initial insert design 
leading to very high tensile stresses, the die design was improved by splitting to eliminate 
stress concentration. After confirming the lower stress levels for revised design by finite 
element simulations, cold forging was carried out for 260.000 products and no failure of 
the tools was observed. Therefore, it can be concluded that instead of try-and-error appro-
ach which is not only time consuming but also costly, numeric simulations can be preferred 
to reduce the time-to-production duration and cost of the new products.
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Abstract

Tribological conditions of dies and work-piece material are crucial to control material flow, 
product surface quality and forming forces in cold forging operations. Besides surface 
quality of forging dies, the coating on work-piece material significantly affects the friction 
coefficient which determines flow of the material, forming forces and tool wear. In cold for-
ging industry, conventional zinc-phosphate/soap coating is mainly applied. However, this 
operation has drawbacks like generation of hazardous wastes including heavy metals, high 
recycling and operation costs. Polymer-based chemicals are relatively good alternatives. 

They are not environmentally hazardous as compared to zinc-phosphate coating and pro-
cess costs are lower due to decreased number of preparation tanks and elimination of 
soap usage. However, bonding energy of polymer-based chemicals to steel surface is lower 
in contrast to zinc-phosphate coating. This may have a negative impact in metal forming 
operations like wire drawing. In this study, wire drawing process of Bonderite L-FM FL 735 
type of polymer coated cold forging steels was analyzed both experimentally and numeri-
cally. Experimental studies were conducted for deformation ratio of 8.4% using conventi-
onal wire drawing dies. Experiments are also coupled with finite element simulations by 
using simufact.forming software. Experiments conducted with conventional wire drawing 
dies showed that polymer coating was excessively removed from the work-piece material 
which leads to material sticking to die surface in further forging operations. Simulations 
revealed that the approach angle of wire drawing die has a significant effect on the defor-
mation of material surface which affects residual polymer thickness. 

Keywords: Wire drawing; polymer coating; cold forging; numerical simulation.
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Introduction

	 Wire-drawing process in fastener production is a cold forming technique in which initial 
wire diameter is decreased to desired diameter with low tolerances by pulling the wire at 
a specific speed through a die. In addition to diameter reduction, ovality of the wire cross 
section can be also eliminated which significantly effects the dimensional tolerances in 
cold heading process.  Effectiveness of wire-drawing process depends on many factors 
like wire material, die geometry, drawing speed and interference surface conditions [1]. It 
is well known that the most crucial parameter in metal forming is the tribological condition 
between the formed material and die. Friction between drawing die and wire directly effects 
the surface conditions of formed material, failure evolution, drawing forces and die wear. 
Special drawing oils and soap powders are frequently used in this operation to minimize 
negative effects of friction, mostly die wear. Nilsson and Olsson [2] categorized die wear 
mechanisms in wire-drawing process as adhesive and abrasive wear. In adhesive wear, 
pulled wire material starts to stick to the deforming die surface due to high friction [2] and 
high compressive and shear stresses [3] which results initiation of surface cracks on die. 
In abrasive wear, hard particles like inclusions or surface fragments on the wire deform die 
surface excessively. 

	 Cold forging method is mostly applied in fastener production due to its superior advan-
tages like near net shape forming capability, high production rates and low forming costs. 
In cold forging conditions, the material is at room temperature where the formability is 
excessively lower in contrast to metal at high temperatures (above recrystallization tempe 
rature). In fastener production, forging dies are relatively small, therefore the desired defor-
mation has to be given to the material in a small die cavity which significantly increases 
the normal pressure between die surface and material.  The forming pressures can reach 
2500 MPa in forging operations [4]. This also effects the friction conditions. Due to above 
mentioned reasons, friction between material and dies become the key factor for the sake 
of an efficient cold forging operation. Three applications are applied separately in cold for-
ging operations to decrease friction during forming; i) die surface polishing (manually or 
AFM (Abrasive flow machining)), ii) usage of lubrications during forming in forging press 
and iii) coating of raw material for lubrication. Although all operations are important, coa-
ting of raw material surface has the greatest importance. Zinc-phosphate is mostly prefer-
red for material surface coating in cold forging. The coating process starts with the clea-
ning of the material surface. Cleaning can be made chemically by using acidic chemicals 
or mechanically like sand blasting.  After cleaning process, materials are subjected to zinc-
phosphate bath where crystalline zinc-phosphate Zn3(PO4)2 is deposited on material sur-
face. Lastly, material is dipped into the soap, sodium stearate. By this way, surface friction 
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coefficient of the material can be decreased to a range between 0.02 and 0.07 [5]. Zinc-
phosphate coating operation has drawbacks like higher number of preparation and coa-
ting tanks, high amount of water usage, and hazardous waste material generation (heavy 
metals). One alternative to zinc-phosphate coating is polymer coating. In this type of coa-
ting method, materials are dipped into a polymer liquid bath after surface cleaning. Then, 
material is dried in a furnace. Polymer coating has no drawbacks of zinc-phosphate coa-
ting, and it is more environmentally friendly. It was determined that friction coefficients of 
zinc-phosphate and polymer coated materials in cold direct extrusion is relatively similar 
[6]. Detailed information on coating materials and their effects on wire-drawing process 
can be found in ref. [7]. In wire-drawing process, a part of material coating is removed from 
the surface due to deformation and excessive contact conditions which leads to decrease 
in thickness of the coating. If the level of decrease in coating thickness is above a criti-
cal value, it may result material flow problems in further forming operations like extrusion, 
reduction or heading. 
	 In this study, wire drawing process of Bonderite L-FM FL 735 type of polymer coated 
cold forging steels was investigated to eliminate high volume removal of polymer coa-
ting from wire-drawn material. For this purpose, wire-drawing operations were conducted 
with zinc-phosphate and polymer coated materials using conventional wire drawing dies. 
Then, finite element models of wire-drawing operation was prepared in simufact.forming 
software. According to the findings, wire-drawing dies were redesigned and tested in the 
production area.  

Materials & Experiments

	 Wire drawing experiments were conducted on polymer coated 23MnB4 cold forging 
steels. At first step, steel coils were cleaned with hot water. Then, coils were dipped into 
acid bath at concentration of 25% to clean the surface of the metal and generate bonding 
area for polymer. To eliminate the effects of acid solution, coils were dipped into a neutra-
lization bath. At next step, coils are dipped into polymer bath as shown in Figure 1(a). Here 
polymer chemical is Bonderite L-FM FL 735 with a concentration of 60%. The effectiveness 
of the coating strongly depends on holding time of the coil in polymer bath. After a certain 
time, coil is taken off from the bath and hold to flow extra polymer liquid from material sur-
face. Lastly, wet coil is put into the furnace for 15 minutes as depicted in Figure 1(b). Envi-
ronmental temperature of the furnace is about 80°C.
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(a)

(b)

	 The schematic view and technical drawing of wire-drawing die are shown in Figure 2(a) 
and (b), respectively.  As seen in Figure 2(a), wire-drawing tool has four different zones. A1, 
A2, A3, and A4 are entrance, approaching, bearing and relief zones. Wire is pulled through 
the die from A1 and approaching is calibrated in A2 zone. Diameter of the wire is decrea-
sed in A3 zone and deformed material flow away from A4. Wire-drawing die parameters are 
shown in Figure 2(b). Here, de, do, and df are entrance zone, initial and final wire diameters. 
Approaching and relief angles are 2α and 2γ. The final diameter of the wire is calibrated in 
bearing zone which has length of l.

Figure 1. (a) Coils in polymer bath and (b) drying in furnace.
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Figure 2. (a) Schematic view and (b) technical drawing of wire-drawing die.

Figure 3. Technical drawing of conventional wire-drawing die.

(a) (b)

Wire-drawing trials were conducted by using steels having diameter of 8 mm. The final dia-
meter of wire is about 7.67 mm, corresponding deformation ratio of 0.084. Deformation 
ratio is calculated as [8];

Here, A0 and Af are initial and final cross-sectional areas of the wire. Figure 3 shows tech-
nical drawing of wire-drawing die used in production trials. Approaching angle is 19° and 
bearing length is 2.57 mm approximately. Core and stress ring materials are WC-Co G30 
DIN 1.2344.  Wire-drawing speed was fixed to 400 mm/sec.

               (1)
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Figure 4. Numerical model of wire-drawing process.

Numerical Models

	 Numerical models of wire-drawing operation were prepared in simufact.forming 
software. Numerical model of the process is shown in Figure 4. Model consists of wire-
drawing dies (core and stress ring), wire and ram. The wire length was taken as 40 mm to 
reach steady-state condition while minimizing the total CPU time. Ram was modeled as 
rigid body, while core and stress ring were modeled as elastic materials. Wire was defined 
as a deformable body and modeled as elasto-plastic material. Flow curves of 23MnB4 steel 
at strain rates of 1-50 s-1 and temperatures of 20-400°C were defined to the software. Cou-
lomb friction model defined between bodies and friction coefficient is fixed to 0.07. The 
whole model was constructed in 2D condition due to axisymmetry. Finite element mesh of 
wire consists of 2,159 quad elements while core and stress ring consist of 2,000 quad ele-
ments. Shrink fit was also defined between core and stress ring as 0.5% shrink fit ratio. 
Ram was glued to the wire and a press having 400 mm/sec was defined to ram. 

Results

	 Figure 5 (a) and (b) shows wire-drawing die after 20 m wire-drawing operation by using 
the die shown in Figure 3. As depicted in the picture, polymer coating was seen to be remo-
ved from the surface by deformation, and coating was accumulated on the die. This leads 
these significant consequences; i) thickness of polymer coating on the material surface 
significantly decreases after wire-drawing process. This leads sticking and material flow 
problems in the further cold forming processes like extrusion and heading. ii) after reac-
hing a critical level of polymer accumulation, wire-drawing die experienced a sudden frac
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ture due to high compressive stresses, iii) due to removed polymer particles, wire-drawing 
lubrication oil starts to lose its functionality in terms of increased viscosity (Figure 5(b))

Wire-drawing die was redesigned to decrease surface deformation due to calculations 
according to Ref [8]. In wet conditions where oil lubricant is used, approach angle (2α) 
should be taken as 11º at deformation ratio up to 10%. Bearing zone length can be calcu-
lated as [8];

Figure 6 shows revised die design which is based on above calculations. Here, entrance 
and relief zones have an angle of 60º, approaching angle was set to 11º and bearing zone 
length is 1.15 mm. In contrast to conventional wire-drawing die shown in Figure 3, approa-
ching zone space was significantly decreased. 

(a) (b)

Figure 5. Accumulation of polymer coating on wire-drawing dies.

Figure 6. Technical drawing of revised wire-drawing die.

               (2)
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Wire-drawing simulations were carried out using conventional (Fig.3) and redesigned dies 
(Fig. 6). Effective plastic strain distribution is shown in Figure 7(a) and (b). Here, the begin-
ning and final sections of the wire should be ignored due to evolution of high deformation 
during the entrance and existing from the die. As depicted in Figure 7(a) and (b), significant 
surface deformation difference was seen on the deformed wire using conventional (C-WD) 
and redesigned (R-WD) dies.   

To evaluate a comparison, effective plastic strain data was collected from steady-state 
area of the wire as depicted in Figure 8(a) from tracking points. In the same figure, variation 
of effective plastic strain versus z- coordinate of wire is shown. It was seen that surface 
strain is approximately 17 times lower in the case where redesigned die was used (Figure 
8(b)). This clearly indicates that surface deformation can be significantly decreased by 
using proper approach angle.

Figure 7. Effective plastic strain distribution after wire-drawing with; (a) conventional (C-WD), (b) redesigned dies (R-WD).

(a)
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(a)

(b)

Figure 8. Effective plastic strain versus z-coordinate of the wire.

	 Wire-drawing force comparison is shown in Figure 9(a). As seen in the graph, redesigned 
die experienced approximately 1 kN lower drawing force. However, generated process stress 
on the die was found to be higher in contrast to conventional die about 225 MPa (max. stress 
value that die experienced) as shown in Figure 9(b) and (c). This is mainly due to the decre-
ased bearing zone length in redesigned die. As seen in Figure 9(d), reaction force generated 
on bearing zone is more localized in redesigned die which leads to increase stress applied 
to the die. 
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(b)

(c)

(d)

Figure 9. Comparison of (a) drawing force, (b), (c) and (d) effective stress using conventional and redesigned dies.
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	 Although main failure mechanism is wear in wire drawing process, stress increase in 
WC-Co die material may decrease the total tool life especially in long production times. In 
the production side, wire drawing dies are removed and deforming areas are polished in 
specific period of times to prevent excessive wear. However, fracture caused by stress inc-
rease will lead irreversible failure which results an increase in cost of the operation. There-
fore, new design of wire drawing die should be analyzed in detail. Due to numerical findings, 
decreasing bearing length of the die leads increase in generated die surface stress due to 
deformation localization. In following case, effect of bearing length on surface strain was 
determined. For this purpose, four different types of dies were designed; 
i) 2α=19º, l=2.57 mm (C-WD), ii) 2α=19º, l=1.15 mm (C-WD), iii) 2α=11º, l=2.57 mm (R-WD), 
and iv) 2α=11º, l=1.15 mm (R-WD). 
	 Figure 10(a) shows effective plastic strain variation on the deformed wire for all die 
designs. As depicted in the figure, surface deformation was not affected by bearing length 
of the die. Effective stress distribution on the die was compared in Figure 10(b) for die 
designs of 2α=11º, l=1.15 mm l=2.57 mm. As expected, surface stress on the die was seen 
to be lower for bearing length of 2.57 mm. 

(a)

(b)

Figure 10. (a) Effective plastic strain comparison on wire surface with dies of 2α=19º, l=2.57 mm (C-WD), 2α=19º, 

l=1.15 mm (C-WD), 2α=11º, l=2.57 mm (R-WD), and 2α=11º, l=1.15 mm (R-WD) and (b) effective stress distribution 

on redesigned dies with l=1.15 mm l=2.57 mm.
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	 According to numerical findings, prototypes of wire drawing dies having 2α=11º and 
l=2.57 mm were manufactured and tested in the production area for 23MnB4 forging steel 
having diameter of 8 mm. Type of lubrication oil and polymer coating process variables 
were kept same as previous productions.  As depicted in Figure 11, there was no polymer 
coating removal or surface failure observed after drawing 1.6 tons of material. In contrast 
to wire surface conditions shown in Figure 5, surface color in Figure 11 was seen to remain 
white which shows the presence of polymer. 

Figure 11. Wire surface condition after wire-drawing operation with redesigned die.

Conclusions

	 In this study, wire drawing of Bonderite L-FM FL 735 type of polymer coated cold for-
ging steels was analyzed both experimentally and numerically to prevent excessive coa-
ting removal from forging steel surface. Process simulations were prepared using simu-
fact.forming software. Wire drawing die design was improved due to numerical findings. 
According to numerical and experimental analysis, the following conclusions can be drawn;

Approach angle has significant effect on surface deformation in terms of effective plastic 
strain generated on the surface of wire which directly affects the removal level of polymer 
coating. Numerical analysis and production tests proved that optimum approach angle 
was 11º for wires having diameter of 8 mm under deformation ratio of 	10%.  By consi-
dering manufacturing tolerances, approaching angles between 10º and 12º are acceptable. 

Bearing length was seen to have no effect on surface deformation while effec-
tive stress on the die was determined to increase with decreasing bearing length.

•

•
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Öz
	 Rotiller otomotiv sektöründe kullanılan ve aracın aks sisteminde yer alan bağlantı ele-
manlarıdır. Tekerleklerden gelen düşey ve yatay kuvvetleri taşıyan bu bağlantı elemanla-
rının yapısal bütünlüğü ve mukavemeti kritik öneme sahiptir. Bu nedenlerden dolayı rotil-
ler diğer imalat işlemlerine göre daha mukavim parçalar üretilmesini mümkün kılan soğuk  
dövme yöntemi ile üretilmektedirler. Soğuk dövme işlemi oda sıcaklığında uygulandığından 
dolayı metallerin sünekliği ılık ya da sıcak dövmeye kıyasla daha düşüktür ve bu durum 
malzemenin çatlama riskini arttırmaktadır. Bu noktada dövme işlemi sırasındaki yağlama 
ve sürtünme gibi tribolojik değişkenlerin yanı sıra dövme sırasındaki mekanik değişken-
lerin de yapılan kalıp tasarımları ile en iyilenmesi gerekmektedir. Bu çalışmada 8.8 kalite 
Ø12x60,5 rotillerin küre altında meydana gelen çatlak oluşumu irdelenmiştir. Çalışma kap-
samında hasarlı numuneler optik mikroskop altında incelenerek çatlak yayılımı tespit edil-
miş ve hasarın malzeme kaynaklı olup olmadığı belirlenmiştir. Soğuk dövme işlemi ayrıca 
simufact.forming sonlu elemanlar programında hazırlanan simülasyon modelleri ile analiz 
edilmiştir. İncelemeler ve simülasyonlar çatlak oluşumunun dövme kaynaklı olduğunu gös-
termiştir. Sabit kalıp üzerinde kullanılan radyus değerinin düşük olması nedeniyle dövme 
sırasında gerinim hızının ve yüksek sıcaklığın lokalize olarak küre altında biriktiği ve oluşan 
kayma bandı üzerinde çatlama meydana geldiği belirlenmiştir.

Anahtar Kelimeler: Rotil, Soğuk dövme, Simülasyon, Çatlak, Metal dövme.

Ø12X60,5 ROTİLİN ARDIŞIK KALIPTA SOĞUK DÖVME İŞLEMİNDE 		
MEYDANA GELEN ÇATLAK OLUŞUMUNUN İNCELENMESİ



45

	 INVESTIGATION OF CRACK EVOLUTION IN MULTI-STAGE COLD 
	 FORGING OPERATION OF Ø12X60.5 BALL STUD

Abstract
	 As fastening parts, ball studs are used in vehicle axle systems in automotive industry. 
Structural integrity and strength of these axial and lateral load carrier fasteners are crucial. 
Due to these requirements, ball studs are produced using cold forging method which ensu-
res more reliable strength to the parts in contrast to other manufacturing methods. Cold 
forging operations are conducted at room temperature and this leads to increase materi-
al’s tendency to cracking due to decreased ductility which is higher in warm and hot forging 
operations. As a result of that, mechanical variables should be optimized with the correct 
design of tools and dies as well as tribological conditions like friction and lubrication in for-
ging. In this study, crack evolution beneath the Ø12x60.5 ball stud sphere was investigated. 
Damaged specimens were examined using an optical microscope to determine crack pro-
pagation and the possibility of material depended crack formation was revealed. Numerical 
analysis of cold forging operation was also conducted and simulation models of were pre-
pared in simufact.forming finite element software. Examinations and simulations showed 
that crack evolution is directly related to forging operation. High strain rate was observed 
beneath the ball stud sphere in localized manner during forming and this was assumed to 
lead crack evolution due to shear band formation coupled with high temperature presence. 

Keywords: Ball stud, Cold forging, Simulation, Crack, Metal forging.

1. Giriş

	 Bağlantı elemanları makine elemanları grubunun önemli üyelerinden biri olup, yapı-
ların bütünlüğüne, güvenliğine ve performansına direkt etkisi olan bileşenlerdir. Bağlantı 
elemanları boyutlarına, talep edilen mukavemet değerlerine, karmaşıklıklarına ve boyut/
yüzey toleranslarına göre farklı yöntemler ile imal edilmektedirler. Ancak malzeme içeri-
sindeki lif akışının kesilmemesi, ürünlerin daha mukavim olması ve yüksek üretim hızı gibi 
nedenlerle metal şekillendirme yöntemleri tercih edilmektedir. Bağlantı elemanı tipine 
göre kullanılacak olan metal şekillendirme yöntemi değişmektedir. Sektörde kullanılan 
bağlantı elemanlarının büyük bir çoğunluğu dövme işlemleri ile üretilmektedir. Dövme 
tipi olarak soğuk, ılık ya da sıcak dövme metotlarından uygun olan kullanılmaktadır. Bu 
metotlardan sağladığı avantajlar sebebi ile soğuk dövme öne çıkmaktadır. Soğuk dövme 
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oda sıcaklığındaki hammaddeler üzerinde gerçekleştirilen, son üründe daha yüksek yüzey 
kalitesi, boyut hassasiyet ile daha yüksek mekanik özellikler sağlayan bir yöntemdir. Tüm 
bu avantajlarına rağmen soğuk dövme koşullarında malzeme sünekliği ılık ya da sıcak 
dövme koşullarında olduğu gibi yüksek değildir ve bu nedenle malzemenin plastik defor-
masyon sırasında hasara uğrayıp çatlama riski bulunmaktadır. Bu duruma ek olarak ope-
rasyon kaynaklı bazı durumlar da malzeme çatlağına neden olabilmektedir. Bunlara örnek 
olarak uygun olmayan kalıp tasarımı, ekstrüzyon işlemindeki yüksek deformasyon oran-
ları, pres hızının uygun olmaması, yetersiz yağlama, kalıp yüzey pürüzlülüğünün yüksek 
olması ve hammadde hataları verilebilir. Özellikle hammadde yüzeyinde var olan çizgisel 
hatalar ile dövme sebepli şekillenme hataları V- şekilli ve açıyla ilerleyen derin çatlak olu-
şumlarına sebep olmaktadır[1].
	 Metal şekillendirme işlemleri insanlığın varlığından beri süregelen üretim yöntemlerin-
den biridir. Özellikle son yıllarda gelişen malzeme teknolojisi ile çok daha karmaşık par-
çalar şekillendirilmeye başlanmıştır. 2000 yılından itibaren metal şekillendirme konusu 
hakkındaki gelişmeler Jeswiet ve arkadaşları[2] tarafından yapılan derleme çalışmada 
bulunabilir. Daha karmaşık parçaların soğuk dövülmesi iki ana probleme sebep olmakta-
dır; i) yüksek dövme kuvvetleri nedeni ile oluşan düşük kalıp ömürleri ve ii) dövülen mal-
zeme üzerinde oluşan mikro/makro çatlaklar. Literatüre bakıldığında dövme işlemi ve 
dövme sırasında malzemede oluşan hasarlar üzerinde oldukça fazla çalışmanın olduğu 
görülebilir. Bu çalışmaların milat taşlarından biri Cockcroft ve Latham [3] tarafından yapı-
lan çalışmadır. Burada malzemelerin çok küçük deformasyon durumlarında çatlaması 
ancak ekstrüzyon gibi yüksek deformasyon içeren işlemlerde ise çatlamaması konusu 
ele alınmış ve çatlama hadisesi karmaşık gerilme durumu ile açıklanmıştır. Yazarlar geliş-
tirdikleri sünek çatlama kriterinde ana tetikleyicilerin kayma ve çekme gerilmeleri oldu-
ğunu ortaya koymuştur. Bu nedenle kriterlerinde ana değişken olarak boyutsuz bir değer 
kullanmışlardır ve bu değişken maksimum asal gerilmenin efektif gerilmeye olan oranıdır. 
Çatlama hadisesi aynı zamanda gerilmeler sonucunda meydana gelen deformasyon ölçü-
tüne (gerinime) bağlanmıştır. Cockroft ve Latham modeli olarak adlandırılan bu model, 
birçok metal şekillendirme simülasyon programında başarı ile kullanılmaktadır. Cao [4] 
yapmış olduğu çalışmada metal şekillendirme için kullanılan sünek kırılma modellerini 
incelemiştir. Landre ve diğerleri [5] soğuk dövme işlemlerinde meydana gelen kırılmanın 
tahmininde kullanılan Cockcroft ve Latham modeli kritik hasar eşiğinin çıkarılması üze-
rine çalışmışlardır. Bu çalışmada AISI 1045 karbonlu çeliğinden silindirik, konik (tapered) 
ve göbekli (flanged) olarak adlandırılan numuneler üzerinde basma testleri gerçekleştir-
mişlerdir. Deneysel olarak numunelerde çatlak oluşturduktan sonra nümerik olarak testler 
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simule edilmiş ve çatlamanın olduğu andaki kritik hasar eşikleri belirlenmiştir. Çalışma 
sonunda Cockcroft ve Latham modelinin çatlama hadisesini %10’dan daha düşük bir hata 
oranında tahmin ettiğini görmüşlerdir. Sabih ve diğerleri [6] soğuk kafa şişirme işleminde 
kafa içerisinde enine meydana gelen çatlak oluşumunu incelemişlerdir. Burada ürün mal-
zemesi 1038 çeliğidir. Bu çalışmada bu gibi çatlakların adyabatik kayma bantları nedeni 
ile oluştuğu sonucuna varılmıştır. Kafa şişirme işlemindeki yüksek gerinim hızı neden ile 
ana kayma bölgesi yüksek sıcaklığa çıkmaktadır ve burada kayma bandı oluşmaktadır. 
Bu bant üzerinde malzeme içerisinde bulunan mikro delikler birleşerek ani çatlak olu-
şumlarına sebep olabilmektedir. Watanabe ve diğerleri [7] içi boş şaftın dövmesinde şaft 
ucunda meydana gelen çatlamanın tahmini için Cockcroft ve Latham ve Oyane kırılma 
modellerini kullanmışlardır. Ancak bu denklemler kritik bölgeleri verebilmesine karşın 
kırılma yönü ile alakalı yüksek tahmin yapamamaktadır. Yazarlar kırılma kriterindeki kul-
lanılan efektif gerinim yerine kırılmayı tetikleyen asal gerilmenin neden olduğu gerinim 
değerini kullanarak hesaplama yapmışlar ve kırılma yönü olarak daha doğru sonuçlara 
ulaşmışlardır. Quan ve diğerleri [8] 42CrMo çeliğinin sünek kırılma eşiğinin bulunması 
amacı ile 4 farklı gerinim hızında (0,01, 0,1, 1 ve 10 s-1) ve 4 farklı sıcaklıkta (850, 925, 
1000 ve 1075°C) basma testleri gerçekleştirmişlerdir. Çalışma kapsamında yapılan test-
ler sonucunda 0,01 s-1 -0,1 s-1 gerinim hızı aralığında sıcaklık arttıkça kritik hasar eşiği-
nin arttığı, 1 s-1 -10 s-1 gerinim hızı aralığında ise kayda değer bir değişimin görülmediği 
görülmüştür. Artan gerinim hızı ile malzeme sertliğinde meydana gelen artışın, yine artan 
gerinim hızı ile malzeme içerisinde meydana gelen sıcaklığın etkisi ile dengelendiği ve 
böylece malzemeye ait hasar eşiğinde kayda değer bir değişim olmadığı sonucuna ulaş-
mışlardır. 
	 Bu çalışmada 41Cr4 özel dövme çeliğinden soğuk dövme ile şekillendirilen 8.8 kalite 
Ø12x60,5 rotilde meydana gelen çatlak oluşumu incelenerek hasar analizleri gerçekleş-
tirilmiştir. Literatürde yapılan araştırmalarda soğuk şekillendirme yöntemlerinden silin-
dirik kafa şişirme üzerinde durulduğu görülmüştür. İncelenen çalışmalarda kafa şişirme 
operasyonlarında dövme işleminin düz sabit kalıplar ile yapılmaktadır. Aşık cıvatası ve 
rotillerin sahip oldukları kafa şişirme operasyonlarında ise yarım küre formlu kalıplar ile 
malzeme şekillendirilmektedir ve gerilme profilleri çok daha karmaşık yapıdadır.  Ayrıca 
literatürde bulunan çalışmadan farklı olarak bu çalışmada tel çekme ve adımlı şekillen-
dirmeden gelen malzeme sertleşme ve sıcaklık etkileri de göz önüne alınarak son şekil-
lenme adımındaki hasar oluşumu incelenmiştir. Çalışma kapsamında çatlak oluşumu 
görülen rotillerden numuneler hazırlanarak malzeme akışları ve çatlak ilerlemesi optik 
mikroskop kullanılarak incelenmiştir. Dövme sırasında malzemede oluşan mekanik ve 
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termal değişkenlerin tespiti için her bir dövme kademesine ait sonlu elemanlar simülas-
yon modelleri simufact.forming yazılımı kullanılarak hazırlanmış ve çözülmüştür. Nüme-
rik ve deneysel buluntular bir araya getirilerek hasar alma nedeni saplanmış olup çözü-
müne yönelik tasarım çalışmaları gerçekleştirilmiştir.

2. Materyal ve Metot

	 Rotilin üretiminde yüksek alaşımlı dövme çeliği olan 41Cr4 çelik alaşım kullanılmak-
tadır. Testler sonucunda çeliğin çekme dayanımı 610 MPa ve sertlik değeri 170 HV olarak 
tespit edilmiştir. Nümerik simülasyon programında kullanılmak üzere alaşım farklı gerinim 
hızlarında ve sıcaklıklarda test edilerek akış eğrileri belirlenmiştir (Şekil 1). Akış eğrileri üç 
farklı gerinim hızı (1, 8 ve 40 s-1) ve üç farklı sıcaklıkta (20, 100 ve 200°C) yapılan basma 
testleri ile elde edilmiştir.

Soğuk dövme öncesinde alaşım gerilme giderme tavlamasına alınmıştır. Malzemeler kule 
fırın içerisinde 620°C atmosfer sıcaklığında 7,5 saat boyunca tavlanmıştır ve daha sonra 
kontrollü bir şekilde fırın içerisinde 10 saat içerisinde soğutulmuştur. Tavlamadan çıkan 
hammadde yüzeyleri asit ile yıkanmakta ve durulanmaktadır. Aktivasyon banyosundan 
sonra çinko-fosfat, son olarak da sabun ile kaplanmaktadır. Bu işlemin amacı dövme işle-
mine kadar hammadde yüzeyini korozyondan korumak ve dövme işlemi sırasında kalıp ile 
malzeme arasında meydana gelen sürtünme katsayısını minimum düzeye çekmektir. Yüzey 
işlemden çıkarılan kangal şeklindeki hammadde, dövme presi içerisine alınmaktadır. Ham

Şekil 1. 41Cr4 soğuk dövme çeliğine ait akış eğrileri.
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madde, dövme presine geçişte tel çekme kalıbı içerisinden geçmektedir ve çapında %5 
azalma meydana gelmektedir. Bu şekilde hammadde kesitinde bulunan ovalleşme ve dal-
galanma giderilmektedir. 
	 Tel çekme kalıbından geçen malzeme makaralar yardımı ile pres içerisine alınmaktadır. 
Burada bulunan makas mekanizması hammaddeyi istenilen boyutta kesmektedir. Kesilen 
malzeme hareketli kalıp tarafında bulunan taşıma parmakları ile dövmenin başlayacağı ilk 
istasyona verilmektedir. Şekil 2’de dört istasyonlu dövme presi gösterilmektedir. Burada 
malzeme şekillenmesi birden fazla aşamada  gerçekleştirilmektedir. Bu nedenle her aşa-
manın yapıldığı bölmelere istasyon adı verilmektedir. Bir istasyonda dövülen malzeme diğer 
istasyona parmaklar ile aktarılmaktadır. Son istasyonda şekillenmesi tamamlanan mal-
zeme dövme alanından uzaklaştırılmaktadır. Dövme presi içerisinde sabit kalıplar hareket 
etmemektedir, hareketli kalıp tarafı ise krank hızında hareket ederek dövme işlemini gerçek-
leştirmektedir.

	 Şekil 3’de Ø12x60,5 rotile ait teknik çizim gösterilmektedir. Şekilden görüleceği üzere 
rotil küre çapı 24 mm, şaft çapı ise 12 mm’dir. Rotiller soğuk dövme işleminin ardından 
talaşlı imalat işlemleri ile istenilen son şekle getirilmektedir. Bu nedenle ürünün üst ve alt 
kısımlarında punta delikleri bulunmaktadır.

Şekil 2. Dövme presi.

Şekil 3. Ø12x60,5 rotile ait teknik çizim.
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	 Şekil 3’de gösterilen rotil dört istasyonda şekillendirilmektedir. İstasyon adımları Şekil 
4(a)’da gösterilmektedir. İlk istasyonda makasta kesilen mazlemenin kesme yüzeyleri 
düzeltilmektedir. İkinci istasyonda yapılan ekstrüzyon işleminden sonra küre için hazırlık 
yapılmakta, dördüncü istasyonda ise küre son haline getirilmektedir. Üçüncü ve dördüncü 
istasyona ait görseller Şekil 3(b)’de verilmektedir. Çok adımda şekillenme yapılmasının 
temel amacı metalin şekillenmesi için gerekli enerjiyi bölmek, böylece tek bir kalıba defor-
masyon için gerekli yükün etki etmesini engelleyerek düşük kalıp ömürlerinden kaçınmak ve 
malzemede yaşanabilecek çatlama riskini en aza indirmektir.

Şekil 4. (a) Çok adımlı dövme işleminde kullanılan istasyon adımları, 

(b) üçüncü ve dördüncü istasyonda ürün geometrileri.

(a)

(b)
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	 Hasar analizi için ayrılan dört numune üzerinde makro seviyede incelemeler gerçekleşti-
rilmiştir. Numuneler üzerinde yer alan çatlağın daha iyi görünmesi amacı ile küre sprey boya 
ile boyanarak daha sonra temizlenmiştir. Bu şekilde çatlak oluşumu ve ilerleme daha iyi bir 
şekilde görülmektedir. Numunelerin bir kısmı enine kesitte tel erezyon (EDM) ile kesilmiş 
ve daha sonra asit dağlama işlemine tabi tutulmuştur. Dağlama işleminde solüsyon olarak 
%25 nitrik %75 HCL asit karışımı kullanılmıştır. EDM ile kesilen numuneler 5 dakika boyunca 
bu karışım içerisinde bekletilmiş ve daha sonra Zeiss Iamger M2M optik mikroskop ile ince-
lenmiştir.

2.1. Sonlu Elemanlar Simülasyonları

	 Üretim proseslerinin tamamı soğuk dövme için özel olarak geliştirilen sonlu elemanlar 
yazılımı olan simufact.forming kullanılarak oluşturulmuştur. Simufact programının sağla-
dığı avantajlardan biri tüm proses bileşenleri modellenebilmekte ve bir prosesten alınan 
malzeme diğer bir prosese girdi olarak verilebilmektedir. Rotile ait üretim prosesi tel çekme 
işlemi ile başlamaktadır. Düşük redüksiyon oranlarında hammadde çapı belirli değerlere 
düşürülmekte, böylece tedarikçiden geldiği durumda hammadde kesitinde meydana gelebi-
len ovalleşme engellenmektedir.  Bu işleme ait model Şekil 5(a)’da gösterilmektedir. Model 
hammadde, tel çekme kalıbı ve iticiden meydana gelmektedir. 16 mm olan hammadde çapı 
tel çekme operasyonu ile 15,5 mm’ye düşülmektedir. Gerçek işlemde itici uç hammaddeyi 
ortalama 0,4 m/s hız ile kalıba çekmektedir. Simülasyonda da itici hızı sabit 0,4 m/s olarak 
tanımlanmıştır. Modelde kalıplar deforme olmayan rijit gövde olarak, hammadde ise elas-
tik-plastik olarak modellenmiştir. Hammadde malzeme modeline elastik ve termal meka-
nik değişkenler ile malzemeye ait akış eğrileri tanımlanmıştır. Akış eğrileri 20, 100 ve 200 
°C için ayrı ayrı modele tanımlanmıştır (Şekil 1). Kalıp sıcaklıklarının kararlı rejim durumda 
olduğu kabulü yapılmış ve 60 °C olarak tanımlanmıştır. Hammadde ise oda sıcaklığında-
dır. Metal şekillendirme simülasyonlarında doğruluğu en fazla etkileyen faktörlerden biri 
sürtünme modeli ve katsayısıdır. İnce ve Güden [9] tarafından yapılan çalışmada soğuk 
dövme koşullarında sürtünme katsayısının sabit olmadığı ve işlem sıcaklığı ile değiştiği 
belirlenmiştir. Kurulan modelde Coulomb sürtünme modeli kullanılmış ve literatürdeki bu 
çalışmaya göre sıcaklığa göre değişen sürtünme katsayısı tanımlanmıştır. Düşük sıcaklık-
larda sürtünme katsayısı 0,08 civarındadır. Hammadde ağında 2533 adet dört kenarlı 2B 
sonlu eleman kullanılmıştır. Tel çekme simülasyonu sonunda elde edilen hammadde soğuk 
dövme simülasyon modeline alınmaktadır. Soğuk dövme simülasyon modeline örnek Şekil 
5(b)’de gösterilmektedir. Model hareketli ve sabit kalıplar ile yarı mamulden oluşmaktadır. 
Simülasyonlarda hammadde üzerine Şekil 5(b)’de gösterildiği şekilde akış çizgileri tanım-
lanmıştır ve malzeme şekillenmesi ile bu çizgiler şekillenmektedir. Böylece malzeme akışı 
takip edilebilmektedir. 
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Soğuk dövme simülasyonunda kullanılan pres hızı-zaman grafiği Şekil 5(c)’de verilmektedir. 
Vuruş stroğu sonunda presin ulaştığı maksimum hız 1,190 m/s civarındadır.

(a)

(b)

(c)
Şekil 5. Sonlu elemanlar simülasyon modelleri; (a) tel çekme işlemi, 

(b) soğuk dövme işlemi ve (c) soğuk dövme presi hız-zaman grafiği.



53

(a)

(b)
Şekil 6. (a) Üründe dövme sonrası meydana gelen çatlak oluşumu ve 

(b) çatlak bölgesinin optik mikroskop görüntüsü.

3. Bulgular 

	 Soğuk dövme işlemi sonrasında rotil küresinde meydana gelen çatlak oluşumu Şekil 
6(a)’da gösterilmektedir. Yapılan makro incelemeye göre çatlağın küre altındaki kademe-
den başladığı, aynı kademe üzerinde radyal olarak ilerlediği ve daha sonra kürede açı ile 
ilerleyerek küre üstünde sona erdiği görülmektedir. Şekil 6(b)’de çatlak bölgesinin fotoğrafı 
verilmektedir.  Görüleceği üzere çatlağın küre altı radyusunda başladığı ve bir tarafı Şekil 
6(a)’da gösterildiği şekilde küre dışında ilerlerken diğer tarafın da kesit boyunca ilerlediği 
tespit edilmiştir. Hasar analizi gerilme yığılmasının bu noktada başladığına işaret etmekte-
dir. Bu nedenle simülasyonlar ile özellikle bu bölgenin incelenmesi gerekmektedir.

	 Şekil 7(a)’da üçüncü ve dördüncü dövme istasyonunda yarı mamullerde meydana gelen 
şekillenme ve efektif plastik gerinim dağılımları gösterilmektedir. Şekillenme incelendi-
ğinde herhangi bir malzeme akış hatasına rastlanmamıştır. Küre altındaki çatlak bölgesinde 
plastik gerinim değerinin 1,6 civarında olduğu görülmektedir. Bu gerinim değeri şekillenme 
oranlarının yüksek olduğu soğuk dövme koşullarına göre oldukça düşük bir gerinim değeri-
dir ve çatlama yaratacak büyüklükte değildir. Ayrıca küredeki maksimum gerinimin küre 
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boyunca homojen olarak dağıldığı görülmektedir. Şekil 7(b) ve (c)’de küredeki deneysel ve 
nümerik olarak belirlenen akış çizgileri gösterilmektedir. Şekilden görüleceği üzere kafa 
şişirme işleminde merkezdeki çizgiler sabit kalırken küre dışına doğru olan çizgiler radyal 
olarak açılmaktadır. Çatlamanın oluştuğu bölgede ise akış düzensizliğine rastlanmamıştır. 
Nümerik model sonucu ile deneysel sonuçlar oldukça tutarlıdır.

(a)

(b)

(c)

Şekil 7. (a) Üçüncü ve dördüncü istasyonlarda meydana gelen şekillenme ve plastik gerinim dağılımları ve 

kürede meydana gelen akış çizgileri; (b) numunede ve (c) simülasyonda tespit edilen akışlar.
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	 Şekil 8’de küre şişirme işlemi sırasında malzeme içerisinde meydana gelen efektif geri-
nim hızının değişimi gösterilmektedir. Şişirme sırasında gerinim hızı küre içerisinde “x” şek-
linde bir şekil oluşturmaktadır (kalıp ilerlemesinin 7,09 mm olduğu durum) ve beklenildiği 
üzere en yüksek gerinim hızı malzemenin kalıp ile temasta olan bölgelerinde oluşmaktadır. 
Baskı arttıkça (7,27 ve 7,31 kalıp ilerlemesi)”x” şeklinde meydana gelen gerinim hızı şek-
linin başlangıç kısmının küre altı radyusu tarafına kaydığı görülmekte, kalıp ilerlemesinin 
7,36 mm olduğu durumda ise tamamen bir bant şeklinde bu noktada lokalize olduğu görül-
mektedir. Kalıp ilerlemesinin 7,39 mm olduğu aşamada ise radyus üzerindeki gerinim değeri 
50 s-1 civarında maksimum değerdedir ve bant şeklinde kafaya doğru uzamaktadır.

	 Sabih ve diğerleri [6] yapmış oldukları çalışmada gerinim hızının yüksek olduğu lokal kısım-
larda sıcaklık artışının da meydana gelmesi ile malzeme sertliğinde ani düşüşlerin meydana 
geldiğini ve bunun çatlaklara yol açtığından bahsetmektedirler. Bu bilgiler ışığında küre oluş-
turma sırasında küredeki sıcaklık değişimi incelenmiştir. Şekil 9’de küre oluşturma sırasında 
meydana gelen sıcaklık değişimi ve dağılımı verilmektedir. Şekilden görüleceği üzere hazırlık 
istasyonundan (üçüncü istasyon) gelen yarı mamulde en yüksek sıcaklık değerleri merkezde 
ve küre altı radyus bölgesindedir. Dövme işlemi sırasında en yüksek sıcaklık değeri dağılımın 
(ok ile gösterilmektedir) Şekil 8’de gösterilen maksimum gerinim hızı bantları ile benzer olduğu 
görülmektedir. Bu durum Sabih ve diğerlerinin [6] bahsettiği duruma oldukça benzerdir.

Şekil 9. Dördüncü istasyonda küre şişirme sırasında malzeme içerisinde oluşan sıcaklık dağılımı.

Şekil 8. Dördüncü istasyonda küre şişirme sırasında malzeme içerisinde oluşan efektif gerinim hızı değişimi.
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	 Yukarıda belirlenen bant ve yüksek sıcaklık oluşumunun küre altı radyus bölgesinde 
oluşması nedeniyle soğuk dövme kalıbı incelemeye alınmıştır. Şekil 10(a)’da kürenin oluş-
turulduğu dördüncü istasyon sabit kalıbı gösterilmektedir. Burada küre altındaki radyus 
değeri 0,3 mm olarak tanımlanmıştır. Radyus değerinin yetersiz olması malzemede lokal 
olarak gerinim hızının artmasına sebebiyet verebilir. Bu nedenle kalıbın bu noktasındaki 
radyus malzeme katlanmasına sebebiyet vermeyecek olan maksimum değere, 1 mm, çıka-
rılmıştır (Şekil 10(b)). Revize edilen bu kalıp ile dövme simülasyonu tekrarlanmıştır.

	 Şekil 11(a)’da revize edilen dördüncü istasyon sabit kalıbı ile gerçekleştirilen dövme 
işlemi sırasında kürede oluşan efektif gerinim hızı değişimi gösterilmektedir. Şekil 8’de gös-
terilen dağılıma kıyasla kürenin oluşturulduğu son adımlarda gerinim hızının 20 s-1 mertebe-
lerinden 10 s-1 değerlerine düştüğü görülmektedir. Ayrıca radyus kısmında oluşan lokalize 

(a)

(b)

Şekil 10. Dördüncü istasyon sabit küre kalıbı; (a) mevcut ve (b) revize hali.



57

ve yüksek (50 s-1) gerinim hızı da azalarak 20 s-1 mertebesine inmiştir. Şekil 11(b)’de küre-
deki sıcaklık dağılımı gösterilmektedir. Sıcaklık değerleri incelendiğinde fark yaratacak bir 
düşüşün olmadığı görülmüştür. Bunun nedeni oluşan ana sıcaklığın bir önceki istasyondan 
gelmesi ve kafa içerisinde hapsolmasıdır.  

	 Gerinim hızındaki bu iyileşmenin çatlama oluşum riskini en aza indirmesi beklenmekte-
dir.  Bu varsayımın üretim şartlarında denenmesi için deneme kalıpları yapılmış ve küre altı 
radyusu 1 mm’ye getirilmiştir. Çatlağın görüldüğü üretimde 10.000 adet ürün dövülmüş ve 
yaklaşık 110 adet çatlak ürün tespit edilmiştir. Revize edilen kalıplar ile 25.000 adetlik bir 
üretim gerçekleştirilmiştir. Dövme işlemi sonunda hiçbir üründe çatlak oluşumu tespit edil-
memiştir.

4. Tartışma ve Sonuç

	 Simülasyon modellerinde kullanılan hasar modelleri ile ya da efektif gerinim değerleri 
ile çatlak oluşum riskleri görülebilmektedir. Ancak bu çalışmada ele alınan ürün tiplerinde 
bu yaklaşımlar çatlak oluşum tahmininde yetersiz kalabilmektedir. Efektif gerinim hızının 
çatlak oluşumunda etkili olduğu ve kalıp tasarımı ile lokalize olarak artması ile çatlak olu-
şumunu tetikleyebileceği tespit edilmiştir. Burada elde edilen bulgular He ve Huo’nun [10] 
çalışmalarında tespit ettikleri durum ile birebir örtüşmektedir. Gerinim hızının artması ile 
malzeme içerisinde bulunan mikro çatlak ve boşlukların birleşme hızları artmakta ve çatlak 
oluşumu hızlanmaktadır ya da tetiklenmektedir. Buna ek olarak gerinim hızının yüksek 
olduğu bölgelerde sıcaklığın artması ile oluşan deformasyon bantları da Sabih ve diğerleri-
nin [6] belirttiği şekilde etkili olmaktadır. Yüksek deformasyon hızında oluşan ısının atılama

Şekil 11. Revize edilen dördüncü istasyon sabit küre kalıbı ile gerçekleştirilen dövme işleminde oluşan; 

(a) efektif gerinim hızı ve (b) sıcaklık dağılımı.

(a)

(b)
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ması ve bant üzerinde kalması sünekliğin ani artmasına ve plastik gerinimin yükselmesine 
neden olarak hasar oluşumuna yol açabilmektedir. 
	 Bu çalışmada 41Cr4 özel dövme çeliğinden soğuk dövme ile şekillendirilen 8.8 kalite 
Ø12x60,5 rotil küresinde soğuk dövme operasyonunda meydana gelen çatlak oluşumu 
ve nedenleri gerçekleştirilen hasar ve sonlu elemanlar analizleri ile irdelenmiştir.  Hasar 
analizleri çatlak başlangıcının küre altı radyus bölgesi olduğunu, çatlağın küre yüzeyinde 
kafaya doğru ve çatlak başlangıç noktasında içeriye doğru çift yönlü olarak ilerlediğini gös-
termiştir. Dövme işlemine ait sonlu elemanlar analizleri küre oluşturma sırasında küre altı 
radyus bölgesinde gerinim hızının lokalize olarak dövmede meydana gelen gerinim hızına 
göre yüksek olduğunu, buna ek olarak sıcaklığında 160 °C civarında olduğunu belirlemiştir. 
Bu durumun malzeme içerisinde kayma bandı oluşumuna sebep olduğu görülmüştür. Küre 
sabit kalıbında küre altı radyusu malzeme katlanmasına yol açmayacak en yüksek değer 
olan 1 mm’ye yükseltilmiştir. Artan alan ile gerinim hızının daha homojen dağılması sağlan-
mış ve bant oluşumu engellenmiştir. Revize edilen kalıplar ile yapılan seri üretimde dövme 
çatlağına rastlanmamıştır. Çalışma sonunda çatlak oluşumunun yalnızca hasar modelleri 
ile tespit edilemeyeceği görülmüş olup, tasarımların simülasyonlar ile detaylı bir şekilde 
irdelenmesi gerektiği tespit edilmiştir. Metal dövme endüstrisinde meydana gelen kalite 
hatalarının engellenmesinde kalıp tasarımlarının nümerik simülasyonlar ile irdelenmesinin 
öneminin de ayrıca altı çizilmelidir.
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Öz

	 Bu çalışma kapsamında soğuk dövme yöntemiyle üretilen M10x16 konik kafa T50 
soketli bağlantı elemanının üretiminde kullanılan soğuk dövme kalıpları ele alınmıştır. 
Üretim hattında düşük çevrimde kırıldığı tespit edilen zımba adaptörü için detaylı çalışma-
lar yürütülmüştür. Üretimden alınan hasarlı kalıplar incelenmiş ve sonlu elemanlar yöntemi 
kullanılarak şekillenme ve kalıp analizi simülasyonları gerçekleştirilmiştir. İlgili çalışmalar 
göz önünde bulundurularak kalıp tasarımı revize edilmiş ve kalıp ömründe yaklaşık 20 kat 
iyileşme elde edilmiştir. Revize edilen ve üretimde kullanılmış hasarlı kalıplar için inceleme-
ler tekrarlanmış ve baskın hasar mekanizmasının değiştiği tespit edilmiştir. Yapılan çalış-
malar kapsamında, soğuk dövme kalıplarında ömür artışı elde edilmesi için baskın hasar 
mekanizmasının ortaya çıkarılması ve karşı tedbir alınması gerektiği ve bu döngünün hedef-
lenen kalıp ömrü elde edilene kadar devam edilmesi gerektiği ortaya konmuştur. 

Anahtar Kelimeler: Soğuk dövme, hasar mekanizmalarının incelenmesi, sonlu elemanlar yön-
temi, kalıp gerilme analizi.
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Abstract

	 In this study, production tools of cold forged M10x16 conic head fasteners with T50 
socket were investigated. Punch adapter, one of the production tools of the investigated 
fastener, was examined due to early failure observed during production. Failed punch adap-
ters were examined and finite element simulations were carried out. Based on the detai-
led examination, the design of the punch adaptor was revised and approximately 20 times 
life enhancement was achieved. The failed punch adaptor after design improvement was 
re-investigated and it was shown that the effective failure mechanism acting on the punch 
adaptor was changed. According to investigations carried out in this study, it was shown 
that tool life enhancement could be obtained by determining the effective failure mecha-
nism and applying countermeasures. This procedure has to be carried out until the target 
service life is achieved.

Keywords: Cold forging, failure analysis, finite element method, tool stress analysis.

1. Giriş 

	 Soğuk dövme, özellikle otomotiv gibi üretilen parça adetlerinin çok fazla olduğu sek-
törlerde yaygın olarak kullanılan metal şekillendirme yöntemlerindendir. Soğuk dövme pro-
sesinde kangal şeklinde tedarik edilen malzemeler, ürün ve geometriye uygun preslerde 
dövülmektedir. Şekil verme işlemi silindirik olarak kesilen iş parçasının genellikle birden 
çok istasyonda farklı yapı ve geometride kalıplar kullanılarak malzemenin plastik defor-
masyonu ile sağlanmaktadır. Konvansiyonel talaşlı imalat yöntemleri ile karşılaştırıldığında, 
adetli üretimler dövme yöntemi ile daha ekonomik ve hızlı bir şekilde yapılabilmektedir. 
Ayrıca, malzemeden talaş almadan şekil verildiği için dövme sonucu malzeme içerisindeki 
akış eğrileri kesintisiz olacağından yapısal bütünlüğü daha yüksek ürünler elde edilebilmek-
tedir. Talaşlı imalat ile üretilen ürünlerde malzeme akışı kesik olacağından dolayı, bu böl-
gelerde çatlak oluşum riski daha yüksek olmakta ve bu durum özellikle malzeme yorulma 
ömrüne olumsuz etki yapmaktadır. Son ürün geometrisi düşünüldüğünde, talaşlı imalat yön-
temleri ile daha dar toleransta ve geometrik olarak daha karmaşık ürünler üretilebilmek-
tedir. Çevreye olan etki düşünüldüğünde, konvansiyonel talaşlı imalat yöntemlerinde adet 
başına daha çok enerji tüketilmekte ve daha çok sera gazı salınımı yapılmaktadır. Dövme ve 
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talaşlı imalat yöntemlerinin karşılaştırılması ile alakalı daha fazla bilgi için (Yurtdaş et al., 
2018) incelenebilir.
	 Soğuk dövme prosesiyle şekil vermede üretilen malzeme türüne ve geometrisine bağlı 
olarak kalıplara oldukça fazla yük binebilmekte ve düşük çevrimlerde kalıp kırılmaları mey-
dana gelebilmektedir. Sıcak ve soğuk dövmede kullanılan kalıp hasarlarının nedenleri ince-
lediğinde başlıca mekanizmalar yıpranma (Behrens, 2008), çatlak oluşumu ve yorulma 
(Knoerr et al., 1994) ve plastik deformasyon (Kim et al., 2005) olarak sıralanabilir. Yıpranma 
kaynaklı hasarlar aşınma ve yapışma olarak ayrıştırılabilir. Bu mekanizmalar, yanlış mal-
zeme seçimi, uygun olmayan kalıp tasarımı, ısıl işlem eksikliği/hatası, sürtünme, yağlama 
gibi proses koşullarının optimum olmaması gibi nedenlerle tetiklenmektedir. Yük altında 
belirtilen mekanizmalardan çoğu kalıplar üzerine etki etmekte, ancak genelde baskın meka-
nizma sonucu kalıplar kullanılamaz hale gelmektedir (Summerville et al., 1995, Alimi et 
al., 2016). Kullanılan kalıp malzemesinde değişiklik yapılması kalıp ömrünü artırmak için 
kullanılacak yöntemlerden bir tanesidir. Örneğin, aşınma sonucu kullanılamaz hale gelen 
kalıp için daha sert malzeme kullanılması ya da pullanma ve ufalanma sonucu hasar gören 
kalıplar için daha tok malzeme tercih edilmesi kalıp ömrüne pozitif etki yapacaktır. Ayrıca, 
dövme işleminde kullanılacak kalıplara farklı yüzey işlemleri uygulayarak ömür artışı elde 
etmek de mümkündür (Chang et al., 2008, Wagner et al., 2008). Çatlak ve yorulma sonucu 
hasar gören kalıplarda ise kalıp tasarımında değişiklik yapılarak çatlak oluşumunun engel-
lenmesi veya geciktirilmesi kalıp ömrünün uzatılması için tercih edilebilecek diğer bir alter-
natiftir (Nagao et al., 1994, Vazquez et al., 2000, Behrens et al., 2016). Özellikle tasarımsal 
değişikliklerde deneme-yanılma yerine sonlu elemanlar tabanlı sayısal simülasyon çalış-
malarının yapılması zaman ve maliyet azaltma konusunda kullanılabilecek etkin bir yön-
temdir (Altan et al., 1992, McCormack et al., 2001, Lee et al., 2003). Ancak, farklı yöntem-
ler kullanılarak yapılacak tasarım, malzeme vb. değişiklikler kalıba etki edecek tüm hasar 
mekanizmalarını ortadan kaldırmak için yeterli olmayacaktır. Yapılan iyileştirmeler, baskın 
hasar mekanizması etkinliğinin azalmasına veya kalıbın daha uzun çevrimlerde çalışmasına 
imkan verecek farklı bir hasar mekanizmasının etkin rol oynayacağı bir durum ortaya çıkma-
sını sağlayacaktır.
	 Bu çalışmada, soğuk dövme yöntemi ile üretilen M10x16 konik kafa T50 soketli bağlantı 
elemanı detaylı olarak incelenmiştir. Çalışmalar kapsamında ilgili ürünün soğuk dövme ile 
şekillendirme prosesi takip edilmiş ve çalışma ömrü en düşük kalıp olan zımba adaptörü 
detaylı inceleme için ele alınmıştır. Kalıpta meydana gelen hasar mekanizmaları ve neden-
lerinin bulunması için üretim sürecinde kullanılamaz hale gelen kalıplar incelenmiş ve sonlu 
elemanlar yöntemi kullanılarak simülasyon çalışmaları yapılmıştır. Kırılmanın kök neden-
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leri bulunduktan sonra simülasyon çalışmaları göz önünde bulundurularak kalıp tasarımı 
revize edilmiş ve simülasyon çalışmaları tekrarlanmıştır. Revize edilen kalıplara ait simü-
lasyon bulguları sonucunda zımba adaptörü üzerine etki eden gerilmelerde ciddi azalma 
olduğu teyit edilmiştir. Gerçek üretim koşullarında revize kalıplar kullanılarak üretim dene-
mesi yapılmış ve yeni durum için kalıp ömürleri tespit edilmiştir. Üretim hattından alınan 
sonuçlara göre revize kalıplarda yaklaşık 20 kat ömür artışı elde edilmiştir. Ayrıca hasar 
gören revize kalıplar için detaylı inceleme tekrarlanmış ve kalıp kırılmasını tetikleyen etkin 
hasar mekanizmasının değiştiği ortaya konmuştur.

2. Deneysel Metot 

	 Bu çalışma kapsamında M10x16 konik kafa T50 soketli bağlantı elemanı üretiminde 
kullanılan kalıplar incelenmiştir (Şekil 1). İlgili ürün NORM Cıvata İzmir fabrikasında toplam 
4 istasyonda üretilmektedir. Kullanılan soğuk dövme yöntemi doğası gereği her istasyonda 
sabit ve hareketli kalıp sistemleri kullanılmaktadır. Hareketli kalıplar bağlı oldukları krank 
mili hareketi sayesinde senkron bir şekilde sabit kalıplara doğru hareket etmekte ve her bir 
istasyonda yer alan iş parçasının plastik deformasyonu ile şekillenme gerçekleştirilmekte-
dir. Daha sonra parmaklar yardımıyla her iş parçası bir sonraki istasyona aktarılmakta, son 
istasyondaki ürün ise diş çekme işlemi için başka bir makinaya alınmaktadır. İncelenen ürün 
için ilk istasyonda armudi form oluşturulmakta olup ikinci istasyonda kafa formu için hazır-
lık yapılmaktadır. Üçüncü istasyonda kafa geometrisi nihai hale getirilmekte ve son istas-
yonda ise uç sivriltme işlemi gerçekleştirilmektedir. Tüm istasyonlara ait üretimden elde 
edilen numuneler Şekil 2 ile verilmiştir. Soğuk dövmede kullanılan 10 mm çaplı 23MnB4 
çelik malzemelere, soğuk dövme öncesi küreselleşme tavlaması uygulanarak üretim geç-
mişi kaynaklı gerinim sertleşmesi ve kalıntı gerilmeler normalize edilmektedir (Toparli et al., 
2018). Bu sayede plastik deformasyon ile şekillenme için malzeme en uygun koşula getiril-
mekte, ısıl işlem öncesi duruma göre daha sünek ve dövmeye daha uygun malzeme yapısı 
elde edilmektedir. Bu durum, kalıpların daha az yük altında çalışmasına da imkan vermekte 
ve presin daha az zorlanmasını sağlamaktadır. Ürünlerin soğuk şekillendirilmesinin ardın-
dan istenen mekanik özelliklerin elde edilebilmesi için su verme ve menevişleme ısıl işlem-
leri uygulanmaktadır. Bu çalışmada kullanılan bağlantı elemanlarının kalitesi ısıl işlem son-
rası 10.9 olarak elde edilmiştir. Bağlantı elemanının kalitesini ve üreticinin logosunu içeren 
damgalar özellikle otomotiv sektöründe kullanılan bağlantı elemanlarında olması gereken 
unsurlar arasında yer almaktadır.
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Çalışma kapsamında incelenen ve en çok kırılma yaşanan üçüncü istasyon hareketli 
kalıbında yer alan zımba adaptörü için detaylı incelemeler gerçekleştirilmiştir. Ele alınan 
ürünün üretildiği pres ve kalıp sistemi Şekil 3 ile gösterilmiştir. İlgili zımba adaptörü ve 
zımbanın olduğu 3. istasyon hareketli kalıp sistemi Şekil 4 ile verilmiştir. Zımba adaptörü, 
yüksek karbon - yüksek krom, molibden ve vanadyum alaşımlı 1.2379 (X153CrMoV12) 
soğuk iş takım çeliklerinden üretilmiştir. Bu malzeme yüksek aşınma direnci ve yüksek tok-
luğu sayesinde soğuk dövme kalıplarında sıkça kullanılmaktadır. Zımba adaptörü ısıl işlem 
sonrası 54-56 HRC sertlik değerine getirilerek kullanılmaktadır. Üretim sırasında elde edilen 
bilgilere göre zımba adaptöründe ortalama 2.000 adetlik bir üretim sonrasında çatlak oluş-
maktadır. Zımba adaptörü ile beraber kullanılan zımba 1.3247 yüksek hız çeliklerinden üre-
tilmektedir. Isıl işlem sonrası 64-66 HRC sertlik değeri elde edilen zımba daha sonra TiN ile 
kaplanmaktadır. Zımba adaptörü ve zımbada kullanılan malzemelere ait alaşım elementle-
rinin kompozisyon bilgisi Tablo 1 ile verilmiştir. Kalıp ömürlerine yönelik yapılan deneysel 
çalışmalar gerçek üretim koşullarında gerçekleştirilmiştir.

Şekil 1. M10x16 Konik Kafa T50 soketli bağlantı elemanı.

Şekil 2. M10x16 konik kafa T50 soketli bağlantı elemanına ait istasyon numuneleri. 

Son ürün maksimum kafa çapı 18,85 mm, şaft boyu 17,00 mm’dir.
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Şekil 3. Soğuk dövme kalıp sistemi. İncelenen zımba adaptörü 3. İstasyon hareketli blokta yer almaktadır.

Şekil 4. Soğuk dövme prosesi üçüncü istasyon hareketli kalıp sistemi. 

Kırılma yaşanan zımba adaptörü ve ilgili zımba kırmızı ile işaretlenmiştir.

Table 1. (a) Zımba (1.3247) ve (b) zımba adaptöründe (1.2379) 

kullanılan malzemelere ait alaşım elementleri

(a) C/% Cr/% Mo/% V/% Si/% W/% Co/%

1.3247 1,05-1,15 3,50-4,50 9,00-10,00 0,90-1,30 Mak.0,70 1,20-1,90 7,50-8,50

(b) C/% Cr/% Mo/% V/% Si/% Mn/ % S/% P/% 

1.2379 
(X153CrMoV12)

1,45-1,60 11,00-13,00 0,70-1,00 0,70-1,00 0,15-1,60 0,20-0,60 Mak. 0,03 Mak. 0,03
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 3. Sonlu Elemanlar Yöntemi Destekli Kalıp Çalışmaları 

	 İncelenen bağlantı elemanına ait soğuk dövme proses simülasyonu ve kalıp analizleri 
Simufact.forming sonlu elemanlar programı kullanılarak gerçekleştirilmiştir. Simülasyon 
çalışmalarında iki farklı yaklaşım kullanılmıştır. Öncelikle istasyonlarda şekillenme ile ala-
kalı bir problem olup olmadığına yönelik termo-mekanik analizler yapılmış ve bu nedenle 
ilk üç istasyon için ayrı modelleme ve simülasyon çalışmaları gerçekleştirilmiştir. Sonlu 
elemanlar analizlerinde üretimden daha önce elde edilen malzeme ve sürtünme modelleri 
ile pres bilgileri kullanılmıştır. Prese ait bilgilerin özellikle soğuk şekillendirme esnasında 
gerinim hızını etkileyeceği için gerçekçi olması önemlidir. Ürün için kullanılan 23MnB4 mal-
zemesine ait deneysel elde edilen akış eğrileri modellemede kullanılarak daha gerçekçi 
sonuçlar elde edilmesi sağlanmıştır. İstasyon numunelerinin geometrilerinden dolayı ilk 
iki istasyon aksisimetrik, üçüncü istasyon 3 boyutlu olarak modellenmiştir. 3 boyutlu ana-
lizlerde eleman sayısını azaltarak hesaplama sürelerini kısaltmak için iş parçasının yarısı 
modellenmiştir. Aksisimetrik modellemelerde quad, 3 boyutlu modellemede ise heksahed-
ral eleman tipleri kullanılmıştır. Şekillenme analizleri için iş parçası elastik-plastik, diğer kul-
lanılan kalıplar rijit olarak tanımlanmıştır.
	 Şekillenme modellemelerinin ardından kalıp analizleri gerçekleştirilmiştir. Gerçekleşti-
rilen kalıp analizlerinde hesaplama sürelerini azaltmak için kalıplar ve iş parçasının yarısı 
modellenmiştir. Kalıp ve iş parçası için heksahedral eleman tipi tercih edilmiştir. Şekil-
lenme simülasyonlarında olduğu gibi sürtünme ve pres bilgileri gerçek durumu yansıtacak 
şekilde kullanılmıştır. Kalıp malzemeleri elastik olarak modellendiği için akış eğrilerine ihti-
yaç olmadan sadece Elastik Modulus ve Poisson oranı bilgileri kullanılarak simülasyonlar 
gerçekleştirilmiştir. İş parçası için şekillenme analizlerinde de kullanılan 23MnB4 malzeme-
sine ait akış eğrileri kullanılmıştır. Kalıp analizlerinde zımba adaptörü ve zımba elastik, iş 
parçası elastik-plastik ve sabit kalıp rijit olarak modellenmiştir.

4. Sonuçlar ve Tartışmalar 

	 Üretim esnasında kırılan iki adet zımba adaptörü detaylı olarak incelenmiştir. Öncelikle, 
zımba adaptörü üretimi sırasında ısıl işlem ile istenen sertlik değerinin elde edilip edileme-
diğini tespit etmek için sertlik testleri yapılmıştır. 3 adet sertlik testinin ortalaması 56 HRC 
olarak istenen değerde elde edildiği doğrulanmış ve ısıl işlemde bir problem olmadığı ortaya 
konmuştur. Daha sonra elde edilen hasarlı zımba adaptörleri incelenmiş ve iki adaptörde de 
benzer çatlak morfolojisi olduğu saptanmıştır. Bu durum, kırılmaların kalıp bazlı olmadığı ve 
sistematik bir problem olduğu ihtimalini güçlendirmiştir. Çatlak yeri ve morfolojisi incelen-
diğinde, zımba adaptörü geometrisinin dövme yönünde ani değişim gösterdiği bölgede dai-
resel çatlak oluşumu tespit edilmiştir (Şekil 5). Çatlak oluşumu ile beraber, bazı bölgelerde 
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lokal olarak malzeme kopması (pullanma) da gözlenmiştir. Daha sonra çatlak oluşumunun 
detaylı incelenmesi için zımba adaptörü tel erozyon ile kesilmiş ve optik mikroskop kullanı-
larak detaylı incelenmiştir (Şekil 6). Yapılan incelemede, zımba adaptöründe ani geometri 
değişkenliği olan bölgede çatlak oluşumu doğrulanmıştır. Ayrıca, çatlak oluşumu esnasında 
bazı bölgelerde lokal malzeme kopması (pullanma) yaşandığı da optik mikroskop ile yapı-
lan inceleme sonucu saptanmıştır. Üretim esnasında yağlama ve soğutma amaçlı sıvılar 
kullanılmaktadır. Çatlak ilerleme profili incelendiğinde, dinamik üretim koşulları, çatlak olu-
şumu sonrası değişen yükleme – malzeme tokluğu kombinasyonu, kullanılan sıvıların kalıp 
ve malzeme arasında sıkışması ve bu durum sonucunda zımba adaptörüne uyguladığı hid-
rodinamik kuvvetler ile lokal ve genel malzeme özellikleri ve kusurları gibi faktörlerin kom-
bine etkisi altında çatlağın ilerlediği değerlendirilmektedir.

Şekil 5. Kırılan zımba adaptöründe gözlenen çatlak oluşumu. Zımba adaptörü iç çapı 9,50 mm, dış çapı 34,00 mm’dir.

Şekil 6. Çatlak oluşumu gözlenen zımba adaptörünün tel erozyon ile kesilerek incelenmesi. 

Çatlak başlangıcında pullanma malzeme kopması gözlenmiştir.
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Şekil 7. Oluşturulan sonlu elemanlar modeli.

	 Simülasyon çalışmaları kapsamında oluşturulan sonlu elemanlar modeli Şekil 7 ile veril-
miştir. Şekillenme çalışmaları sonucu elde edilen istasyon numuneleri Şekil 8 ile verilmiştir. 
Modelleme çalışmalarına göre şekillenme sırasında katlanma, set oluşumu gibi herhangi bir 
soğuk şekillendirme kusuruna rastlanmamış, tasarıma uygun istasyon numuneleri elde edil-
miştir. Şekillenme simülasyonları sonrası mevcut durum için kalıp analizleri gerçekleştiril-
miştir. Elde edilen sonuçlara göre zımba adaptörünün çekme gerilmelerinden dolayı kırıldığı 
ve bu nedenle maksimum asal gerilmelerin kritik olduğu değerlendirilmiştir. Simülasyonlar 
sonucu elde edilen maksimumum asal gerilmeler, gerçekte kırılmanın yaşandığı bölgede ve 
zımba adaptöründe kullanılan 1.2379 malzemenin akma değerinin (~ 2.500 MPa) üstünde 
elde edilmiştir (Şekil 9). Simülasyon çalışmaları sonucu elde edilen gerilme profili ile kalıp 
kırılmasına neden olan çatlak oluşum morfolojisi birbirlerine çok benzer elde edilmiştir 
(Şekil 10). Bu karşılaştırma, yapılan simülasyon çalışmalarının da doğruluğunu teyit eder 
niteliktedir. Simülasyon çalışmaları ve zımba adaptöründeki çatlak yeri ve morfolojisi göz 
önünde bulundurularak oluşan hasarın kök nedeni ortaya konmuştur. Kalıp tasarımından 
dolayı üretim esnasında yük altında geometrinin ani değişkenlik gösterdiği yerde gerilme 
birikmesi olduğu ve bu durumun zımba adaptöründe çatlak oluşumuna neden olduğu sap-
tanmıştır. Bu durumda, zımba adaptörü tasarımının revize edilerek kalıp ömründe iyileş-
tirme elde edilmesi gerektiği ortaya konmuştur.
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Şekil 8. İlk 3 istasyon için yapılan şekillenme simülasyonları sonucu elde edilen ara istasyon ürün formları.

Şekil 9. Kırılma yaşanan zımba adaptöründe elde edilen maksimum asal gerilmeler.

Şekil 10. Kırılma yaşanan zımba adaptöründeki çatlak morfolojisi ile simülasyonlar sonucu elde edilen 

maksimum asal gerilmelerin karşılaştırılması.
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Şekil 11. (a) Mevcut zımba adaptörü ve zımba ve (b) revize edilmiş zımba adaptörü ve zımba. 

Şekilde nominal ölçüler verilmiştir.

Şekil 12. Mevcut (altta) ve revize edilmiş (üstte) zımba adaptörlerine ait maksimum asal gerilmeler.

	 Zımba adaptörü için yapılan tasarım çalışmalarında gerilme yığılmasını önleyecek 
modifikasyonlar değerlendirilmiştir. Bu kapsamda, gerilme birikmesini önleyecek bir zımba 
adaptör formu ortaya çıkarılmıştır. Bu değişiklik ile zımba adaptörü ile beraber kullanılan 
zımba tasarımında da değişiklik yapılmıştır (Şekil 11). Revize edilen zımba adaptöründen 
kaynaklı olarak malzeme şekillenmesinde herhangi bir değişiklik olmadığı için sadece elas-
tik kalıp analizleri tekrarlanmıştır. Mevcut ve revize zımba adaptörlerine ait maksimum asal 
gerilme karşılaştırması Şekil 12 ile verilmiştir. Revize tasarım ile yüksek elde edilen maksi-
mum asal gerilmelerde iyileşme sağlanmış ve gerilme birikmesi önlenmiştir. Bu durumda 
kırılmaların yaşandığı bölgede gerilme birikmesi ortadan kalktığı için kalıp ömürlerinde 
ciddi artış elde edileceği ortaya konmuştur.

(a)

(b)
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	 Zımba adaptöründeki tasarım revizesi sonrası zımbada da güncelleme yapılmıştır. Bu 
durumda kalıp analizleri zımba için de yapılmış ve sonuçları Şekil 13 ile verilmiştir. Zımba 
için yapılan modelleme çalışmalarında, zımbanın yüksek basma gerilmelerine maruz kal-
dığı ve bu nedenle minimum asal gerilmelerin kritik olduğu sonucuna ulaşılmıştır. Ayrıca, 
yapılan simülasyonlar sonrası gerilme yığılması gözlenen soket-şaft geçiş kısmına 0,5 mm 
radyus tanımlanmıştır. Revize edilen zımba tasarımı ile minimum asal gerilmelerde yaklaşık 
%30 iyileşme elde edilmiştir. 

	 Sonlu elemanlar yöntemi kullanılarak elde edilen sonuçlara göre tasarımları revize 
edilen zımba ve zımba adaptörü için üretim hattında denemeler gerçekleştirilmiştir. Üretim 
esnasında elde edilecek gerilme hızı gibi pres kaynaklı bir farklılık olmaması için ilk üre-
timde kullanılan pres revize tasarımlar için de tercih edilmiştir. Toplam 355.000 adetlik 
üretim esnasında revize edilen zımba ve zımba adaptörleri takip edilmiştir. Üretim esna-
sında zımba adaptörü değiştiği durumda tedbir amaçlı zımba da değiştirilmiştir. Üretimde 
kullanılan zımba ve zımba adaptörlerinden bir set Şekil 14 ile verilmiştir. Üretimler esna-
sında zımba ile alakalalı ömür açısından bir probleme rastlanmamıştır. Toplam üretimde 9 
adet zımba adaptörü kullanılmış ve ortalama 39.500 adetlik ömür elde edilmiştir. 

Şekil 13. Mevcut (a) ve revize edilmiş (b) zımbaya ait minimum asal gerilmeler.

Şekil 14. Üretim denemelerinde kullanılan revize zımba ve zımba adaptörü.

(a) (b)
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Şekil 15. Revize edilen kalıplarda çatallı çatlak oluşumu. Bağlantı elemanı kalitesini (10.9) 

gösteren unsurlardan “1” uzunluğu yaklaşık 1,80 mm’dir.

	 Kullanılamaz hale gelen revize kalıplarda etkin hasar mekanizmalarının ortaya çıka-
rılması için ilgili kalıplar detaylı olarak incelenmiştir. Öncelikle zımba adaptörünün çatlak 
oluşumu ile hasar gördüğü anlaşılmış ve çatlak oluşumunun nedenleri araştırılmaya baş-
lanmıştır. İncelenen zımba adaptörlerinde çatlak oluşumunun üretici ve ürün kalitesini gös-
teren unsurların olduğu yerlerde başladığı ve çatallanarak ilerlediği ön örülmüştür (Şekil 
15). Çatallanan çatlak profili incelendiğinde çatlak başlama yeri hakkında bilgi verme-
sine rağmen kesin başlama yeri ve şeklinin anlaşılması için hasarlı zımba adaptörleri pres 
altında kırılmıştır. Elde edilen yüzeyler incelendiğinde konik kafa formunun verildiği zımba 
adaptörünün konik kısmında yer alan üretici ve ürün kalitesini gösteren unsurların olduğu 
bölgede çoklu çatlak oluşumu ve yük altında çatlakların buradan ilerlediği tespit edilmiştir 
(Şekil 16). Zımba adaptörü, talaşlı imalat ile istenen forma getirilmekte ve konik kısımda yer 
alan ve bağlantı elemanı üreticisi ve kalitesini gösteren unsurlar dalma erozyon yöntemi ile 
ortaya çıkarılmaktadır. Uygulanan yöntem doğası gereği talaşlı imalata göre yüzey pürüz-
lülüğü daha yüksek yüzeyler elde edilmektedir. Yüzey pürüzlülüğünün artması ile beraber 
özellikle üretici ve ürün kalitesini gösteren unsurlardaki lokal yüzey profil değişikliği olan 
yerlerden yük altında çoklu çatlak oluşumu özellikle Şekil 16 ile elde edilen yüzey sonucu 
anlaşılmıştır. Özellikle çevrimli yük altında yüzey pürüzlüğü fazla olan malzemelerde bu böl-
gelerin çatlak başlama yeri olarak davrandığı ve yorulma ömrüne negatif etki yaptığı bilin-
mektedir (Peyre et al., 1996, Luong et al., 2009). 
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	 Bu çalışmada kullanılan mevcut ve revize kalıpların üretim yönteminde herhangi bir deği-
şiklik yapılmamıştır. İki tasarımda da kalıp üzerindeki üretici ve bağlantı elemanının kalite-
sini gösteren unsurlar dalma erozyon yöntemi ile oluşturulmuştur. Mevcut zımba adaptörü-
nün konik yüzey pürüzlüğü ve üretici logosuyla bağlantı elemanı kalitesini gösteren unsurlar 
Şekil 5 ile görülmektedir. Ancak, yapılan deneysel ve simülasyon çalışmaları kapsamında 
mevcut tasarımda gerilme birikmesi sonucu çatlak oluşumunun baskın hasar mekanizması 
olduğu ortaya çıkarılmıştır. Yapılan iyileştirmenin ardından üretimde denenen revize kalıp-
ların incelemesi sonucunda kalıp ömründe iyileşme elde edilmiş ve aynı zamanda zımba 
adaptörüne etki eden baskın hasar mekanizmasının değiştiği tespit edilmiştir. Mevcut tasa-
rımda da olan ve dalma erozyon sonucu ortaya çıkan yüzey pürüzlülüğü nedeniyle çevrimli 
yük altında çatlak oluşumunun revize edilen kalıplarda baskın hasar mekanizması olduğu 
ortaya konmuştur. Yapılan tasarım değişikliği sonucu elde edilen baskın hasar mekaniz-
ması değişimi kalıp ömrüne yaklaşık 20 katlık bir iyileşme olarak yansımıştır.

5. Sonuçlar 
	
	 Bu çalışmada, soğuk dövme yöntemiyle üretilen M10x16 konik kafa T50 soketli bağ-
lantı elemanı prosesinde kullanılan 3. istasyon hareketli kalıpları detaylı olarak incelenmiş-
tir. Üretimden alınan hasarlı kalıplar ve modelleme çalışmaları değerlendirildiğinde zımba 
adaptörünün tasarımından dolayı yük altında gerilme birikmesi meydana geldiği ve sonuç 
olarak kalıplarda düşük çevrimde çatlak oluşumu yaşandığı ortaya çıkarılmıştır. Simülas-
yon sonuçları göz önünde bulundurularak zımba ve zımba adaptörü revize edilmiş ve gerçek 

Şekil 16. Revize edilen kalıpta çatlak başlama yerlerinin anlaşılması için pres ile kırılması 

sonucu elde edilen yüzey. Çatlak oluşumunun başladığı konik yüzey kesit uzunluğu 6,70 mm’dir.



76

üretim koşullarında denenmiştir. Mevcut duruma göre revize edilen zımba adaptörü kalıp 
ömründe yaklaşık 20 kat iyileşme sağlanmıştır. Üretim sonrası elde edilen mevcut ve revize 
edilen kalıplar detaylı incelenmiş ve baskın hasar mekanizmasının değiştiği tespit edil-
miştir. Mevcut tasarımda hasara neden olmayan dalma erozyon sonucu elde edilen yüzey 
pürüzlülüğü etkisi ile yük altında çatlak oluşumunun, revize tasarımda baskın hasar meka-
nizması olduğu ortaya çıkarılmıştır. Soğuk dövme kalıplarının kompleks ve birbirinden çok 
farklı hasar mekanizmalarına maruz kaldığı bilinmektedir. Kalıp ömürlerini arttırmak için 
yapılması gereken baskın hasar mekanizmasının belirlenmesi ve alınacak karşı önlemler 
sonucu ilgili hasar mekanizması etkisinin tamamen ortadan kaldırılması veya azaltılma-
sıdır. Çalışmalar neticesinde elde edilen kalıp ömrü hedeflenen değerlere ulaşana kadar 
baskın hasar mekanizmasının belirlenmesi ve karşı tedbirlerin devreye alınma süreci devam 
ettirilmelidir.
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Abstract

	 In this study, effect of electrical-discharging machining (EDM) pass on white layer for-
mation was investigated. 25wt%Co matrix WC/Co cermet materials were chosen as a rep-
resentative material. Detailed SEM images were obtained for investigations and experimen-
tal bending fatigue testing was applied. As a result of SEM investigations, white layer was 
observed for the samples cut through one pass. However, there was no evidence of white 
layer for the samples obtained by three passes. Bending fatigue experiments showed that, 
fatigue life of the samples prepared by three passes were about 2.7 times higher compared 
to the samples cut by one pass. Therefore, it was concluded that white layer has detrimen-
tal effect on service performance and formation of white layer can be suppressed by incre-
asing the number of passes of EDM for WC/Co cermet materials.

Keywords: EDM, white layer, recast layer, SEM, bending fatigue.

1. Introduction

	 Cold forging is one of the most-widely preferred mass production techniques particularly 
in automotive industry [1]. Raw materials with various diameters are fed into multi-stage mac-
hines and final products are obtained with plastic deformation introduced by complex die 
systems, generally consisting of die insert and stress ring (Fig. 1). Depending on the applica-
tion, various materials are used as die material. Owing to its high compressive yield strength 

Figure 1. Typical cold forging die system consisting of insert and stress ring.

WHITE LAYER FORMATION DURING EDM CUTTING AND FATIGUE 
PERFORMANCE OF WC/Co CERMET MATERIALS
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and hardness, WC/Co are the most widely preferred die insert material in forging industry.
	 Considering production methods, cold forging dies and tools are produced mainly by 
conventional machining and electrical-discharging machining (EDM). Since WC/Co metal 
matrix composite materials are very hard and required cutting forces are very demanding, 
EDM is the preferred method for die production. Depending on geometry and material, wire-
EDM and die sinker-EDM are the preferred EDM methods for complex shaped dies. EDM 
is based on high-voltage electrical current passing through an electrode and work piece. 
The dielectric fluid enables current to be passed to work piece after ionization tempera-
ture reached and the resulting spark removes material from the work piece so that required 
final shape can be obtained. Due to high local temperatures originating from high-voltage 
sparks, microstructural modifications are introduced during EDM. One of the widely-known 
features is the “recast layer” or “white layer”, which is a µm-sized layers arising due to re-so-
lidification at the surface of the materials. Due to re-solidification, tensile residual stresses 
are formed and with other inherently-introduced features such as binder depletion at the 
surface, thermal grain cracking the performance of as EDM’ed WC/Co materials are lowe-
red [2]. Therefore, in order to minimize the effect of white layer and other EDM features, 
multi-pass operation or post-EDM operations are encouraged to be applied. 
	 In this study, 1 and 3 pass EDM’ed samples were produced in order to investigate the 
effect of white layer. WC/Co test samples investigated by SEM to observe the white layer 
formation. Dynamic 3-point bending fatigue tests were carried out to observe the effect of 
white layer under service loading. 

2. Material and Methods 
	
	 In this study, 25wt%Co matrix WC/Co cermet materials were used. The materials were 
obtained from CREATIZIT as the name of CTC50, indicating the diameter of WC grains were 
in the range of 2.5-6.0 µm. The mechanical properties of WC/Co material was given in Tab. 
1. Powders of WC and Co were produced by sintering after successive mixing, milling and 
granulating. Owing to very high compressive strength, WC/Co cermets are preferred in for-
ging operations as tools and dies.

Table 1. Physical and mechanical properties of CTC50
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3. Results and Discussion
	
	 The surface of the samples after EDM cutting can be seen in Fig. 3. Sample cut in 
one pass has significant wire exit artefact observed in EDM cuttings [3]. From macrog-
raphs of the samples, more homogeneous surface contour variations can be seen for the 
sample surface after three passes, as expected. Surface variations were more significant 
close-to-edge region of the sample cut by one pass.

	 SEM images of the WC/Co samples can be seen in Fig. 4. Non-uniform white or recast 
layer after EDM cutting was observed at the outer edge of the sample cut through one pass. 
The non-uniformity can be associated with the pulsed EDM sparks and WC particle hete-
rogeneity in terms of size and shape. The SEM image of the sample cut through 3 passes 
had no evidence on white layer at the outer edge.

Figure 2. Sample configuration for fatigue testing. Dimensions are in mm.

Figure 3. Surfaces of WC/Co samples after EDM-cutting with (a) one pass and (b) three passes.

The cross-sectional dimension is 6.50 mm x 5.25 mm.

	 The materials after 1 and 3 pass EDM were analysed by using SEM The SEM figures 
were used to reveal white layer formation. In order to assess the effect of white layer on 
performance, three-point bending fatigue tests were carried out. Zwick / Roell high frequ-
ency fatigue tester was used with custom-designed fixtures to conduct experiments. The 
sample configuration for fatigue testing was given in Fig. 2.
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	 The white layer region obtained after cutting through one pass can be seen in Fig. 5. The 
maximum thickness was obtained around 5.5 µm. 

	 The results of bending fatigue experiments were given in Fig. 6. The experiments 
were repeated 4 times for each configuration to increase confidence. The average fatigue 
life of samples produced through one pass and three passes were 2426 and 6442, respe-
ctively. The reason for the decrease in fatigue performance can be associated with the 
tensile residual stresses at the white layer and hard white layer triggering crack initiation 
and propagation [4].

Figure 4. SEM images of WC/Co samples after EDM-cutting with (a) one pass and (b) three passes.

White layer can be seen for the one pass EDM’ed sample.

Figure 5. SEM images of WC/Co sample after EDM-cutting through one pass.
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Figure 6. Bending fatigue experiments of WC/Co samples after EDM-cutting with one pass and three passes.

4. Conclusions

	 In this study, it was shown that white layer formation can be prevented by conducting 
EDM by multiple passes. This process will increase the manufacturing time, however, ben-
ding fatigue experiments showed that white layer formation has detrimental effect on ser-
vice performance. Therefore, in order to maximize performance of WC/Co cermet materials 
in service loading, multiple pass EDM should be carried out.  
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Abstract

	 One of the most-widely preferred metal forming process, cold forging is based on severe 
plastic deformation of metallic materials introduced by dies and tools. Due to non-homoge-
nous plastic deformation, significant amount of residual stresses are inherently introduced. 
As known from the structural integrity point of view, residual stresses can increase or decre-
ase the service performance of engineering parts depending on being tensile or compressive 
[1]. Considering cold forged parts, heat treatment (quenching and tempering) is generally 
applied not only to increase the mechanical properties in terms of plastic deformation limit 
and hardness but also to have homogenous microstructure and residual stress-relief. In this 
study, the contour method, one of the experimental residual stress measurement techniques, 
was employed to obtain residual stress fields of as-forged and heat-treated samples. The 
contour method is based on elastic stress relaxation upon material removal and Bueckner’s 
superposition principle. The samples to be investigated were cut by Electrical Discharge Mac-
hining (wire-EDM) and residual stresses to be obtained were elastically relaxed leading the 
surface displacements. The surface contours were obtained by Coordinate Measuring Mac-
hine (CMM) and fed into the FE model of the cold forged parts as a boundary condition after 
a data analysis to eliminate noise and artefacts arising from cutting or contour measurement 
steps. Finally, 2D residual stress maps of as-forged and heat-treated samples were obtained. 
Near-edge residual stress results were observed to be affected from cutting artefacts, as also 
declared in the literature [2]. As inner regions are more crucial in order to evaluate the residual 
stresses after heat treatment, the comparison of as-forged and heat-treated samples were 
carried out. Based on the residual stress results, it was shown that residual stresses were 
completely relieved after heat treatment, as expected. Therefore, it was concluded that the 
heat treatment parameters were appropriate in terms of residual stress relaxation.

Keywords: Residual stress; contour method; cold forging; heat treatment.
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Abstract

	 In this study, surface roughness profiles of cold forging dies and their effect on fatigue 
performance were investigated. Substantial amount of dies used in cold forging of fas-
teners are produced by employing die-sinker EDM, particularly for the features indicating 
the producer and the grade of the product. Due to nature of EDM process, surface rough-
ness of the dies tends to be higher compared to those produced by conventional machi-
ning followed by polishing. Surface roughness become critical in cold forging dies since 
they may act as crack initiation sites under cyclic loading. In this study, cold forging of 
M10x1.25x16 fastener with conical head and T50 socket form was investigated. Dies used 
to form the head of the fasteners were produced by die-sinker EDM and the failure mecha-
nism was investigated during the mass production. When the failed dies were analysed, it 
was revealed that due to high surface roughness combined with high-magnitude cyclic loa-
ding, cracks were initiated at the features indicating the producer and the grade of the fas-
tener, i.e. locations at which surface roughness was higher compared to other areas of the 
die. In order to increase the fatigue life, the stage design of the investigated fastener was 
modified. Owing to the new design, the head of the fasteners was formed by the die produ-
ced by machining followed by polishing, i.e. higher forming loads were exposed to the dies 
having lower surface roughness. The features indicating the producer and the grade of the 
fastener was introduced in the next stage by die produced by die-sinker EDM after the head 
of the fastener was formed. Therefore, the die was exposed to less loads and the desired 
features were introduced to the fastener. Hence, it was shown that higher surface rough-
ness after die-sinker EDM had a detrimental effect on the fatigue performance of the dies 
used in cold forging. Therefore, it was concluded that the stage design of fasteners should 
be optimized so that features indicating the producer and the grade of the fastener should 
be introduced with the lowest forming loads to maximize fatigue life.

Keywords: surface roughness, die-sinker EDM, cold forging, fastener, fatigue.
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