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Kurzfassung

Reibschliissige Schraubverbindungen weisen gegeniiber den in Hochleistungsfaserverbund-
strukturen meist verwendeten formschliissigen Bolzen- und Nietverbindungen den nicht
unerheblichen Vorteil des Toleranzausgleichs zwischen den zu verbindenden Strukturtei-
len auf. Damit entfallen in der Endmontage spanende Bearbeitungsvorgéange, wodurch
Kosten eingespart werden kénnen. Nachteil dieser Verbindungen ist, dass die Schrauben-
vorspannung senkrecht zur Laminatebene wirkt und damit die Gefahr besteht, dass diese
Vorspannung im Lauf der Betriebszeit abnimmt und die Verbindung ihre Aufgabe nicht
mehr erfiillen kann. Das Ziel ist daher die Ermittlung der Tragfdhigkeit von reibschliissigen
Schraubenverbindungen mit Fiigeteilen aus kohlenstofffaserverstiarkten Kunststoffen (CFK)
unter statischer Belastung und des Verhaltens unter zug-schwellender Belastung.

Als Grundlagen der reibschliissigen Lastiibertragung werden Vorspannkraftverluste durch
Setzen und Kriechen in CFK-Schraubenverbindungen und der Haftreibungskoeffizient zwi-
schen CFK/CFK, CFK/Aluminium und CFK/Stahl ermittelt. Im Rahmen von Vorspann-
kraftmessungen wird der Einfluss des Platten- bzw. Matrixwerkstoffes, der Temperatur, des
Lagenaufbaus, der Montagevorspannkraft, der Anzahl der inneren CFK/CFK-Trennfugen
und einer Warm-Montage auf den Vorspannkraftverlust analysiert. Zur Vorhersage des
Vorspannkraftverlustes durch Kriechen wird ein eindimensionales analytisches Modell
basierend auf der linearen Thermoviskoelastizitdt vorgestellt und mit der Finite-Elemente-
Methode verifiziert.

Die reibschliissige Lastiibertragung wird grundlegend anhand von doppelschnittigen
M8 Schraubenverbindungen mit CFK/CFK-, CFK/Stahl- und CFK/Aluminium-Paa-
rungen numerisch, analytisch und experimentell untersucht. Die Analysen ergeben, dass
unter Zugbelastung eine Vorspannkraftdnderung durch Querkontraktionseffekte und loka-
les Gleiten der Fiigeteile entsteht, diese jedoch die maximal iibertragbare Kraft nur in
geringem Mafle beeinflusst. Aus statischen Zugversuchen wird eine starke Abhéngigkeit der
maximal tibertragbaren Kraft von der Reibungsbedingung zwischen den CFK-Fiigeteilen
festgestellt. Zug-schwellende Priifungen mit einer Maximalkraft von 90 % der statischen
Maximalkraft zeigen, dass ein temperaturabhéngiger Vorspannkraftverlust nicht zu einem
Durchrutschen der Fiigeteile fiihrt und der Reibschluss dauerhaft erhalten bleibt.

Die Ergebnisse werden durch die numerische und experimentelle Untersuchung der reib-
schliissigen Lastiibertragung eines realitatsnahen Lasteinleitungsszenarios (einschnittige
Mehrschraubenverbindung) bestétigt. Es zeigt sich, dass reibschliissige Schraubenverbin-
dungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen prinzipiell fiir strukturelle Anwendun-
gen geeignet sind. Bei diinnen Fiigeteilen und hohen Montagevorspannkréiften konnen
sogar hohere Tragfahigkeiten als mit formschliissigen Bolzen- oder Nietverbindungen
erreicht werden.
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Abstract

Bolted and riveted joints are often used in high performance composite structures. Com-
pared to these joints pretensioned bolted joints offer the not inconsiderable advantage of a
tolerance compensation between the clamping components. Thus, no machining processes
in the final assembly are necessary and costs can be saved. The disadvantage of pretensio-
ned bolted joints is the perpendicular to laminate plane acting bolt pretension. Therefore,
the risk of decreasing pretension during operation exists, which can result in a failure of the
joint. Hence, the aim of the present work is the determination of the load carrying capacity
of pretensioned bolted joints with clamping components made of carbon fiber reinforced
polymers (CFRP) under static loading and their behavior under cyclic loading.

The preload relaxation by embedding and creeping as well as the coefficient of static
friction between CFRP/CFRP, CFRP/aluminum and CFRP /steel are determined as
fundamentals of load transfer by friction. Within the framework of preload measurements,
the influence of plate or matrix material, temperature, layup, assembly preload, number
of CFRP/CFRP interfaces and hot-assembly on the preload relaxation are analyzed. In
order to predict the preload relaxation an one-dimensional analytical model, based on the
linear thermoviscoelasticity, is presented and verified by the Finite Element Method.

The load transfer by friction is fundamentally investigated analytically, numerically and
experimentally by means of M8 double lap joints with CFRP/CFRP, CFRP /aluminum
and CFRP /steel material pairings. It is found that preload relaxation due to transversal
contraction and local sliding of the clamping components occur, however, the impact on
the maximum transferable load is low. From static tensile tests a strong dependency of the
maximum transferable load on the friction condition is observed. Cyclic tensile tests with
a maximum load of 90 % of the maximum static load show that a temperature dependent
preload loss does not result in a sliding of the clamping parts and that the friction grip is
maintained permanently.

The results are confirmed by the numerical and experimental investigation of the load
transfer by friction in a realistic application (single-lap multi-bolted joint). It is shown that
pretensioned bolted joints with clamping components made of fiber reinforced polymers
are suited for structural applications in principal. By using thin clamping components and
high assembly preloads even higher load carrying capacities can be obtained as for bolted
and riveted joints transferring loads by bearing stresses.
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1 Einleitung

Heutzutage werden Faserverbundwerkstoffe in den verschiedensten Bereichen eingesetzt.
Dazu zdhlen Luft- und Raumfahrt, Automobilbau, Maschinen- und Anlagenbau und nicht
zuletzt die Sport- und Freizeitbranche. Besonders hervorzuheben sind kohlenstofffaserver-
starkte Kunststoffe (CFK), da sich diese durch eine hohe Steifigkeit und Festigkeit bei
einem geringen Gewicht auszeichnen. Aufgrund dieser hervorragenden Leichtbaueigen-
schaften konnen CFK-Werkstoffe zu einer Verringerung der Masse von Transportsystemen,
wie z.B. Flugzeuge, Automobile oder Schienenfahrzeuge beitragen. Dies fithrt zu einem
geringeren Energieverbrauch und damit zu einer Senkung des Ausstofies von klimaschédli-
chen COs-Emissionen. Um den massentauglichen Einsatz von CFK-Werkstoffen weiter
voranzutreiben sind Kosteneinsparungen entlang der gesamten Wertschopfungskette er-
forderlich. Dazu kénnen kostengiinstige und fertigungsgerechte Filigetechnologien einen
wichtigen Beitrag leisten.

Fin kostenglinstiges und bewédhrtes Filigeverfahren ist die Schraubenverbindung. Diese
Verbindungen zeichnen sich insbesondere durch eine Losbarkeit aus. Auflerdem bieten
Schraubenverbindungen beispielsweise gegeniiber Nietverbindungen die Moglichkeit eines
Toleranzausgleichs durch das Spiel zwischen der Schraube und der Bohrung. Dadurch
kénnen aufwiandige Passbohrungen im Montageprozess vermieden werden. Mit der An-
forderung des Toleranzausgleichs geht in der Regel eine reibschliissige Auslegung der
Schraubenverbindung einher, da andernfalls unzuléssig hohe Differenzverschiebungen zwi-
schen den Fiigeteilen auftreten kénnen. Dies bedeutet, dass Kréfte in der Fiigeteilebene
ausschliefllich durch Reibung iibertragen werden.

Prinzipiell kénnen polymere Faserverbundwerkstoffe zur reibschliissigen Kraftiibertragung
in Schraubenverbindungen verwendet werden. Um eine hohe Tragfihigkeit bei gleichzeitig
hoher Zuverlassigkeit der reibschliissigen Schraubenverbindung zu gewéhrleisten, sind
jedoch deren inhomogene und anisotrope Eigenschaften [1, 2] zu beriicksichtigen. Dabei
gilt es sicherzustellen, dass der Reibschluss zwischen den Fiigeteilen aufrecht erhalten
bleibt und Vorspannkraftverluste in der Schraubenverbindung nicht zu einem Rutschen
bzw. Versagen der Verbindung fiithren.

1.1 Zielstellung und Motivation

Héufig werden Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen aufgrund
vermeintlich geringer reibschliissiger Kraftiibertragung sicherheitshalber auf Lochleibung
ausgelegt [3]. Dies ist nicht nur auf den geringen Kenntnisstand dieser Lastibertragung
zuriickzufithren, sondern hiufig wird sich auf folgende Aussagen gestiitzt: geringe mogliche



1 Einleitung

Montagevorspannkraft durch geringe zulédssige Flachenpressung, hoher Vorspannkraft-
verlust durch Kriechen und geringer Haftreibungskoeffizient zwischen den Fiigeteilen.
Fakt ist, dass bisher nahezu keine Forschungsarbeiten existieren, die die reibschliissige
Lastiibertragung in Schraubenverbindungen mit Faserverbund-Fiigeteilen als priméren
Lastiibertragungsmechanismus untersuchen. Zudem existieren in der Literatur sehr unter-
schiedliche Angaben iiber Vorspannkraftverluste und Haftreibungskoeffizienten.

Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist es daher, die Funktionsweise der reibschliissigen
Lastiibertragung in Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen zu
untersuchen und deren Tragfihigkeit unter statischer Belastung sowie das Verhalten unter
zug-schwellender Belastung zu ermitteln. Da diese Lastiibertragung von der Vorspann-
kraft und den Reibungsbedingungen abhéngig ist, werden Vorspannkraftverluste und
Haftreibungskoeffizienten bestimmt. Die Ergebnisse sollen einen Beitrag zur Auslegung
reibschliissiger Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen liefern
und aufzeigen unter welchen Voraussetzungen bzw. Anforderungen diese Verbindungen fiir
strukturelle Lasteinleitungen geeignet sind.

Das Thema der vorliegenden Arbeit wurde im Projekt MAI Last ,, Auslegungsverfahren
und Charakterisierung von Faserverbundkunststoff-Lasteinleitungen unter statischer und
dynamischer Belastung® [4] des Spitzenclusters MAI Carbon angeregt. Mit dem Ziel
kostengiinstige und fertigungsgerechte Lasteinleitungsverfahren zu entwickeln, bestand
seitens der Automobilindustrie Interesse an der Bestimmung der Vorspannkraftverluste
in Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen. In diesem Zusam-
menhang ist ein wesentlicher Vorteil der reibschliissigen gegeniiber der formschliissigen
Lastiibertragung in Schraubenverbindungen zu nennen. Durch einen méglichen Toleranz-
ausgleich kénnen Passbohrungen in der Montage von Automobilstrukturen vermieden und
hohe Reinheitsanforderungen (keine Spane im Montageprozess) erfiillt werden.

1.2 Inhalt der Arbeit

Im Rahmen der Arbeit werden vier Themenkomplexe der reibschliissigen Lastiibertragung
mit CFK-Werkstoffen bzw. CFK-Fiigeteilen behandelt, Abbildung 1.1. Dabei stellen die
,Vorspannkraftverluste“ und die ,,Haftreibung“ Grundlagenuntersuchungen dar, auf die
aufbauend die reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen
sowie die in einem realitdtsnahen Anwendungsszenario (einschnittige Mehrschraubenver-
bindung) untersucht werden.

Der Stand der Technik in Kapitel 2 widmet sich in kompakter Form den Fiigetech-
nologien von Faserverbundwerkstoffen und in ausfithrlicherer Form der reibschliissigen
Lastiibertragung, den Vorspannkraftverlusten in Schraubenverbindungen mit polymeren
Faserverbund-Fiigeteilen und dem grundlegenden Haft- und Gleitreibungsverhalten von
Polymerwerkstoffen. In Kapitel 3 werden Grundlagen der Viskoelastizitdtstheorie, die
zur Berechnung des Vorspannkraftverlustes in Schraubenverbindungen mit polymeren
Faserverbund-Fiigeteilen benottigt werden, vorgestellt. Der Themenkomplex ,,Vorspann-
kraftverlust* wird in Kapitel 4 behandelt. Darin werden experimentelle, numerische und
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analytische Untersuchungen dargelegt. Der Themenkomplex , Haftreibung® wird in Kapi-
tel 5 zusammen mit den experimentellen, numerischen und analytischen Untersuchungen
der Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen behandelt. In Kapitel 6
wird die reibschliissige Lastiibertragung des realitdtsnahen Anwendungsszenarios numerisch
und experimentell untersucht. Eine Gegeniiberstellung der Ergebnisse des Anwendungssze-
narios aus Kapitel 6 mit den Ergebnissen der doppelschnittigen Schraubenverbindung aus
Kapitel 5 und den Grundlagenuntersuchungen zum Vorspannkraftverlust aus Kapitel 4
sowie der Haftreibung aus Kapitel 5 erfolgt im abschlieSenden Kapitel 7.

L Vorspannkraftverlust } L Haftreibung }
Doppelschnittige
Schraubenverbindung
Realitatsnahes
Anwendungsszenario

Abbildung 1.1: Behandelte Themenkomplexe der reibschliissigen Lastiibertragung
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Ausgehend von den prinzipiellen Fiigetechnologien von Faserverbundwerkstoffen wird
auf die reibschliissige Lastiibertragung in Schraubenverbindungen mit polymeren Fa-
serverbund-Fiigeteilen eingegangen. Es werden die dafiir erforderlichen Thematiken des
Vorspannkraftverlustes und des Reibungsverhaltens dargelegt. Aus dem Stand der Technik
werden die Schlussfolgerungen fiir die durchgefiithrten Untersuchungen im Rahmen der
vorliegenden Arbeit abgeleitet.

2.1 Lasteinleitungen in Faserverbundstrukturen

Im Allgemeinen konnen Figeverfahren nach der Art der Kraftiibertragung eingeteilt
werden, Abbildung 2.1. Ausgewdhlte Beispiele sind in verschiedenen Ausfiihrungen in

Abbildung 2.2 dargestellt.
Fiigeverfahren

l |

formschliissig stoffschliissig kraftschliissig
Bolzenverbindung Klebeverbindung Schraubenverbindung
Schlaufenanschluss Lotverbindung Klemmverbindung
Keilanschluss SchweiBverbindung” Pressverbénde

Abbildung 2.1: Einteilung der Fiigeverfahren von Faserverbundwerkstoffen (*nur bei ther-
moplastischen Matrixwerkstoffen) [1, 5]

In formschliissigen Verbindungen werden Krafte im Wesentlichen durch Druckspannungen
zwischen dem Verbindungselement und den Fiigeteilen iibertragen. Unter dem Begriff
»Bolzenverbindungen“ werden nach Schiirmann [1] sowohl Niet- als auch Schraubenverbin-
dungen zusammengefasst. In diesem Zusammenhang wird die formschliissige Lastiiber-
tragung auch als ,,Lochleibung“ bezeichnet. Formschliissige Verbindungen eignen sich fiir
relativ dickwandige Strukturen und werden stets als iiberlappende Verbindung ausgefiihrt.
Sie konnen je nach Ausfithrung losbar (Passschraubenverbindung) oder unlésbar (Nietver-
bindung) sein. Nachteilig wirken sich Spannungskonzentrationen durch die eingebrachten
Bohrungen aus. Da Bolzenverbindungen auf Lochleibungsversagen ausgelegt werden, sind
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entsprechende Randabsténde erforderlich, die zu einem erhohten Platzbedarf und damit zu
einer Gewichtszunahme fithren kénnen. Die Lochleibungsfestigkeit wird mafigeblich durch
den Laminataufbau beeinflusst. Hier haben sich [0/£45/90] Laminate mit den Anteilen:
50 % 0°-Lagen, 40 % =+45°-Lagen und 10% 90°-Lagen bewéhrt. Bei Schlaufenanschliis-
sen werden unidirektionale Faserstrdnge um einen Bolzen gelegt. Dadurch kénnen hohe
Lasten bei kleinen Randabstdnden punktuell iibertragen werden. Zu beachten sind die
Spannungskonzentrationen an der Innenseite der Schlaufe. Keilanschliisse eignen sich zur
Ubertragung von Zugkriften. [1, 6]

Einschnittige Schlaufen- Welle-Nabe- Klemm- Doppelschnittige
Bolzenverbindung anschluss Pressverband verbindung Klebeverbindung

£ - ~
— e e

Abbildung 2.2: Ausgewdhlte Verbindungstechniken fiir Faserverbundwerkstoffe (nach
Schiirmann [3])

In stoffschliissigen Verbindungen werden Kréfte durch Adhésions- (Kleb- und Lotver-
bindungen) und Kohésionskréfte (Schweiiverbindungen) tibertragen. Dabei eignen sich
Klebungen fiir hochbelastete Verbindungen mit diinnwandigen Strukturen bei ausreichend
groflen Klebeflichen. Diese gelten als leichtbautypisch. Klebeverbindungen kénnen als
Uberlappungsverbindung und geschéftete Verbindung ausgefiihrt werden. Als Nachteile
sind die Schubspannungsiiberhéhungen im Klebstoff infolge der Elastizitit der Fiigeteile,
eine hohe Empfindlichkeit gegeniiber Schéilbeanspruchungen (geringe Klebstofffestigkeit)
und die Unlosbarkeit anzufithren. Méglich sind auch kombinierte Fiigeverfahren, wie z.B.
genietete Klebeverbindungen. [1, 6, 7]

Bei kraftschliissigen Verbindungen werden Druck- bzw. Vorspannkréifte genutzt, um Kréfte
mittels Reibung zu tibertragen. Die {ibertragbare Kraft ist abhéingig von der wirken-
den Vorspannung und dem Haftreibungskoeffizienten zwischen den verspannten Teilen.
Klemmverbindungen werden zur Ubertragung von Biegebelastungen (z.B. Blattfedern) und
Pressverbiinde zur Ubertragung von Torsionsbelastungen (z.B. Welle-Nabe-Verbindungen)
eingesetzt [8]. Reibschliissige Schraubenverbindungen tibertragen Kréfte in der Fiigeteilebe-
ne (in-plane) reibschliissig und Kréfte in senkrechter Richtung (out-of-plane) formschliissig,
Abbildung 2.3. Je nach Ausfiihrung und Lastfall sind auch Kombinationen von reib- und
formschliissiger Kraftiibertragung moglich. Als Vorteile gegeniiber den Bolzen- und Klebe-
verbindungen sind die bereits genannten Eigenschaften moglicher Toleranzausgleich und
Losbarkeit anzufiihren. Als Nachteil ist bei faserverstiarkten Kunststoffen die durch die
Vorspannkraft hervorgerufene senkrechte Beanspruchung der Laminate, bei der die Kraft
im Wesentlichen von der Kunststoffmatrix iibertragen wird, zu nennen. Zu bertiicksichtigen
ist der damit verbundene temperaturabhéngige Vorspannkraftverlust durch Kriechprozesse
in der Kunststoffmatrix, welcher zu einer Reduktion der maximal iibertragbaren Kraft
fiihren kann.
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Gegenstand der Untersuchung

Abbildung 2.3: Belastungsarten einer Schraubenverbindung

2.2 Reibschliissige Schraubenverbindungen mit polymeren
Faserverbund-Fiigeteilen

Reibschliissige Lasteinleitungselemente werden gegen Rutschen bzw. Gleiten ausgelegt. Die
Verbindung versagt, wenn die Reibungskraft in den Reibflachen den Wert der Haftreibungs-
kraft annimmt. Eine Moglichkeit Krafte reibschliissig zu tibertragen sind doppelschnittige
Schraubenverbindungen. Dabei entstehen durch die Klemmkraft Fi als Folge der Vorspann-
kraft Fy; der Schraube und die duflere in-plane Belastung Fj, in den zwei Kontaktfldchen
der Fiigeteile Reibungskrifte FR, die eine Kraftiibertragung ermoglichen, Abbildung 2.4.
Alle weiteren Kontakte, wie Fiigeteil/Scheibe, Schraube/Scheibe und Mutter/Scheibe, sind
nicht an der Kraftiibertragung beteiligt.
-
| |

Fip/2 FRR e Ik
F xrxi [RANY sy y
- -—
Fr / \ FiP
= =
i —
- SRR gy VLI
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Abbildung 2.4: Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindun-
gen

Zur Berechnung der maximal iibertragbaren Kraft Fi, nmax gegen das Gleiten der Fiigeteile
wird das Kréftegleichgewicht am mittleren Fiigeteil gebildet:

Fyp = 2Fg (2.1)
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und das Coulombsche Reibungsgesetz fiir den Fall des Haftens herangezogen:

Fr < pm,mFk. (2.2)

Darin bezeichnet pup 1 den Haftreibungskoeffizienten in der Trennfuge der Fiigeteile und
Fx die Klemmkraft zwischen den Fiigeteilen. Einsetzen des Reibungsgesetzes (2.2) in das
Kriftegleichgewicht (2.1) liefert:

Fp <2pprFx  bzw. Fpmax = 2un,17Fk (2.3)

mit FK = FV — FPA- '
Hierin ist Fpa die Entlastungskraft der Platte, die durch eine tiberlagerte Axialkraftbelas-
tung oder durch das elastische Kraft-Verformungsverhalten der Struktur entstehen kann.
Insofern die Entlastungskraft der Platte null ist (Fpa =0), entspricht die Klemmkraft Fi
der Vorspannkraft Fy,. Der Faktor ,2* in Gleichung (2.3) ist auf die zwei kraftiibertragenden
Kontaktflachen der betrachteten doppelschnittigen Schraubenverbindung zuriickzufiihren.
Mit dem Erreichen der maximal iibertragbaren Kraft Fi, max kommt es zum Rutschen der
Figeteile und damit zum Versagen der Verbindung. Je nach vorliegendem Gleitreibungsver-
halten kann die Reibungskraft wiahrend des Gleitens abnehmen oder zunehmen. Kommt es
zu einem Kontakt zwischen den Fiigeteilen und der Schraube ist eine weitere Laststeigerung
durch Lochleibung moglich [9]. Dieser Fall wird jedoch im Rahmen der vorliegenden Arbeit
nicht betrachtet, da zu diesem Zeitpunkt bereits eine dauerhafte Differenzverschiebung
zwischen den Fiigeteilen vorliegt. Zu beachten ist, dass fiir die Herleitung der maximal
tibertragbaren Kraft nach Gleichung (2.3) angenommen wurde, dass die Vorspannkraft Fy
durch die in-plane Kraft Fj, nicht beeinflusst wird. Wie die Untersuchungen zeigen werden,
entsteht durch eine duflere Belastung eine Vorspannkraftdnderung, die zu einer Reduktion
der maximal {ibertragbaren Kraft Fi, nax fiihren kann.

Zur reibschliissigen Lastiibertragung in Schraubenverbindungen mit polymeren Faserver-
bund-Fiigeteilen sind bisher nur sehr wenige Forschungsarbeiten bekannt. Eine Vielzahl von
wissenschaftlichen Arbeiten beschéftigt sich mit der Lastiibertragung durch Lochleibung
in Schraubenverbindungen. Weitverbreitet sind reibschliissige Schraubenverbindungen im
Stahlbau, sie werden dort als , gleitfeste Verbindungen“ bezeichnet [10, 11].

Helfrich [12] untersucht den Einfluss des Haftreibungskoeffizienten auf die reib- und form-
schliissige Lastiibertragung in CFK-Stahl-Schraubenverbindungen mit duroplastischer und
thermoplastischer Matrix. Zunachst werden anhand von Haftreibungsmessungen verschie-
dene Konzepte zur Reibwerterhohung bewertet. Dabei zeigt sich, dass durch eine grobe
Montagepaste der Haftreibungskoeffizient zwischen CF-EP und Stahl von ca. 0,2 (entfettete
Oberflache) auf ca. 0,34 und durch eine Hartpartikeltriagerfolie auf ca. 0,4 erhoht werden
kann. Parallel dazu werden Versuche zur Ermittlung der maximal zuléssigen Flachenpres-
sung von duroplastischen und thermoplastischen CF-Laminaten durchgefiihrt. Anhand der
Auswertung von Schallemissionsmessungen wird eine maximal zuléssige Flachenpressung
von 140 N/mm? ermittelt, die eine gute Ubereinstimmung zu Literaturwerten zeigt. Es



2 Stand der Technik

ergeben sich jedoch zwischen den CF-Laminaten teilweise erhebliche Unterschiede und
hohe Streuungen in den Ergebnissen. Dieses Verhalten wird nicht abschlieend geklart
und bedarf deshalb weiterer Untersuchungen. Im Rahmen von Vorspannkraftmessungen
in M6 Schraubenverbindungen mit zwei unterschiedlichen CF-EP-Laminaten und zwei
thermoplastischen CF-Laminaten (PA6, PA66) wird der Einfluss der Temperatur (Raum-
temperatur und 70°C), eines strukturellen Verndhens (Verstdrkung des Laminates in
Dickenrichtung) und einer Zweitmontage auf den Vorspannkraftverlust untersucht. Die
Versuchsdauer betrigt 100 h und die initiale Flichenpressung 100 N/mm?. Der ermittel-
te Vorspannkraftverlust liegt je nach Parameter zwischen 10 % und 15 %. Es zeigt sich,
dass unter erhohter Temperatur bei den thermoplastischen CF-Laminaten ein geringerer
Vorspannkraftverlust auftritt als bei den duroplastischen. Es wird vermutet, dass durch
das Aufheizen iiber die Glasiibergangstemperatur der thermoplastischen CF-Laminate
Oberflachenwelligkeiten bereits wahrend der Montage eingeebnet werden und nicht wie bei
den duroplastischen CF-Laminaten erst nach der Montage. Wahrend durch das strukturelle
Verndhen der CF-EP-Laminate keine Verringerung des Vorspannkraftverlustes erreicht
wird, kann durch das wiederholte Montieren der Schraube aufgrund des Einebnens von
Oberflachenrauigkeiten der Vorspannkraftverlust reduziert werden. Im Rahmen von stati-
schen und zyklischen Zugscherversuchen an doppelschnittigen Schraubenverbindungen mit
CF-EP/Stahl- und CF-PAG6/Stahl-Paarungen wird die Lastiibertragung in Abhingigkeit
der Reibungsbedingung, Vorspannkraft und Passung untersucht. Es zeigt sich, dass durch
den Einsatz einer Hartpartikeltrégerfolie und einer hohen Montagevorspannkraft von 18 kN
eine hohere Kraft tibertragen werden kann als bei einer vergleichbaren Lochleibungsver-
bindung. Zwischen den Fiigeteilpaarungen CF-EP /Stahl und CF-PAG6/Stahl ergeben sich
dafiir keine Unterschiede. Die zug-schwellenden Versuche mit der Hartpartikeltriagerfolie
zeigen, dass fiir beide Paarungen Zugkrafte in Hohe von 70 % der statischen Maximalkraft
dauerhaft (10° Lastwechsel) iibertragen werden kénnen.

Schiirmann und Elter [3, 13] untersuchen die Steigerung der Tragfihigkeit von Schrauben-
verbindungen durch gezahnte Oberflichen. Dabei wird die Verzahnung entweder direkt
auf das metallische Fligeteil aufgebracht oder es wird bei reinen CFK-Verbindungen ein
gezahntes Element zwischen die CFK-Fiigeteile eingelegt. Wie durch Versuche bestétigt
wird, entsteht zwar infolge der Verzahnung gegeniiber einer glatten Oberfldche ein gro-
Berer Vorspannkraftverlust, jedoch wirkt sich dieser nicht negativ auf die Tragfahigkeit
aus. Weiterhin kann dieser zusétzliche Vorspannkraftverlust durch ein Nachziehen der
gezahnten Schraubenverbindung kompensiert werden. Insgesamt kann die Lastiibertragung
durch eine gezahnte Oberfliche gegeniiber einer glatten Oberfliche deutlich gesteigert
(T =0,4) werden.

Andere Arbeiten zielen darauf ab, durch die Verringerung von Vorspannkraftverlusten die
Tragfihigkeit von reibschliissigen Lasteinleitungselementen zu erhéhen. So wird von Schorn-
stein et al. [14] der Ansatz verfolgt, CFK-Laminate in Dickenrichtung durch das Einbringen
von diinnen Stében (sog. Z-Pins) lokal zu verstdrken. Dadurch sollen Vorspannkraftver-
luste durch Kriechen in der Kunststoffmatrix verringert werden. Die fertigungstechnische
Machbarkeit mit entsprechender Qualitédt wurde bereits belegt [14]. Verifikationsversuche,
die den tatséchlichem Nutzen dieses Verfahrens bestédtigen, sind noch ausstehend.
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2.3 Vorspannkraftverluste in Schraubenverbindungen

Vorspannkraftverluste kénnen nach den in Abbildung 2.5 dargestellten Ursachen eingeteilt
werden [15, 16]. Das selbsttéitige Losdrehen und das Last-Plastifizieren seien hier nur der
Vollstandigkeit halber erwéhnt, da diese nicht explizit Gegenstand der Untersuchungen
sind. Das selbsttétige Losdrehen wird durch Relativbewegungen in den Schrauben- und
Muttergewindegingen bzw. in den Auflageflichen von Schraubenkopf und Mutter, die zu
einer Rotation der Schraube gegen die Mutter fiihren, hervorgerufen [15, 17]. Jiingere Unter-
suchungen zeigen, dass in der Praxis auch sehr kleine Bewegungen, die nicht makroskopisch
zum Verschieben fithren, ausreichen, um ein selbsttétiges Losdrehen zu erzeugen [18]. Bei
dem sog. ,Last-Plastifizieren“ entsteht der Vorspannkraftverlust durch hohe mechanische
oder thermische Betriebslasten, unter welchen lokale Bereiche der Schraubenverbindung
plastisch verformt werden [16]. AuBerdem kénnen Temperaturdnderungen bei ungleichen
Wiérmeausdehnungskoeffizienten der Schraube und der verspannten Teile zu einer Vor-
spannkraftinderung fithren. Da diese Vorspannkraftinderungen reversibel sind (sofern die
jeweilige WarmflieBgrenze nicht tiberschritten wird), stellen diese keine Verluste dar und
werden deshalb nicht in Abbildung 2.5 aufgefiihrt.

Vorspannkraftverluste

Selbsttétiges
Losdrehen

Lockern
|

E Setzen }E Kriechen } L.ast.— E Total }E Partiell }
Plastifizieren

Abbildung 2.5: Einteilung der Vorspannkraftverluste einer Schraubenverbindung [15, 16]

2.3.1 Setzen und Kriechen in Schraubenverbindungen

Unter dem Begriff | Setzen* wird im Allgemeinen das plastische Eindriicken von Oberflichen-
rauigkeiten verstanden [15, 17, 19, 20]. Setzerscheinungen treten in allen druckbelasteten
Kontaktflachen einer Schraubenverbindung auf. Dazu zéhlen die belasteten Gewindeflan-
ken, Auflageflichen von Schraubenkopf und Mutter und sdmtliche Trennfugen zwischen den
verspannten Teilen. Die Ursache des Setzens ist auf die Oberflichenrauigkeit der in Kontakt
tretenden Korper und des damit verbundenen Annéherungsvorganges unter Einwirkung
einer Normalkraft zuriickzufithren. Das Setzen ist ein zeitabhéngiger Vorgang, bei dem
durch Lastumlagerungen nach und nach Mikroerhebungen der Oberflichen elastisch und
anschliefend plastisch verformt werden bis ein Gleichgewichtszustand erreicht ist. Der
zugehorige plastische Verformungsanteil wird als Setzbetrag fz bezeichnet. Setzvorgénge
kénnen bereits mit der Montage beginnen, jedoch sind nur Setzvorgénge die nach der
Montage auftreten von Bedeutung. [15, 19, 20]
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Als Einflussfaktoren auf die Setzbetrige werden genannt [15, 21]:

o Montageverfahren,

o Festigkeiten der in Kontakt tretenden Teile,

e Rauigkeit,

e Fléchenpressung,

e Temperatur,

« elastische Nachgiebigkeit der Schraube und der verspannten Teile und

e Beschichtungsart und -dicke.

Der Einfluss des Setzens auf die Vorspannkraft Fy einer Schraubenverbindung ist in Abbil-
dung 2.6 anhand der Verspannungsschaubildes dargestellt. Ausgehend vom Montagezustand
mit der Montagevorspannkraft Fj; und der elastischen Verformung der Schraube fsn
und der Platte fpy; (bzw. der verspannten Teile) fithrt das Setzen zu einer Abnahme der
Summe dieser elastischen Verformungen um den Setzbetrag fz. Die Nachgiebigkeit der
Schraube dg und der Platte dp bleiben dabei konstant. [15, 19]

Fy ©.

Fu

fs fr | f

fsm Jfpm

Abbildung 2.6: Einfluss eines Setzbetrages f7 auf die Vorspannkraft Fy einer Schrauben-
verbindung (nach [15, 19])

Die resultierende Setzkraft F kann aus dem Verspannungsschaubild nach Abbildung 2.6
mit den elastischen Nachgiebigkeiten der Schraube dg und der Platte dp ermittelt werden:

fz
F;, = . 2.4
27 5s + op (2:4)

Als , Kriechen“ wird das Auftreten zeitabhéngiger plastischer Deformationen in Schrau-
benverbindungen mit metallischen Werkstoffen [15, 17, 19] und im Zusammenhang mit

10
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CFK-Werkstoffen [16] bezeichnet. Dies bedeutet, dass elastische Verformungen des ver-
spannten Systems — dhnlich wie beim Setzen, jedoch iiber einen ldngeren Zeitraum — in
plastische Verformungen umgewandelt werden. Einflussfaktoren sind [19]:

o Werkstoffe,
o Zeit,
e Temperatur und

o Hohe der Belastung.

Nach der oben genannten Definition des Kriechens, zeigt dieser Mechanismus densel-
ben Einfluss auf das Verspannungsschaubild der Schraubenverbindung wie das Setzen.
Eine genauere Betrachtung in Bezug auf polymere Faserverbundwerkstoffe erfolgt in
Abschnitt 4.3.

2.3.2 Vorspannkraftverluste in polymeren Faserverbund-
Schraubenverbindungen

Das Thema der Vorspannkraftverluste in Schraubenverbindungen mit polymeren Faser-
verbund-Fiigeteilen ist bereits seit langerer Zeit Gegenstand wissenschaftlicher Arbeiten.
Dies ist insbesondere auf die Bedeutung der Vorspannkraft fiir die erreichbare Lochlei-
bungsfestigkeit von formschliissigen Schraubenverbindungen zuriickzufiihren.

Experimentelle Untersuchungen

Shivakumar und Crews [22] untersuchen den Einfluss von Temperatur und Feuchtigkeit auf
den Vorspannkraftverlust in Schraubenverbindungen mit quasi-isotropen CF-EP-Fiigeteilen.
Dazu werden Vorspannkraftmessungen an doppelschnittigen Schraubenverbindungen iiber
einen Zeitraum von ca. 2400h mit einem Anziehdrehmoment von ca. 6 Nm bei drei
unterschiedlichen Umgebungsbedingungen durchgefiihrt:

o Raumtemperatur (RT) mit trockener Umgebungsluft (RTD),
o Raumtemperatur mit Raumfeuchtigkeit (RTA) und
 erhohte Temperatur (66 °C) mit trockener Umgebungsluft (ETD).

Die Vorspannkraftverluste am Ende der Messungen sind ca. 12% (RTD), 14% (RTA)
und 12,5% (ETD). Weitere Analysen zeigen, dass mit zunehmender Temperatur und
zunehmendem Feuchtegehalt die Vorspannkraftverluste zunehmen.

Horn und Schmitt [23, 24] analysieren im Zusammenhang mit der Ermittlung der Lochlei-
bungsfestigkeit von einschnittigen CFK-Schraubenverbindungen den Einfluss der Tempe-
ratur (26 °C und 121 °C), der Ausfithrung des Schraubenkopfes (Sechskant und Senkkopf),

des Anziehdrehmomentes (7 Nm und 11 Nm) und einer dufleren in-plane Belastung auf

11
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den Vorspannkraftverlust. Betrachtet werden zwei Verbindungen mit quasi-isotropen CF-
Thermoplast-Laminaten unterschiedlicher Hersteller. Der gemessene Vorspannkraftverlust
liegt nach ca. 720h (=30d) zwischen 3 % und 19 %. Es zeigt sich, dass der Vorspannkraft-
verlust bei erhohter Temperatur im Vergleich zu Raumtemperatur um ca. 5% zunimmt,
die Ausfithrung des Schraubenkopfes keinen und die Hohe des Anziehdrehmomentes einen
geringen Einfluss auf den Vorspannkraftverlust haben.

Mit dem Ziel den Einfluss einer wechselnden Temperatur und Luftfeuchtigkeit auf die stati-
sche Festigkeit und Ermidungsfestigkeit zu ermitteln, misst Chen [25] die Vorspannkraft in
doppelschnittigen Schraubenverbindungen mit zwei unterschiedlichen CF-EP-Laminaten.
Die vorgespannten Verbindungen werden iiber einen Zeitraum von vier Monaten drei
Umgebungsbedingungen ausgesetzt:

e Raumtemperatur und -feuchtigkeit,

o Zyklierung im 12 h-Rhythmus zwischen Raumtemperatur/trocken und 32°C/98 %
relative Luftfeuchtigkeit und

o Zyklierung im 12 h-Rhythmus zwischen Raumtemperatur/trocken und 49°C/98 %
relative Luftfeuchtigkeit.

Die Ergebnisse sind nicht eindeutig, so wird beispielsweise nach dem Zyklierprogramm
mit 32 °C/98 % relative Luftfeuchtigkeit ein Vorspannkraftverlust von 7,6 % und nach dem
Zyklierprogramm mit 49 °C/98 % relative Luftfeuchtigkeit ein Anstieg der Vorspannkraft
um 55 % gemessen. Es wird vermutet, dass Quelleffekte in der Kunststoffmatrix dafir
verantwortlich sind. Des Weiteren konnen Nichtlinearitdten der zur Messung verwendeten
Messschrauben nicht ausgeschlossen werden.

Thoppul et al. [26] und Gibson und Thoppul [27] untersuchen den Einfluss der Montage-
vorspannkraft in Kombination mit einer statischen und wechselnden Dreipunktbiegebe-
anspruchung auf den Vorspannkraftverlust in einer einschnittigen Schraubenverbindung
mit unidirektionalen CF-EP-Fiigeteilen. Der gemessene Vorspannkraftverlust liegt nach
30h zwischen 1,25 % und 4,25 %. Es zeigt sich bei allen Versuchen eine Abnahme des
Vorspannkraftverlustes mit zunehmender Montagevorspannkraft. Bei geringen Montage-
vorspannkraften wird eine Zunahme des Vorspannkraftverlustes durch die statische und
zyklische Belastung mit einer Frequenz von 1 Hz gegeniiber einer unbelasteten Verbindung
festgestellt, wohingegen sich bei héheren Montagevorspannkréften die Verhéltnisse um-
kehren. Mit zunehmender Frequenz von 1 Hz auf 5 Hz nimmt der Vorspannkraftverlust
zu. Die Autoren fithren dies auf eine Erwdrmung der Reibfliche zwischen den Fiigeteilen
zuriick.

Caccese et al. [28] ermitteln den Vorspannkraftverlust in Schraubenverbindungen mit
Fiigeteilen bestehend aus einem quasi-isotropen Glasfaser-Vinylester (GF-VE) Laminat,
Stahl (St) und Aluminium (Al). Relaxationsversuche unter einer gleichméfigen Druck-
verteilung in der GF-VE-Probe ergeben, dass sich der Vorspannkraftverlust bei einer
Erhéhung des initialen Druckes von 34 N/mm? auf 71 N/mm? im Wesentlichen nicht
verdndert. Es werden Messungen der Vorspannkraft in einschnittigen Schraubenverbin-
dungen mit den Materialpaarungen GF-VE/St, GF-VE/Al und GF-VE/GF-VE iiber
einen Zeitraum von 2000 h in Abhéngigkeit verschiedener Parameter durchgefiihrt. Der
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Vorspannkraftverlust belduft sich auf 30 %, 45 % und 55 %. Die Vorspannkraftmessungen
zeigen, dass die Ausfithrung des Schraubenkopfes (Sechskant/Senkkopf) keinen Einfluss
auf den Vorspannkraftverlust hat und bestdtigen damit die Beobachtungen von Horn
und Schmitt [23, 24]. Ein Nachziehen der Schraubenverbindung scheint einen positiven
Einfluss auf die Restvorspannkraft zu haben, dies bedarf jedoch weiteren Untersuchungen.
Weitere Messungen bei sich zyklisch &ndernder Umgebungstemperatur zwischen Raum-
temperatur und 62 °C zeigen, dass zum einen die Vorspannkraft stark temperaturabhéngig
ist und zum anderen das erste Aufheizen knapp unter die Glasiibergangstemperatur der
GF-VE-Laminate (79 °C) zu einem hohen Vorspannkraftverlust fithrt, wahrend sich der
Vorspannkraftverlust nach weiteren Temperaturzyklen nur gering verdandert. Dies wird
auf ein Nachhérten des GF-VE-Fiigeteils im ersten Zyklus zuriickgefithrt. Daher wird
geraten, die GF-VE-Proben vor dem eigentlichen Einsatz bei einer Temperatur oberhalb
der maximalen Einsatztemperatur zu tempern.

Friedrich und Hubbertz [29] untersuchen den Einfluss verschiedener Matrixsysteme (EP,
PEEK) und der Temperatur (80 °C, 100 °C) auf den Vorspannkraftverlust in CFK-Schrau-
benverbindungen mit Senkkopfschrauben. Die Messungen iiber einen Zeitraum von 500 h
(ca. 21d) ergeben, dass sowohl bei 80°C als auch bei 100°C ein deutlich grofierer Vor-
spannkraftverlust in den Schraubenverbindungen mit den EP-Laminaten auftritt (ca. 65 %
und 96 %) als in den Schraubenverbindungen mit den PEEK-Laminaten (ca. 35%). Im
Rahmen weiterer Messungen bei erhohter Temperatur mit unterschiedlichen Montagevor-
spannkréften zeigen die CF-EP- und CF-PEEK-Schraubenverbindungen eine Abnahme des
Vorspannkraftverlustes mit zunehmender Montagevorspannkraft. Die genauen Ursachen
fiir dieses Verhalten bleiben ungekléart.

In der nachfolgenden Veréffentlichung von Hubbertz und Friedrich [16] werden die Un-
tersuchungen aus der vorangegangenen Arbeit [29] fortgefiihrt. Fiir die Abnahme des
Vorspannkraftverlustes mit zunehmender Montagevorspannkraft konnen zwei Ursachen
identifiziert werden:

e Anhand von Mikroskopaufnahmen kann gezeigt werden, dass der Faservolumen-
gehalt im Bereich der Bohrung durch hohe Vorspannkrifte lokal zunimmt. Dies
geht mit einem Flieflen der Kunststoffmatrix einher. Dadurch verbessern sich die
Kriecheigenschaften der Laminate in Dickenrichtung und die Warmeausdehnung
in Dickenrichtung nimmt ab, wodurch bei héheren Montagevorspannkriften ein
geringerer Vorspannkraftverlust entsteht.

e Da der Vorspannkraftverlust in Stahl- und Aluminium-Schraubenverbindungen eben-
falls mit steigender Montagevorspannkraft abnimmt, wird abgeleitet, dass Setzvorgén-
ge auch in CFK-Schraubenverbindungen zu diesem Verhalten beitragen. Demzufolge
werden Setzvorgidnge bei hoheren Montagevorspannkraften zu einem gréfleren Teil
in den Montageprozess vorgezogen als bei geringeren Montagevorspannkréften und
kommen somit weniger nach Beendigung des Montagevorganges zum Tragen.

Weiterer Gegenstand dieser Arbeit ist die Ermittlung des Vorspannkraftverlustes bei
wechselnden Temperaturlasten. Dazu werden die betrachteten CF-EP- und CF-PEEK-
Schraubenverbindungen mehreren Temperaturzyklen zwischen —50°C und 100 °C {iber
einen Zeitraum von 500 h ausgesetzt. Der gemessene Vorspannkraftverlust liegt zwischen
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dem der sich bei konstanter Minimal- und Maximaltemperatur der zyklischen Tempera-
turlast ergibt. Dies bestétigt, dass der Vorspannkraftverlust von der Hohe und der Dauer
der Maximaltemperatur abhéngt.

Der Einfluss des Schraubenkopfes auf den Vorspannkraftverlust in CFK-Schraubenver-
bindungen wird in der Arbeit von Gerhard [30] sowie in der von Friedrich und Hubbertz
[29] untersucht. Es zeigt sich, dass bei der Verwendung von Schrauben mit groferen
Senkwinkeln als 100° der Vorspannkraftverlust geringer ist. Neben planen Kopfauflagen
haben sich insbesondere Senkkopfwinkel von 130° als besonders vorteilhaft erwiesen.

Der Vorspannkraftverlust in CFK-Schraubenverbindungen wird durch das Kriechverhal-
ten der Laminate in Dickenrichtung beeinflusst. Dazu werden von Scattina et al. [31]
Druckkriechversuche mit CF-EP-Gewebe-Laminaten in Abhéngigkeit der Temperatur (RT
und 80°), der Druckspannung (30 N/mm?, 40 N/mm? und 50 N/mm?) und der Oberfli-
chenrauigkeit (rau und glatt) iiber einen Zeitraum von ca. 168h (=7d) durchgefiihrt
und die Druckverformungskurven tiber der Zeit ermittelt. Die Messungen zeigen, dass
die Verformungen der Probekorper mit der Temperatur, der Hohe der Druckspannung
und der Oberflichenrauigkeit zunehmen. Aus ergénzenden Versuchen mit einer Be- und
Entlastung der CFK-Probe vor dem eigentlichen Druckkriechversuch wird abgeleitet,
dass dieses Vorgehen zu einer Verringerung der Vorspannkraftverluste im Betrieb der
CFK-Schraubenverbindungen beitragen kann.

Da Schraubenverbindungen in der Regel iiber einen langen Betriebszeitraum zuverléssig
ausgelegt werden miissen, sind zeiteffiziente Versuchsmethoden zur Ermittlung des Langzeit-
kriechverhaltens gefordert. Zu diesem Thema untersuchen Pohl et al. [32] die Anwendbarkeit
des Zeit-Temperatur-Verschiebungsprinzips (ZTVP) zur Extrapolation der Kriechfunktio-
nen von thermoplastischen Glasfaser-Gewebelaminaten. Es werden Druckkriechversuche in
Laminatdickenrichtung bei unterschiedlichen Druckspannungen (25 N/mm? bis 75 N/mm?)
und Temperaturen (23 °C bis 60 °C) tiber einen Zeitraum von 10h durchgefiithrt und die
Messdaten mithilfe des ZTVP unter Verwendung des Findley Ansatzes bis 10® h extrapoliert.
Der Vergleich mit Kriechversuchen {iber einen Zeitraum von 10° h zeigt eine gute Vorhersa-
gequalitdt des ZTVP. Eine Moglichkeit den Versuchsaufwand noch weiter zu reduzieren ist
das sogenannte SIM-Verfahren (Stepped Isothermal Method) [33]. Bei dieser Methode wird
die Temperatur in Kriechversuchen stufenférmig erhoht und aus der resultierenden Kriech-
dehnung eine Masterkurve konstruiert. Das SIM-Verfahren konnte von Pohl et al. [34]
bereits erfolgreich auf einen thermoplastischen Glasfaserverbund angewendet werden.

Im Gegensatz zu metallischen Schraubenverbindungen finden sich in der Literatur keine
belastbaren Untersuchungen zum Setzverhalten in Schraubenverbindungen mit Laminaten
aus polymeren Faserverbundwerkstoffen. Da im spéteren Verlauf der Arbeit Setzbetrige
ermittelt werden, sind zum Vergleich die Setzbetrage metallischer Schraubenverbindungen
nach VDI 2230 [19] in Tabelle 2.1 angegeben. Demnach nimmt der Setzbetrag bei gleicher
Belastungsart mit der Rauigkeit zu. Aulerdem sind die Setzbetridge bei einer Querbe-
lastung (Schub) hoher als bei einer Langsbelastung (Zug/Druck). Je nach verwendeten
Werkstoffen kénnen die Setzbetrige fiir das Gewinde und die Kopf- bzw. Mutternauf-
lage fiir Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen herangezogen
werden. Experimentelle Untersuchungen von Ba-Salem [20] zeigen, dass in metallischen
Schraubenverbindungen nach 72h alle relevanten Setzvorgéinge abgeschlossen sind.
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Tabelle 2.1: Richtwerte fiir Setzbetrége metallischer Schraubenverbindungen [19]

Mittlere Rautiefe Rz  Belastung Setzbetrag fz in pm
im Gewinde je Kopf- oder je innere
Mutternauflage Trennfuge
Rz < 10pm Zug/Druck 3 2,5 1,5
Schub 3 3 2
10pm < Rz < 40pm  Zug/Druck 3 3 2
Schub 3 4.5 2,5
40pm < Ry < 160pm  Zug/Druck 3 4 3
Schub 3 6,5 3,5

In der Grundlagenliteratur [17, 35] werden Manahmen zur Verringerung von Setzkraftver-
lusten angefiihrt, die prinzipiell auf Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-
Fiigeteilen iibertragbar sind. Diese Mafinahmen zielen einerseits darauf ab Setzbetrage
zu reduzieren und andererseits die Nachgiebigkeit des verspannten Systems zu erhdhen.
Demnach kann der Setzbetrag durch moglichst wenige Trennfugen, glatte und ebene
Oberflachen oder durch das mehrmalige Vorspannen und Losen mit dem Ziel die Rau-
igkeiten in den Auflageflichen oder Gewindegingen einzuebnen minimiert werden. Des
Weiteren wird die Verwendung von Dehnschrauben und Hiilsen sowie der Einsatz von
hochfesten Schrauben zur Erhohung der Vorspannkrifte und Schrauben bzw. Muttern
mit einer nachgiebigen Auflagefliche (z.B. Flanschkopfschraube) genannt. Zusétzliche
Sicherungselemente kénnen Spannscheiben oder Tellerfedern mit hoher Steifigkeit sein.
Weiterhin stellt das Nachziehen der Schraubenverbindung eine sinnvolle Moglichkeit zur
Verringerung von Setzkraftverlusten dar.

Vorhersagemodelle

Zur Vorhersage des Vorspannkraftverlustes in Schraubenverbindungen werden unter-
schiedliche Modelle eingesetzt. Dabei ist prinzipiell zwischen Materialmodellen, die das
zeitabhéngige Materialverhalten der CFK-Laminate beschreiben, und dem eigentlichen
Berechnungsmodell (analytisch, numerisch) zur Vorhersage der zeitabhdngigen Schrau-
benvorspannkraft zu unterscheiden. Shivakumar und Crews [22] verwenden ein linear
viskoelastisches Materialmodell fir das betrachtete CF-EP-Laminat und ein zweidimen-
sionales Finite-Elemente-Modell (FE-Modell). Die viskoelastischen Eigenschaften des
CF-EP-Laminates werden mithilfe der Mikromechanik und der Klassischen Laminattheorie
aus der Kriechfunktion (Potenzfunktion) des EP-Harzes ermittelt. Aus der FE-Analyse
wird ein einfaches empirisches Modell zur Vorhersage der Vorspannkraft Fy () entwickelt.

Liegt die Kriechfunktion der EP-Matrix in der Form J(t) = Jo + J1(t/aTn)™ vor, so gilt:

Fy(t 1
v(t) _ — (2.5)
FVO 1 m

1+
(aTH)™

15



2 Stand der Technik

Hierin sind:

Fyo initiale Vorspannkraft bei ¢t =0,

" viskoelastische Vorspannkraftkonstante,

n Exponent der Kriechfunktion der Kunststoffmatrix und
arn hygrothermaler Verschiebungsfaktor der Kunststoffmatrix.

Das empirische Modell wird durch die Konstante F; an den aus der FE-Analyse ermittelten
Verlauf der Vorspannkraft angepasst. Das vorgeschlagene empirische Modell zeigt eine
gute Ubereinstimmung zu Vorspannkraftmessungen iiber 100 h und wird auch von anderen
Autoren, wie z.B. Thoppul et al. [26] und Caccese et al. [28], herangezogen.

Thoppul et al. [26] setzen ein dreidimensionales FE-Modell einer doppelschnittigen Schrau-
benverbindung mit linear viskoelastischen Materialverhalten der CF-EP-Laminate unter
Beriicksichtigung der Orthotropie ein. Die Berechnung der Vorspannkraft erfolgt mit der
quasi-elastischen Naherungslésung. Die erforderlichen zeitabhédngigen Materialkennwerte
der unidirektionalen (UD) Schicht werden mit der Mikromechanik unter Verwendung des
Korrespondenzprinzips aus den elastischen Faserdaten und den linear viskoelastischen
Matrixdaten ermittelt. Die Analysen ergeben eine gute Ubereinstimmung zu Versuchen,
jedoch kann mit diesem Modell die beobachtete Nichtlinearitdt des Vorspannkraftverlustes
bei unterschiedlich hohen Montagevorspannkriften nicht wiedergegeben werden.

Dallmeier [36] wéahlt ein dhnliches Vorgehen wie Thoppul et al. [26]. Zur Berechnung
des Vorspannkraftverlustes einer einschnittigen Schraubenverbindung wird ein dreidi-
mensionales FE-Modell verwendet. Das Materialverhalten der CF-EP-Laminate wird
als linear elastisch angenommen. Mithilfe der quasi-elastischen Naherungslosung werden
zum einen die zeitabhidngigen Kennwerte der UD-Schicht ermittelt und zum anderen
die Berechnung der Vorspannkraft durchgefithrt. Daraus werden fiir eine einschnittige
CFK-Schraubenverbindung in Kombination mit einer Sensitivitdtsanalyse konstruktive
Empfehlungen zur Minimierung von Vorspannkraftverlusten abgeleitet. So sollen sich ein
geringes Verhéltnis von Plattendicke zu Lange und Breite, grole Randabsténde, geringere
Platten- als Schraubennachgiebigkeit und grofle Auflagedurchmesser sowie ein gleich grofier
Schrauben- und Mutternkopf giinstig auf die Vorspannkraft auswirken. Eine experimentelle
Verifikation bleibt jedoch anderen Arbeiten vorbehalten.

Wang et al. [37] schlagen ein mikromechanisches Modell basierend auf der linearen Visko-
elastizitatstheorie zur Vorhersage der zeitabhéngigen Vorspannkraft Fy () vor:

Fy(t) 1
Fyo 1+ (a(l —exp(—t/7))+ )

(2.6)

Darin sind e und 8 geometrie- und materialabhéngige Parameter der Schraubenverbindung
und 7 die Relaxationszeit der CFK-Laminate. Das Modell basiert auf einer eindimensiona-
len Betrachtung der Schraube und der verspannten Teile. Es wird angenommen, dass das
Kriechverhalten der CFK-Laminate in Dickenrichtung mit einem linearen Burgers-Modell
(4-Parameter-Modell) beschrieben werden kann. Die Ubereinstimmung des Relaxations-
modelles (2.6) mit Messungen iiber einen Zeitraum von 200h wird als gut bewertet.
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Jedoch wird dieses Modell von Lv et al. [38] aufgrund der schlechten Ubereinstimmung zu
Experimenten als ungeeignet angesehen.

Im Gegensatz zu den Arbeiten von Shivakumar und Crews [22], Thoppul et al. [26] und
Wang et al. [37] verwenden Lv et. al [38] zur Beschreibung des zeitabhéngigen Verhaltens
in Dickenrichtung der CF-EP-Laminate kein viskoelastisches Materialmodell, sondern ein
nichtlineares Kriechmodell. Darin wird zwischen primérem und sekundirem Kriechen
unterschieden. Die gesamte Kriechrate £, (t) folgt aus [38]:

Ear(t) = mBa™ t" ! + ko™ (2.7)

Unter der Annahme einer konstanten Gesamtdehnung der CFK-Platte in Dickenrichtung
wird fur die beiden Kriechbereiche hergeleitet [38]:

1/0 B c *
Felt) 1/ |1+ ARy (t/ar) ] O<t<t
F: c
Vo 1/ |D+ ARG B far) P (tan)| ¢ > 1, 28)
A= M_ll), B=m, C= und
mt*¥m— n—1

D=1+ AFJC(1 - B)(t*Jar)®.

Darin sind A, B und C' Materialkonstanten, t* der Zeitpunkt, an welchem das primére
in das sekundére Kriechen iibergeht, und at der thermische Verschiebungsfaktor. Die
Anwendung des ZTVP mit der Arrhenius-Gleichung zur Beschreibung der Tempera-
turabhingigkeit der Vorspannkraft zeigt eine gute Ubersteinstimmung zu Messungen
bei unterschiedlichen Temperaturen. Das vorgeschlagene Modell liefert die Moéglichkeit
nichtlineares Materialverhalten zu beriicksichtigen. Versuche mit unterschiedlichen Anzieh-
drehmomenten zeigen, dass mit steigendem Anziehdrehmoment der Vorspannkraftverlust
groffer wird. Dies steht im Widerspruch zu den Beobachtungen von Friedrich und Hub-
bertz [16, 29] und Thoppul et al. [26]. Auerdem werden der Einfluss der Schraube und
der Geometrie des verspannten Systems, wie z.B. Klemmlinge, Bohrungsdurchmesser und
Auflenabmessung der CFK-Platte, auf den Vorspannkraftverlust nicht beriicksichtigt.

In der Arbeit von Finck et al. [39] wird das Norton-Bailey Kriechgesetz &(t) = Ao™t™
zur Modellierung des Kriechverhaltens von Sheet Molding Compounds (SMC) bestehend
aus Kohlefasern und EP-Matrix herangezogen. Die Parameter A, n und m werden aus
Druckkriechversuchen in Dickenrichtung der SMC bei einer Druckspannung von 2 MPa
und 20 MPa und einer konstanten Temperatur von 120 °C ermittelt. Dabei zeigt sich, dass
die Kriechrate mit steigender Druckspannung zunimmt. Mit den ermittelten Parametern
des isotropen Norton-Bailey Kriechgesetzes wird eine dreidimensionale FE-Analyse zur
Vorhersage der Vorspannkraft durchgefiihrt. Der Vergleich mit Vorspannkraftmessungen
zeigt trotz der Vernachlissigung der Orthotropie der SMC eine gute Uberstimmung.
Dariiber hinaus wird festgestellt, dass der gewdhlte Ansatz auch zur Extrapolation von
Versuchsdaten geeignet ist.
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Kriechgesetze finden auch bei metallischen Schraubenverbindungen Anwendung. Bei diesen
koénnen, ebenso wie in CFK-Schraubenverbindungen, temperatur- und spannungsabhéngige
Kriecheffekte auftreten. Kindersberger et al. [40] leiten fir eine Aluminium-Schraubenver-
bindung aus einer eindimensionalen Betrachtung des verspannten Systems eine analytische
Beziehung fiir die zeitabhéngige Spannung op(t) in der Platte her. Unter der Annahme,
dass nur in der Platte Kriecheffekte auftreten, gilt:

O’P(t) = 1= nEPC(G — 1)tm exp (—AI_I> + Jllgan:| "
kT (2.9)
o Iso
fso+ fro
Hierin sind:

opo Spannung in Dickenrichtung der Platte zum Zeitpunkt ¢t =0,
k Stefan-Boltzmann Konstante,
n Norton Exponent,
m Kriechexponent,
AH Aktivierungsenergie des Plattenmaterials,
Ep Elastizitdtsmodul der Platte,
T Temperatur,
G geometrischer Gewichtungsfaktor,
C Proportionalitatsfaktor und

fso, fro Verformung der Schraube (S) und der Platte (P) bei ¢t =0.

Dieses analytische Modell berticksichtigt im Gegensatz zu dem Modell von Lv et al. [38]
die Anfangsverformungen der Schraube und der Platte und damit auch geometrische Ein-
flussfaktoren des verspannten Systems. Die Kriechverformungen der Platte sind plastische
Verformungen und werden auf die Schraube und Platte ,verteilt“. Die Nachgiebigkeit der
Platte (und der Schraube) bleiben wahrend der Belastung konstant. Kindersberger et
al. fiihren an, dass die Berechnung der Vorspannkraft einer Schraubenverbindung nach
Gleichung (2.9) aufgrund der inhomogenen Spannungsverteilung in der Platte zu ungenau
ist und ziehen deshalb eine zweidimensionale FE-Berechnung vor.

2.4 Reibungsverhalten polymerer Werkstoffe

Unter Reibung wird im Allgemeinen der Widerstand gegen ein tangentiales Verschieben
zweier Oberflichen unter Einwirkung einer Normalkraft verstanden. Das Verhéltnis dieser
Widerstandskraft Fy zur Normalkraft F wird als Reibungskoeffizient 11 bezeichnet:

- (2.10)

“

Dieser Zusammenhang ist als Coulombsches Reibungsgesetz bekannt. Der Reibungskoeffizi-
ent u bezieht sich dabei stets auf eine Reibpaarung. In der Regel ist die Haftreibungskraft
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ungleich der Gleitreibungskraft [41]. Daher ist zwischen dem Haftreibungskoeffizienten py
und dem Gleitreibungskoeffizienten pg zu unterscheiden. Die Abhéngigkeiten des Rei-
bungskoeffizient polymerer Werkstoffe sind [41]:

e Temperatur,

o Relativgeschwindigkeit,
o relative Luftfeuchtigkeit,
e Oberflichenrauigkeit und

¢ Anwesenheit von Schmierstoffen.

Ein weiterer Einflussfaktor auf den Haftreibungskoeffizienten stellt die Kontaktzeit der in
Kontakt tretenden Korper dar. Dabei zeigt sich eine Zunahme des Haftreibungskoeffizienten
mit fortschreitender Zeit. Dies ist auf eine Vergroflerung der wahren Kontaktfliche infolge
von viskoelastischem Materialverhalten zuriickzufithren. Der Gleitreibungskoeffizient bleibt
davon unberiihrt. [41, 42]

In Bezug auf eine Schraubenverbindung treten mehrere Kontaktflichen, in denen Rei-
bungskrifte entstehen, auf. Fiir die Montage der Schraubenverbindung und die sich durch
das Anziehdrehmoment ergebende Montagevorspannkraft sind die Reibungszahlen in
den Auflageflichen der Schraube bzw. Mutter und im Gewinde relevant [15, 29]. Zur
Ubertragung von angreifenden in-plane Kriften ist der Haftreibungskoeffizient zwischen
den Fiigeteilen ausschlaggebend.

Die experimentellen Untersuchungen von Sung und Suh [43] zeigen, dass der Reibungsko-
effizient zwischen CF-EP und Stahl von der Ausrichtung der Faserorientierung beziiglich
der Gleitrichtung abhéngt. Liegen die Fasern parallel zur Gleitrichtung treten die gerings-
ten Reibungskoeffizienten und der geringste Verschleifl auf, wohingegen bei senkrechter
Ausrichtung die gréfiten Reibungskoeffizienten auftreten.

Herrington und Sabbaghian [44] ermitteln an einer doppelschnittigen Versuchsanordnung
die Reibungskoeffizienten zwischen einem CF-EP-Laminat und verschiedenen metallischen
Unterlegscheiben in Abhéngigkeit der Vorspannkraft und der Faserorientierung der dufleren
CFK-Lage. Es zeigt sich, dass die ermittelten Reibungskoeffizienten im betrachten Normal-
kraftbereich von 2220 N bis 8880 N nahezu unabhéngig von der Normalkraft sind. Ebenfalls
ist der Einfluss der Faserorientierung der dufleren Lage auf die Reibungskoeffizienten gering.
Ein groflerer Einfluss auf die Reibungskoeffizienten wird fiir die unterschiedlichen Materia-
lien der Unterlegscheiben und des Oberflichenzustandes festgestellt. Bei einer entfetteten
Oberflache liegt der Haftreibungskoeffizient zwischen 0,096 und 0,128, wohingegen der
Haftreibungskoeffizient im Auslieferungszustand (ohne Entfettung) um 50 % geringer ist.
Bei erh6htem Kontaktdruck werden Beschddigungen an der CFK-Oberflache, die Einfluss
auf die Reibungskoeffizienten nehmen, festgestellt.

Schon [45] ermittelt den Reibungskoeffizient zwischen quasi-isotropen CF-EP-Laminaten
mit strukturierten und gereinigten Oberflachen in Abhéngigkeit der Zahl entgegengesetzter
Gleitbewegungen (max. 80000). Die Versuche werden an einem doppelschnittigen Aufbau
bei einer Normalkraft von 5 kN durchgefithrt. Der Reibungskoeffizient betrédgt nach dem
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ersten Zyklus 0,65 und nach 80000 Zyklen ca. 0,48. Der maximale Reibungskoeffizient in
Héhe von 0,74 liegt nach 100 Zyklen vor. Uber den Versuch éndert sich das Gleitreibungs-
verhalten von einem Stick-Slip-Verhalten mit oder ohne vorherigem stetigen Ubergang
vom Haften zum Gleiten (bei hohen Reibungskréften) zu einer weitestgehend konstanten
Gleitreibungskraft (bei geringeren Reibungskriften). Mit einem Rasterelektronenmikro-
skop wird ein langsamer Verschleifl der Kunststoffmatrix an der Probenoberfliche und
ein Versagen der Faser-Matrix-Haftung beobachtet. Dies fithrt zu einem Herausbrechen
der Matrix und der Fasern. Diese Verschleilmechanismen werden auch an Laminaten in
Schraubenverbindungen beobachtet. McCarthy et al. [46] ermitteln den Reibungskoeffizien-
ten fiir die gleiche CF-EP /CF-EP-Reibpaarung wie in der Arbeit von Schén [45] durch eine
Anpassung der numerisch ermittelten Zug-Kraft-Verschiebungskurve einer einschnittigen
Schraubenverbindung an Versuchsdaten zu 0,4 bis 0,45.

Schon [47] fihrt die gleichen Versuche wie in seiner Arbeit [45] mit den gleichen CF-
EP-Laminaten und Aluminium durch. Diese Materialkombination zeigt ein &hnliches
Reibungsverhalten wie die CF-EP /CF-EP-Paarung in [45]. Der Reibungskoeffizient steigt
von ca. 0,23 nach dem ersten Zyklus auf ca. 0,68 nach ca. 8000 Zyklen an und nimmt
danach bis auf ca. 0,4 am Versuchsende nach 80000 Zyklen ab. Zu Beginn des Versuches
bei geringen Zugkriften zeigt sich ein stetiger Ubergang vom Haften zum Gleiten mit einer
anschlieflenden geringen Abnahme der Reibungskraft. Mit zunehmender Zyklenzahl tritt bei
héheren Reibungskriften ein Stick-Slip-Verhalten mit vergleichsweise geringen Anderungen
der Reibungskraft auf. Bei hoheren Zyklenzahlen geht dieses Verhalten in ein stetiges
Gleitreibungsverhalten mit einer geringen Zunahme der Reibungskraft iiber. Des Weiteren
wird festgestellt, dass die Hohe der Normalkraft den Reibungskoeffizienten nicht beeinflusst.
Aufnahmen mit einem Rasterelektronenmikroskop zeigen, dass an den CF-EP-Proben
infolge von Rissen in der Faser-Matrix-Anbindung kleine Stiicke der Matrix und einzelne
Fasern bzw. Faserbiindel herausgebrochen werden. Die herausgebrochenen Faserstiicke
verursachen vereinzelte Vertiefungen an der sonst wenig beschiddigten Oberfliche der
Aluminium-Probe.

Schiirmann und Elter [3] geben den Haftreibungskoeffizienten zwischen GFK/Stahl und
CFK/Stahl eigenen Messungen zufolge mit 0,05 bis 0,09 an. Die Messungen von Katsumata
et al. [48] zeigen, dass der Reibungskoeffizient zwischen CFK/CFK bei unbehandelten Ober-
flichen von 0,36 durch ein Anschleifen der Oberfliche und das Einlegen eines Schleifpapiers
auf ca. 0,4 bzw. 0,7 erhoht werden kann.

Friedrich und Hubbertz [29] ermitteln die Kopfreibungszahlen zwischen einer Stahlschraube
und verschiedenen Plattenmaterialien (CF-EP und CF-PEEK) in Abhéngigkeit des Rei-
bungszustandes (Auslieferungszustand, entfettet und geschmiert) und eines wiederholten
Anziehens. Die Werte liegen zwischen ca. 0,025 und 0,3.

Vishwanath et al. [49] untersuchen das Gleitreibungs- und Verschlei§verhalten zwischen
Grauguss und Phenolharz-Laminaten mit drei verschiedenen Gewebeverstarkungen: Glas-,
Aramid- und Kohlefaser. Die gemessenen Gleitreibungskoeffizienten der Laminate mit Glas-
und Kohlefaserverstarkung liegen zwischen 0,22 und 0,35. Mit der Aramidfaserverstiarkung
werden groflere Gleitreibungskoeffizienten von 0,39 bis 0,5 ermittelt.

20



2 Stand der Technik

Der Einfluss einer Oberflichenstrukturierung durch Abreifigewebe auf das Reibungsver-
halten von CF-EP/CF-EP-Reibpaarungen wird von Weifl et al. [50] untersucht. Dazu
wird ein runder Probekorper bei einer Normalkraft von 127 N mit einer Geschwindigkeit
von 10 mm/s iiber eine Lange von 500 mm iiber eine Platte bewegt. Die Strukturierung
durch das Abreifigewebe fiihrt zu einem Anstieg des Haftreibungskoeffizienten von 0,1
bei einer glatten Oberfliche auf 0,6 mit der Strukturierung. Ebenfalls nimmt der Glei-
treibungskoeffizient von 0,14 auf 0,4 zu. Nach den Versuchen zeigt sich ein Abrieb der
Rauigkeitsspitzen der strukturierten Oberfliche, wohingegen an der glatten Oberfliche
kein Verschleifl festgestellt werden kann. Ein relevanter Einfluss der Faserorientierung auf
die Haft- und Gleitreibungskoeffizienten ist nicht erkennbar. Untersucht wird auflerdem
der Einfluss verschiedener Kontaminationen der strukturierten Oberfliche mit im Flugzeug
vorkommenden Fliissigkeiten (Hydraulikol, Motordl, Treibstoff und Enteisungsmitteln).
Die Reibungsmessungen zeigen, dass selbst bei den Olen der Haftreibungskoeffizient nur
geringfiigig abnimmt, wohingegen der Gleitreibungskoeffizient bei allen Kontaminationen
deutlich abnimmt.

Eine Temperaturabhéngigkeit des Gleitreibungskoeffizienten bei EP/Stahl-Paarungen
werden von Shimo et al. [51] beobachtet. Im Glas- und gummielastischen Zustand ist der
Gleitreibungskoeffizient konstant. Im Glasiibergangsbereich nimmt der Gleitreibungskoeffi-
zient mit steigender Temperatur bis zum Erreichen der Glasiibergangstemperatur zu und
sinkt bei weiterer Temperaturerh6hung auf einen konstanten Wert. Die Temperaturabhén-
gigkeit des Reibungskoeffizienten verhélt sich dhnlich wie der Verlauf des Verlustfaktors
(Ddmpfung) des Kunststoffes tiber der Temperatur. Ein dhnliches Verhalten wird fiir
Reibpaarungen mit Nylon und Elastomeren beobachtet [41]. Dariiber hinaus kann auch
durch eine Erwarmung der Reibflichen wéahrend des Reibungsvorganges der Gleitreibungs-
koeffizient zunehmen [41]. Eine Temperaturabhéngigkeit des Reibungskoeffizienten findet
sich prinzipiell auch bei metallischen Reibpaarungen wieder, diese kommt jedoch erst bei
Temperaturen oberhalb von 150 °C zum Tragen [42].

2.5 Schlussfolgerung

Wie aus dem Stand der Technik hervorgeht, ist die reibschliissige Lastiibertragung in
Schraubenverbindung mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen bislang wenig erforscht.
Helfrich [12] untersucht zwar unter dem Aspekt reibwerterhohender Mafinahmen die
reibschliissige Lastiibertragung als Teil der Lastiibertragung in Schraubenverbindun-
gen, jedoch beschrankt er sich im Wesentlichen auf die experimentelle Betrachtung von
CFK/Stahl-Verbindungen bei Raumtemperatur. Unter einem dhnlichen Gesichtspunkt der
Reibwerterhohung durch gezahnte Oberflachen, die letztendlich einen Mikroformschluss
erzeugen, werden die Untersuchungen von Schiirmann und Elter [3, 13] durchgefiihrt.
Im Vergleich zu diesen Arbeiten liegt der Fokus der vorliegenden Arbeit ausschlieflich
auf der reibschliissigen Lastiibertragung ohne eine reibwertsteigernde Mafinahme im Vor-
hinein in Betracht zu ziehen. Neben CFK/Stahl-Schraubenverbindungen werden zudem
CFK/CFK- und CFK/Aluminium-Schraubenverbindungen numerisch, analytisch und
experimentell untersucht. Um die grundlegende Funktionsweise der reibschliissigen Last-
iibertragung zu untersuchen, werden dreidimensionale FE-Analysen an doppelschnittigen
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Schraubenverbindungen durchgefiihrt. Dabei wird ermittelt, wann und wo das Rutschen
der Fiigeteile beginnt, ob Vorspannkraftinderungen durch die d&uflere Belastung entstehen
und welche effektiven Haftreibungskoeffizienten zu erwarten sind. Diese Untersuchungen
werden durch analytische Berechnungen der maximal iibertragbaren Kraft, in denen Vor-
spannkraftdnderungen infolge von Querkontraktionseffekten der Fiigeteile beriicksichtigt
werden, ergidnzt. Die Erkenntnisse werden genutzt, um die reibschliissige Lastiibertragung
eines realitdtsnahen Anwendungsszenarios (einschnittige Mehrschraubenverbindung) zu
untersuchen.

Der experimentelle Teil der reibschliissigen Lastiibertragung umfasst die statische und
zug-schwellende Priifung von doppelschnittigen Schraubenverbindungen und des genannten
Anwendungsfalles bei Raumtemperatur und erhéhter Temperatur (45°C, 70 °C und 95 °C).
Ziel ist es, die maximal iibertragbaren Krafte bzw. die effektiven Haftreibungskoeffizien-
ten, Vorspannkraftédnderungen bzw. -verluste und das Verhalten unter zug-schwellender
Belastung zu ermitteln. Aufler dem Temperatureinfluss wird bei den doppelschnittigen
Schraubenverbindungen der Einfluss der Orthotropie der Fiigeteilwerkstoffe (isotrop, trans-
versal isotrop, quasi-isotrop und orthotrop) und der Reibungsbedingung (gereinigt, Wasser,
Ol, Montagepaste und aufgeraute Oberfliiche) untersucht. Die Mehrschraubenverbindung
des Anwendungsszenarios wird mit einer reinen in-plane und einer kombinierten in- und
out-of-plane Belastung gepriift und deren Einfluss auf die reibschliissige Lastiibertragung
untersucht.

Bekanntermaflen treten in Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen
Vorspannkraftverluste auf. Aufgrund deren wichtiger Bedeutung fiir die reibschliissige
Lastiibertragung werden im Rahmen der vorliegenden Arbeit analytische, numerische und
experimentelle Untersuchungen zur Ermittlung von Vorspannkraftverlusten durch Setzen
und Kriechen ohne eine duflere mechanische Belastung durchgefiithrt. Im Allgemeinen
ist bekannt, dass in allen Schraubenverbindungen Setzkraftverluste entstehen [15, 19,
20]. Diese bleiben jedoch oftmals unberiicksichtigt. Daher wird zwischen Setzkraftverlust
und Vorspannkraftverlust durch Kriechen unterschieden. Auflerdem wird der Begriff des
,Kriechens“ nicht nur auf plastische zeitabhéangige Deformationen beschréankt, sondern auf
reversible zeitabhéngige Verformungen ausgedehnt, da polymere Faserverbundwerkstoffe ein
tiberwiegend oder sogar vollstiandig reversibles Verformungsverhalten zeigen kénnen [52].

Es wird analysiert, inwiefern sich unterschiedliche Plattenwerkstoffe (CF-EP, CF-PA6 und
Stahl) auf den Vorspannkraftverlust auswirken. Da mit steigender Temperatur zum Teil ein
erheblicher Vorspannkraftverlust in Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-
Fiigeteilen einhergeht [28, 29], werden Vorspannkraftmessungen bei konstanter Priif-
temperatur (RT, 50°C und 70°C) und wechselnder Priiftemperatur (—10°C bis 70°C)
durchgefithrt. Aulerdem wird der Einfluss der Montagevorspannkraft (5kN, 10 kN und
15kN) auf den Vorspannkraftverlust untersucht, da polymere Faserverbundwerkstoffe ab
einer bestimmten Beanspruchung quer zur Faserrichtung ein nichtlinear viskoelastisches
Materialverhalten zeigen [1]. Aus den Untersuchungen wird das Verformungsverhalten
(reversibel, irreversibel) und das Materialverhalten (linear, nichtlinear) der CFK-Laminate
in Dickenrichtung abgeleitet. Diese Erkenntnisse dienen als Grundlage fiir die Berechnungs-
modelle. Da bisher keine Aussagen iiber eine Abhéngigkeit des Vorspannkraftverlustes
vom Lagenaufbau und der Plattenanzahl vorliegen, werden zu diesen Einflussfaktoren
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entsprechende Versuchsreihen durchgefiihrt. Aufgrund des geringen Kenntnisstandes zum
Setzkraftverlust in Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen wird
der Setzbetrag zwischen zwei CF-EP-Platten ermittelt.

Der Grundgedanke ist, den Setzkraftverlust vom Vorspannkraftverlust infolge von Kriechen
zu trennen. Da das Langzeitverhalten der Vorspannkraft durch das Werkstoffkriechen
bestimmt wird, werden in den Berechnungen im Wesentlichen nur Vorspannkraftver-
luste durch Kriechen beriicksichtigt. Zur Berechnung des Vorspannkraftverlustes durch
Kriechen wird ein viskoelastischer Ansatz unter Beriicksichtigung der Orthotropie der
Faserverbundlaminate zur Beschreibung des zeitabhéngigen Materialverhaltens verfolgt,
da Kriechgesetze streng genommen nur bei einer konstanten Spannung giiltig sind und
Richtungsabhéngigkeiten nicht beriicksichtigt werden. Im Vergleich zu anderen Arbei-
ten [27, 36, 53] werden die Kriech- bzw. Relaxationsfunktionen der UD-Schicht nicht mit
der Mikromechanik [54, 55] aus den elastischen Faser- und viskoelastischen Matrixdaten
ermittelt, sondern numerisch mit einem reprasentativen Volumenelement. Dies hat den
Vorteil, dass der dreidimensionale Spannungszustand in den Fasern und der Matrix beriick-
sichtigt wird. Fiir die Ermittlung der Kriech- bzw. Relaxationsfunktionen auf Laminatebene
wird ebenfalls ein repriasentatives Volumenelement verwendet. Diese Materialfunktionen
werden fiir das analytische Berechnungsmodell benétigt. Temperaturabhéngigkeiten des
Kriechverhaltens sollen durch das ZTVP modelliert werden. Neben den mechanischen
Materialfunktionen werden die ,,Kriechfunktionen“ der Warmeausdehnungskoeffizienten
ermittelt.

Zur Berechnung des Vorspannkraftverlustes wird die viskoelastisch exakte Losung mit
der quasi-elastischen Ndherungslosung unter Beriicksichtigung der Orthotropie der La-
minate verglichen. Dies wurde bisher noch nicht konkret an Vorspannkraftberechnungen
durchgefithrt, sondern nur indirekt durch Vernachlissigung der Orthotropie [26]. Der
Vorspannkraftverlust wird, dhnlich zu anderen Arbeiten [27, 36, 53], in einer dreidimen-
sionalen FE-Analyse ermittelt. Neben dem Einfluss der Temperatur, soll der bisher noch
nicht betrachtete Einfluss des Lagenaufbaus, Faservolumengehaltes und der Laminatdicke
auf den Vorspannkraftverlust untersucht werden. Da bislang kein universell einsetzbares
analytisches Berechnungsmodell zur Vorhersage des Vorspannkraftverlustes in Schrau-
benverbindungen unter Beriicksichtigung eines beliebigen linear thermo-viskoelastischen
Materialverhaltens von polymeren Faserverbundlaminaten existiert, wird ein Modell in An-
lehnung an das Kraft-Verformungsverhalten nach VDI 2230 [19] entwickelt. Die Verifikation
des Modells erfolgt mit der Finite-Elemente-Methode (FEM).

In der Literatur werden verschiedene Konzepte, wie Nachziehen [28] und Zweitmontage [12],
zur Verringerung des Vorspannkraftverlustes in Schraubenverbindungen angefithrt. Um
einen Beitrag zu dieser Thematik zu leisten, wird der Einfluss einer Warm-Montage in Kom-
bination mit einem Nachziehen auf den Vorspannkraftverlust in Schraubenverbindungen
mit CF-EP- und CF-PA6-Laminaten untersucht.

Da hinsichtlich der Reibungskoeffizienten zum Teil sehr unterschiedliche Angaben in
der Literatur existieren, werden eigene Haftreibungsmessungen zwischen CFK/CFK und
CFK/Metall (CFK: CF-PA6, CF-EP, Metalle: Aluminium, Stahl und Aluminium mit
KTL-Beschichtung) mit gereinigten und glatten Probenoberflichen bei Raumtemperatur
durchgefithrt. Im Gegensatz zu anderen Arbeiten [43-45, 47] werden die Versuche bei
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geringen Normalkréften von ca. 81 N durchgefiihrt, um einen Einfluss der Querkontraktion
der Probekorper und des Verschleifles auf die Haftreibungskoeffizienten zu vermeiden.
Aufgrund der bekannten Temperaturabhéngigkeit des Reibungskoeffizienten polymerer
Werkstoffpaarungen und der wenigen Versuchsdaten, werden Haftreibungsmessungen
zwischen CFK/Metall bei 80 °C durchgefiihrt. AuBlerdem soll der Einfluss des Lagenaufbaus
(quasi-isotrop, biaxial und unidirektional) auf den Haftreibungskoeffizienten ermittelt

werden.
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In der Auslegung von Strukturen aus polymeren Faserverbundwerkstoffen geniigt es fiir
viele Anwendungen diese als rein elastisch zu betrachten. Jedoch kann es unter bestimmten
Belastungen (z.B. Kréfte senkrecht zur Faserrichtung) und Umgebungsbedingungen (Tem-
peratur und Feuchtigkeit) zu einem zeitabhéngigen Materialverhalten kommen, welches
nicht zu vernachléssigen ist. Dieses wird maflgeblich von den viskoelastischen Eigenschaften
des Matrixsystems gepragt.

In diesem Kapitel wird auf relevante Grundlagen der Viskoelastizitédtstheorie, die zur
Berechnung des Vorspannkraftverlustes in CFK-Schraubenverbindungen verwendet werden,
eingegangen. Die Ausfilhrungen beschrinken sich auf den Fall der linearen Viskoelastizitét,
die bei kleinen Deformationen vorliegt. Etwaige Alterungseffekte, wie z.B. durch UV-Licht,
werden nicht betrachtet. Detailliertere Informationen zur Viskoelastizitatstheorie konnen
der Fachliteratur, wie z.B. [52, 56—62], entnommen werden.

3.1 Begriffe und Eigenschaften

Ein viskoelastisches Material verbindet die Eigenschaften eines elastischen Festkorpers mit
denen einer viskosen Fliissigkeit. Wahrend ein elastisches Material auf eine Anregung zu
jedem Zeitpunkt mit einer sofortigen Antwort reagiert, zeigt eine viskose Fliissigkeit eine
zeitverzogerte, dehnratenabhingige Reaktion. Viskoelastisches Materialverhalten duflert
sich phdnomenologisch somit in den folgenden Merkmalen:

e Kriechen: Zunehmende Dehnung unter einer konstanten Spannung,
¢ Relaxieren: Abnehmende Spannung unter einer konstanten Dehnung und

o Dampfung: Zeitverzogerte Reaktion auf eine wechselnde Beanspruchung.

In Abbildung 3.1 ist die Reaktion eines elastischen, viskosen und viskoelastischen Materials
auf die Belastung wiahrend eines einachsigen Kriechversuches dargestellt. Dabei wird eine
konstante Spannung oy zum Zeitpunkt ¢ =0 sprunghaft aufgebracht und zum Zeitpunkt ¢,
vollstdndig entlastet. Es wird festgestellt:

o Fiir das elastische Material stellt sich eine entsprechende konstante Dehnung ¢ ein,
die sich sofort nach der Entlastung vollstdndig zuriickbildet.

o Die viskose Fliissigkeit zeigt wahrend der Belastung eine linear zunehmende Dehnung,
die nach der Entlastung erhalten bleibt. Die auftretenden Dehnungen sind somit
vollsténdig irreversibel.
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e Ein viskoelastisches Material reagiert auf die Belastung mit einer sprunghaften
elastischen Dehnung und einer zuséatzlichen zeitabhingigen Dehnung. Nach der
Entlastung bildet sich die elastische Dehnung sofort zuriick, wohingegen sich die
zeitabhangige Dehnung je nach vorliegendem Material teilweise oder vollstdndig mit
der Zeit zuriickbilden kann [59].
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Abbildung 3.1: Elastischer, viskoser und viskoelastischer Werkstoff unter einachsiger Zug-
belastung (Kriechversuch)

Bezieht man die im Kriechversuch auftretende Dehnung e(t) auf die Spannung og, so
erhélt man die Kriechfunktion J(¢) zu:

) = <0 (3.1)

Eine weitere charakteristische Materialfunktion eines viskoelastischen Materials ist die Rela-
xationsfunktion E'(¢). Diese wird im Relaxationsversuch aus der gemessenen Spannung o (t)
und der sprunghaft aufgebrachten, konstanten Dehnung ¢¢ bestimmt:

B = 20 (3.2)

3.2 Viskoelastische Modelle

Zur Beschreibung von viskoelastischem Materialverhalten haben sich zum einen rheolo-
gische Modelle, d.h. Feder-Dampfer-Modelle, und zum anderen mathematische Modelle
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ohne physikalischen Hintergrund, welche vor allem fiir experimentellen Untersuchungen
verwendet werden, etabliert. Die Vorteile der rheologischen gegeniiber den mathematischen
Modellen bestehen in der Anschaulichkeit und in der universellen Anwendbarkeit auf
beliebige Anregungshistorien, wihrend die mathematischen Modelle in der Regel nur die
Antwort auf eine bestimmte Anregung (z.B. Kriechen) liefern. Als Nachteile sind die héhere
Komplexitat und die insbesondere bei verallgemeinerten Modellen auftretende groflere
Anzahl an Parametern zu nennen. Die Parameterbestimmung erfolgt iiblicherweise durch
Kriech- bzw. Relaxationsversuche. [58]

Im Folgenden wird der verallgemeinerte Maxwell-Korper als rheologisches und der empiri-
sche Potenzansatz nach Findley als mathematisches Modell vorgestellt.

Verallgemeinerter Maxwell-Korper

Verallgemeinerte rheologische Modelle ermdglichen durch eine Vielzahl an Parametern
die Anpassung des Modellverhaltens an reales Werkstoffverhalten iiber einen grofien
Zeitbereich. Dazu gehort der verallgemeinerte Maxwell-Korper, der zur Beschreibung von
festkorperartigen Werkstoffverhalten dient, Abbildung 3.2. Dieser besteht aus mehreren
parallel geschalteten Reihenschaltungen von Feder- und Dampferelementen, den sog.
Maxwell-Korpern, und einer Einzelfeder. Das Modell kann durch Entfernen der Einzelfeder
oder durch Hinzufiigen eines weiteren Dampfers parallel zu den Maxwell-Kérpern ebenfalls
zur Beschreibung von fliissigkeitsartigem Verhalten (u.a. von unvernetzten Polymeren)
verwendet werden.
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Abbildung 3.2: Verallgemeinerter Maxwell-Kérper mit zugehoriger Relaxationsfunkti-
on E(t) zur Beschreibung von viskoelastischem Verhalten eines Festkorpers

Das elastische Verhalten wird bei linearer Viskoelastizitdt durch Hookesche Federn mit
der Steifigkeit F; und das zeitabhéngige, viskose Verhalten durch Newtonsche Dampfer
mit der Viskositat n; modelliert. Die Stoffgesetze dieser beiden Grundkomponenten sind
or; = Fiep; und oy = 1;€,;. Aus dem Kraftegleichgewicht und kinematischen Bedingungen
kann die Relaxationsfunktion E(t) des verallgemeinerten Maxwell-Koérpers bestehend aus
N Maxwell-Kérpern mit den Relaxationszeiten 7; = 7;/E; abgeleitet werden [58]:

N
E(t)=Fx+ Y Eie ™. (3.3)
=1
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Dieser Zusammenhang wird auch als Prony-Reihe bezeichnet. Es wird deutlich, dass der
verallgemeinerte Maxwell-Korper bei einer Relaxationsbelastung fiir ¢ — oo eine Gleichge-
wichtselastizitit Eo und fir t =0 eine Anfangselastizitit Fy aufweist. Dabei gilt:

N
Ey=Ex+ > Ei (3.4)
i=1

Mit der Einfithrung eines relativen Relaxationsmoduls «; = E;/Ey und Gleichung (3.4)
kann die Prony-Reihe (3.3) umgeformt werden zu:

E(t) = Ey (1 - ivj ai (1- e—t/ﬂ')> . (3.5)
=1

Ein sehr effizientes Verfahren zur Bestimmung der Parameter einer Prony-Reihe ist die
Kollokationsmethode nach Schapery [63, 64]. Bei diesem Approximationsverfahren werden
die Relaxationszeiten 7; in einem Abstand von einer Dekade gewéhlt und mit den Mess-
werten, die ebenfalls in einem Abstand von einer Dekade vorliegen miissen, ein lineares
Gleichungssystem zur Bestimmung der Relaxationsmoduln F; gebildet. Als Vorteile gegen-
iiber anderen Verfahren, wie z.B. der Methode der kleinsten Quadrate, ist die Einfachheit
und die deutlich geringere Rechenzeit zu nennen. Hingegen kénnen sich einzelne Messfehler
durch die festgelegten Messpunkte besonders stark auf die Parameter auswirken.

Potenzansatz nach Findley

Experimentelle Untersuchungen zeigen, dass das Kriechverhalten vieler Kunststoffe und
polymerer Faserverbundwerkstoffe iiber einen grofien Zeitbereich mit einem einfachen
Potenzansatz beschrieben werden kann. Die zeitabhéngige Dehnung ¢(¢) unter konstanter
Spannung und Temperatur ist [52]:

e(t) = eg +eTt", (3.6)

mit der elastischen Dehnung g, dem Kriechparameter e™ und dem Kriechexponenten n.
Der Einfluss der Temperatur auf das Kriechverhalten duflert sich in einer Temperaturab-
hingigkeit der Parameter €9 und ', wohingegen n nahezu unabhingig von der Temperatur
ist. Der Potenzansatz kann auch auf nichtlineare Viskoelastizitdt verallgemeinert wer-
den, indem eine zusétzliche Spannungsabhiingigkeit von gy und e* eingefiihrt wird (n ist
unabhéngig von der aufgebrachten Spannung).

Dividiert man Gleichung (3.6) durch die aufgebrachte Spannung o so erhélt man die Kriech-

funktion J(¢) mit der elastischen Nachgiebigkeit Jy und dem Kriechparameter J; zu:

J(t) = Jo + Jit". (3.7)
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3 Grundlagen der Viskoelastizitat

Es sei angemerkt, dass ein Gleichgewichtszustand fiir grofie Zeiten, wie bei den rheologi-
schen Modellen mit dem Potenzansatz nach Findley, nicht abgebildet werden kann. Im
Kriechversuch bedeutet dies, dass fiir t — oo die Dehnung einen unendlich groflen Wert
annimmt.

3.3 Integrale Formulierung des Materialgesetzes

Unter der Voraussetzung linearer Viskoelastizitdt und der Giiltigkeit des Superpositi-
onsprinzips von Spannungen und Dehnungen kann das eindimensionale Werkstoffgesetz
eines viskoelastischen Materials mit beliebiger Kriechfunktion J(¢) unter isothermen
Bedingungen angegeben werden zu [57]:

do ()
9 dd. (3.8)

t
£(t) = J(t)ao+/J(t—19) .
0+

Hierin ist e(¢) die resultierende Dehnung aus der zum Zeitpunkt ¢ =0 aufgebrachten
konstanten Spannung o und der zeitabhingigen Spannung o(t). Die untere Integrati-
onsgrenze ¥ = 0+ gibt an, dass in dem Integral nur die zeitabhéngigen Spannungen zu
berticksichtigen sind. Das Werkstoffgesetz (3.8) ist unter dem Namen , Boltzmannsches
Superpositionsprinzip“ bekannt und beschreibt die Auswirkungen von in der vergangenen
Zeit ¥ aufgebrachten Spannungen auf die Dehnungen zur gegenwértigen Zeit ¢. Das Material
besitzt somit ein Erinnerungsvermdégen, weshalb der Integralausdruck auch als ,,Gedécht-
nisintegral®“ bezeichnet wird. Die Dehnungen zum gegenwartigen Zeitpunkt ¢ sind von der
gesamten Vorgeschichte des aufgebrachten Spannungsverlaufes o(t) abhéngig. [57, 58]

In analoger Weise zu Gleichung (3.8) kann das Boltzmannsche Superpositionsprinzip mit
der Relaxationsfunktion E(t) nach der Spannung o(t) formuliert werden [57]:

de(9)
9

o(t) = B(t)zo + / B(t —9)= 2 d0. (3.9)
0+

Die Werkstoffgesetze (3.8) und (3.9) konnen fiir den dreidimensionalen Spannungs- und
Dehnungszustand verallgemeinert werden. Fiir diesen Fall geht die Kriechfunktion J(t)
mit S;jx(t) und die Relaxationsfunktion E(t) mit Cjjx(t) jeweils in einen Tensor vierter
Stufe iiber. Die Werkstoffgesetze in Tensornotation mit 4, j, k,l = 1,2, 3 sind [58]:

t

eii(t) = / Sijkl(t—ﬁ)dggl(ﬁ)dz‘} und (3.10)
o0

ois (1) = / C’Z-jkl(t—ﬂ)dsglémdﬁ. (3.11)
~0
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3 Grundlagen der Viskoelastizitat

Die untere Integrationsgrenze 9 = —0 kennzeichnet, dass im Gegensatz zu den Formulie-
rungen (3.8) und (3.9) die aufgebrachten konstanten Spannungen bzw. Dehnungen zum
Zeitpunkt ¢t =0 in den aufgebrachten zeitabhéngigen Spannungen oy;(t) bzw. zeitabhén-
gigen Dehnungen €;;(t) zu beriicksichtigen sind. Fiir ein anisotropes Material ergeben
sich insgesamt 21 unabhéngige Kriech- bzw. Relaxationsfunktionen; fiir ein orthotropes
Material verbleiben neun unabhéngige Materialfunktionen.

Zu einer weiteren Form des isotropen Materialgesetzes, welches u.a. in kommerziellen
FE-Programmen Anwendung findet, gelangt man nach [52, 65] durch Verwendung der
Relaxationsfunktion K (¢) des Kompressionsmoduls (= Volumenrelaxationsfunktion) und
der Relaxationsfunktion G(t) des Schubmoduls (= Schubrelaxationsfunktion):

l vol A .
o1 (t) = I/K(t - ﬂ)dgdﬁw)dm 2 / Gt — ﬂ)Wdﬂ. (3.12)
-0 -0
hydrostatischer Anteil deviatorischer Anteil

Hierin sind:

I Eins-Tensor (gleichbedeutend mit dem Kronecker-Delta 6;;),
el Volumendehnung (= 1/3(g11 + €22 + €33)) und
e;;  Dehnungsdeviator.

Der hydrostatische Spannungsanteil in Gleichung (3.12) gibt mit der Volumenrelaxati-
onsfunktion K (t) die Spannungen, die infolge einer Volumendehnung "' zu einer reinen
Volumenédnderung des Materials fithren, an. Im Gegensatz dazu gibt der deviatorische
Spannungsanteil mit der Schubrelaxationsfunktion G(¢) die Spannungen an, welche infolge
des Dehnungsdeviators e;; zu einer reinen Gestaltanderung des Materials fiihren.

Fiir ein viskoelastisches Material sind die Volumen- und Schubrelaxationsfunktion im
Allgemeinen nicht identisch (K (t) # G(t)), woraus eine zeitlich verdnderliche Querkontrak-
tionszahl v(t) resultiert [52, 56]. Die Messung der Querkontraktionszahl v(t) gestaltet sich
in der Praxis aufgrund der geringen Querdehnungen als schwierig. Wahrend in [66] darauf
hingewiesen wird, dass die Querkontraktionszahl v(t) von Polymeren iiblicherweise als
konstant angenommen wird, geben Schiirmann [1] und Stommel et al. [67] eine Beziehung
an, mit der die zeitabhéingige Querkontraktionszahl v(t) aus der Relaxationsfunktion FE(t)
des Polymers bzw. der Matrix bestimmt werden kann:

v(t) =veo |1 — (1 —2wp) EE(1t) . (3.13)

Dieser Formulierung liegt die Annahme zu Grunde, dass wihrend der Beanspruchung eines
polymeren Faserverbundwerkstoffes die Matrix keine Volumené&nderung, sondern lediglich
eine reine Gestaltinderung (¢'°! = 0) erfihrt. Die Volumenrelaxationsfunktion K () ist
folglich eine Konstante und die Querkontraktionszahl v(¢) nimmt fiir sehr lange Belastungs-
zeiten den Wert vo, =0,5 an. Die Umrechnung zwischen E(t), G(t), K(t) und v(t) kann
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3 Grundlagen der Viskoelastizitat

mit dem Korrespondenzprinzip unter Verwendung der Zusammenhénge fiir den elastischen
Fall [58] erfolgen.

3.4 Korrespondenzprinzip

Das Korrespondenzprinzip besagt im Wesentlichen, dass die analytische Lésung eines
elastischen Spannungsproblems mit zeitlich konstanten Randbedingungen eine dquivalente
Form aufweist wie die linear viskoelastische Losung desselben Problems im Laplace-Bereich.
Der Vorteil dieser Aquivalenz liegt darin, dass bestehende Lésungen von elastischen Span-
nungsproblemen direkt zur Losung von viskoelastischen Problemen verwendet werden
koénnen. Jedoch kann sich die Riicktransformation in den Zeitbereich als schwierig erweisen,
weshalb unter Umstédnden auf Approximationsverfahren zuriickgegriffen werden muss.
Wie eingangs erwihnt, ist das Korrespondenzprinzip auf Spannungsprobleme mit zeit-
lich konstanten Randbedingungen beschréankt, d.h. Kontaktprobleme oder Risswachstum
kénnen nicht behandelt werden. Es findet u.a. Anwendung in der Mikromechanik von
Faserverbundwerkstoffen mit linear viskoelastischer Matrix zur Bestimmung von effektiven
Laminateigenschaften. Dariiber hinaus ist es auch auf Probleme mit isothermen oder zeit-
lich verdnderlichen Temperaturen anwendbar. Dies gelingt indem das Korrespondenzprinzip
in Bezug auf die reduzierte Zeit & angewendet wird. [55, 56, 58, 68]

Die Laplace-Transformierte f(s) einer Funktion f(¢) ist definiert als [69]:

o
F6) = L0} = [ FBeat. (3.14)
0
Damit ergibt sich das linear viskoelastische Materialgesetz (3.10) bzw. (3.11) zu:

€ij(s) = sSijri(8)oni(s) bzw. 0ij(s) = sCijni(s)eri(s). (3.15)
Hier ist die Aquivalenz zum Hookeschen Elastizitéitsgesetz mit 0ij = Cijri€r bzw. g5 =
Sijkiok erkennbar.
Folgende Schritte sind bei der Anwendung des Korrespondenzprinzips durchzufiihren:
1. Aufstellen der elastischen Losung,
2. Ersetzen der zeitabhéngigen Groflen f(t) durch sf(s) und

3. Riicktransformation der gesuchten Grofle in den Zeitbereich.

Mit dem Korrespondenzprinzip kann aus dem Materialgesetz (3.15) unmittelbar der
Zusammenhang zwischen Kriech- und Relaxationsfunktion abgeleitet werden. Fiir den
eindimensionalen Fall folgt:

E(s) = . (3.16)
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3.5 Quasi-elastische Losung

Die quasi-elastische Losung ist eine Approximation der viskoelastisch exakten Losung.
Ausgehend von der elastischen Losung werden alle Elastizitatsgrofien durch deren zeit-
abhéngige Materialfunktionen (Kriech- bzw. Relaxationsfunktionen) substituiert. Die
Spannungs-Dehnungsbeziehungen lauten dann wie folgt [68]:

82']'(75) ~ Sz’jkl(t)o'kl(t) bzw. Uz‘j(t) ~ Cijkl(t)gkl(t)‘ (317)

Daraus resultiert, dass die Kriech- und Relaxationsfunktion durch einfaches Invertieren
ineinander umgerechnet werden kénnen:

Elt)~ —. (3.18)

Nach Schiirmann [1] stellt die quasi-elastische Losung im Allgemeinen eine sehr gute
Approximation der viskoelastischen Losung dar. Von Hinterholzl [70] wird angefiihrt, dass
die quasi-elastische Losung eine akzeptable Ndaherung der viskoelastischen Losung darstellt,
wenn das viskoelastische Material vergleichsweise relativ schwache Gedéchtniseigenschaften
aufweist (geringe Kriimmungen der Materialfunktionen in einem logarithmischen Plot
iber der Zeit) oder eine moglichst glatte Anregungsfunktion des Materials vorliegt.

3.6 Nicht isotherme Bedingungen

Das viskoelastische Verhalten von Polymeren und deren Faserverbundwerkstoffen ist tem-
peraturabhéngig. Aufgrund von thermisch aktivierten Umlagerungsvorgingen innerhalb
und zwischen den Molekiilketten eines Polymers laufen die Kriech- und Relaxationspro-
zesse bei erhohter Temperatur schneller ab als bei geringerer [71]. Auflerdem entstehen
bei einer Temperaturdnderung thermische Dehnungen bzw. Spannungen, die im Werk-
stoffgesetz beriicksichtigt werden miissen. Fiir eine Vielzahl von Kunststoffen und deren
Faserverbundwerkstoffen kann das temperaturabhéngige viskoelastische Verhalten mit
dem Zeit-Temperatur-Verschiebungsprinzip beschrieben werden [59, 68].

Zeit-Temperatur-Verschiebungsprinzip (ZTVP)

Das ZTVP beschreibt im Wesentlichen, dass das viskoelastische Verhalten bei erhoh-
ter Temperatur dem bei geringer Temperatur, jedoch verschoben zu lingeren Zeiten,
entspricht. Auf der logarithmischen Zeitskala entspricht dies einer horizontalen Verschie-
bung der Kriech- bzw. Relaxationsfunktion unterschiedlicher Temperaturen um einen
temperaturabhéngigen Verschiebungsfaktor log ap, Abbildung 3.3 links. [59, 68]

Das ZTVP kann zur Konstruktion einer Masterkurve, welche Aufschluss iiber das Kriech-
verhalten auflerhalb des experimentellen Zeitfensters liefert, angewendet werden, Ab-
bildung 3.3 rechts. Dazu werden Relaxationsversuche in einem bestimmten Zeitfenster
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3 Grundlagen der Viskoelastizitat

bei unterschiedlichen Temperaturen T; durchgefiihrt. Die ermittelten Relaxationsfunktio-
nen E(t,T;) werden auf der logarithmischen Zeitachse horizontal verschoben, sodass sich
bei der frei definierbaren Referenztemperatur Tg (hier: T =7T3) eine zusammenhéngender
Kurvenzug ergibt. Zu beachten ist, dass innerhalb dieser Zeitspanne keine Anderung des
Relaxationsmechanismus stattfinden darf. [59]

E(t7 T) T T E(t7 T) log aT1

T>T, | -l ]
1> 12 . E(t,T))

log ar E(t,Ty) \
\E(t,Tg)
E(t, T5) N O

logt logt

Abbildung 3.3: Zeit-Temperatur-Verschiebungsprinzip

Nach dem ZTVP sind Zeit ¢t und Temperatur T' dquivalente Groflen und kénnen in einer
einzigen Variablen, der sog. reduzierten Zeit &, zusammengefasst werden [68]:

t
E=— & log&=logt—logar. (3.19)
ar

Damit kénnen die Materialfunktionen in Abhéngigkeit der reduzierten Zeit £ ausgedriickt
werden:

E@#,T) = E(€) bzw. JtT)=J() (3.20)

und es folgt das temperaturabhingige dreidimensionale Werkstoffgesetz zu [68]:

g !/

€ij :_/OSijkz(ﬁ—ﬁl)dgglg(,g)dil bzw. (3.21)
é dew(€)

7ij = _/0 Cijule — €)= e (3.22)

Treten wahrend der Belastung instationdre Temperaturen auf, so gilt [68]:

t

dt’
gzo/aT(T@/))' (3.23)
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Der thermische Verschiebungsfaktor at ist ein von der Temperatur und dem Relaxations-
mechanismus des Polymers abhéngiger Parameter, der den Einfluss der Temperatur auf
die innere Viskositit des Werkstoffes wiedergibt. Im Glaszustand, d.h. fiir Temperaturen
unterhalb der Glasiibergangstemperatur 7;, finden sekundire Relaxationsmechanismen,
wie z.B. Rotation von Seitengruppen der Molekiilketten, statt. [59, 68]

Es gilt dann die Arrhenius-Gleichung [59]:

AH (1 1
logar= ——2 (22} roT, 24
84T = 5 303 R (T TR> < e (3:24)

Darin bezeichnen:

AH Aktivierungsenergie des Relaxationsprozesses,
R Universelle Gaskonstante (= 8,314 Jmol ! K—!) und
Tr Referenztemperatur der Masterkurve in Kelvin.

Oberhalb der Glasiibergangstemperatur 7, (primére Relaxationsvorgénge) findet der
empirische Zeit-Temperatur-Verschiebungsansatz nach Williams, Landel und Ferry (WLF-
Gleichung) Anwendung [59, 72]:

C1 (T — TR)

T>1T,. 2
co+T —1Tg = e (3.25)

logar = —

Hierin sind ¢; und c¢o materialspezifische Konstanten, die von der Wahl der Referenztem-
peratur Tx abhéngen. Nach [72] ergeben sich bei Ty = Ty + 50 K die Konstanten fiir eine
Vielzahl der Polymere zu ¢; = 8,86 und ¢ = 101,6.

Werkstoffe, deren viskoelastisches Verhalten mit Gleichung (3.21) bzw. (3.22) beschrieben
werden kann, werden als thermisch rheologisch einfach bezeichnet. Dabei weisen Faser-
verbundwerkstoffe, welche aus elastischen Fasern und einer viskoelastischen Matrix mit
thermisch rheologisch einfachen Materialverhalten bestehen, ebenfalls thermisch rheo-
logisch einfaches Verhalten auf. Thermisch rheologisch komplexes Verhalten liegt vor,
wenn das viskoelastische Verhalten nicht nach Gleichung (3.21) bzw. (3.22) beschrieben
werden kann. Diese Werkstoffe zeigen neben einem horizontalen thermischen Verschie-
bungsfaktor ar einen zusétzlichen vertikalen thermischen Verschiebungsfaktor br. Zur
Beschreibung der Temperaturabhéngigkeit von br existieren verschiedene Ansétze, die u.a.
auf der Dichtednderung des Werkstoffes basieren. [68]

*Der Faktor 2,303 entsteht bei der Umrechnung vom natiirlichen Logarithmus In(z) in den dekadischen
Logarithmus log(z).

34



3 Grundlagen der Viskoelastizitat

Thermische Dehnung

Neben einer Anderung der viskoelastischen Eigenschaften fiihrt eine Temperaturinderung
je nach vorliegenden Randbedingungen zu thermischen Dehnungen und Spannungen. Die
gesamte auftretende Dehnung eges; ergibt sich aus der mechanischen Dehnung nach
Gleichung (3.10) und der thermischen Dehnung ey, ;; zu:

€ges,ij — €mech,ij + Eth,ij- (326)

Im Allgemeinen unterliegt die thermische Dehnung (bzw. Spannung) einer Abhangigkeit
von der Temperaturhistorie AT'(¢). Bei thermisch rheologisch einfachem Materialverhalten
gilt [68]:

dAT(¢))

1 ae’. (3.27)

5th7,j—/athm§ f)

Dabei sind oy 45(€) die ,Kriechfunktionen“ der Warmeausdehnungskoeffizienten, die sich
bei einer konstanten Temperaturdanderung AT ohne die Einwirkung einer mechanischen
Belastung einstellen. Sie kénnen die Form einer Prony-Reihe annehmen [73]:

Qth ’Lj O‘th g + Z @; ( 5/7.5)) (3'28)

Es zeigt sich, dass bei Polymeren unterhalb der Glasiibergangstemperatur 7, die Zeitabhan-
gigkeit der thermischen Dehnung ey, ;; gegentiber der Zeitabhangigkeit der mechanischen
Dehnung emech,i; vernachlassigt werden kann [74]. Es gilt dann:

Eth,ij = /Oéth,z‘j(T)dT- (3.29)
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4 Vorspannkraftverluste

In diesem Kapitel wird der Vorspannkraftverlust durch Setzen und Kriechen in Schrau-
benverbindungen mit CFK-Werkstoffen experimentell, numerisch und analytisch anhand
von duferlich mechanisch unbelasteten M8 Schraubenverbindungen mit CFK-Platten und
Stahl-Schrauben untersucht. Ein Teil der nachfolgenden Untersuchungen wurde bereits
in [75] vorgestellt und wird in der vorliegenden Arbeit um experimentelle Untersuchungen
sowie Berechnungen unter nicht isothermen Bedingungen ergénzt.

4.1 Vorspannkraftmessungen

Zur Bestimmung der Vorspannkraftverluste infolge von Setzen und Kriechen in CFK-
Schraubenverbindungen wird die Vorspannkraft in M8 Schraubenverbindungen gemessen.
Die betrachteten Einflussfaktoren auf die Vorspannkraftverluste sind:

o Matrix- bzw. Plattenwerkstoff: Epoxid (EP) und Polyamid 6 (PA6) mit Kohlenstoff-
faser (CF)-Verstarkung sowie Stahl (St),

o Lagenaufbau: unidirektional (UD), biaxial und quasi-isotrop (QI),

o Priftemperatur 7: Raumtemperatur (RT), 50 °C und 70 °C sowie wechselnd zwischen
—10°C und 70°C,

e Montagevorspannkraft Fyr: 5 kN, 10kN und 15kN und
o Anzahl nt crpk der inneren CFK/CFK-Trennfugen: 0 bis 3.

In Tabelle 4.1 ist eine Ubersicht aller durchgefiihrten Vorspannkraftmessungen mit Angabe
der Schraubenanzahl ng je Versuch dargestellt. Die Versuchsdauer t liegt zwischen ca. 9
und 96 Tagen.

Tabelle 4.1: Ubersicht der durchgefithrten Vorspannkraftmessungen (*84 Zyklen zwischen
—10°C und 70°C)

Plattenwerkstoff T v nrceork ns t

CF-EP-2.9 RT 5kN 0 3 672h (ca. 28d)
RT 10kN 0 5 2309h (ca.96d)
RT 10kN 1 3 331h (ca. 14d)
RT 10kN 2 4 331h (ca. 14d)
RT 10kN 3 3 331h (ca. 14d)
RT 15kN 0 3 672h (ca. 28d)
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Plattenwerkstoff T Fvo nreork ns t

50°C 10kN 0 5 721h (ca. 30d)
70°C 5kN 0 2 509h (ca. 21d)
70°C 10kN 0 7 2309h (ca.96d)
70°C 15kN 0 2 509h (ca. 21d)
zyklisch®*  10kN 0 2 340h (ca. 144d)
CF-EP-QL-4.0 RT  10kN 0 2 1345h (ca. 56d)
70°C 10kN 0 2 1345h (ca. 56d)
CF-EP-BA-4.0 RT 10kN 0 3 1345h (ca. 56d)
70°C 10kN 0 3 1345h (ca. 56d)
CF-EP-UD-4.0 RT 10kN 0 3 1345h (ca. 56d)
70°C 10kN 0 3 1345h (ca. 56d)

CF-PA6-3.0 RT 5KN 0 2 222h (ca. 9d)
RT  10kN 0 4 544h (ca. 23d)

RT  15kN 0 1 222h (ca. 94)
70°C 5kN 0 2 544 h (ca. 23d)
70°C 10kN 0 3 544 h (ca. 23d)
70°C 15kN 0 2 544 h (ca. 23d)
Stahl RT 10kN 0 2 672h (ca. 28d)

4.1.1 Versuchsaufbau, -durchfiihrung und -auswertung

Im Folgenden wird auf den Versuchsaufbau und die Versuchsdurchfithrung der Vorspann-
kraftmessungen sowie auf die Auswertung der Messdaten eingegangen.

Versuchsaufbau

Fir die Messung der Vorspannkraft werden zwei Messaufnehmer basierend auf Dehnungs-
messstreifen (DMS)-Technologie eingesetzt. Der Grofiteil der Versuche wird mit eigens
instrumentierten Messschrauben und dem in Abbildung 4.1 dargestellten Aufbau 1 durch-
gefiihrt. Dabei wird die Schraubenlédngsdehnung mit einem Spezial-DMS (Typ BTM-1C
von Tokyo Sokki Kenkyujo), welcher in eine kleine, konzentrisch zur Schraubenlédngsachse
ausgerichtete Bohrung (dy =1,6 mm) eingeklebt ist, gemessen. Versuchsbegleitend wird
zur Verifikation der Ergebnisse ein kommerzieller, DMS-basierter Kraftmessring (KMR
40 kN von Hottinger Baldwin Messtechnik (HBM)) mit zwei Lastverteilscheiben eingesetzt
(Aufbau 2 in Abbildung 4.1). Um den Abstand zwischen der (CFK-)Platte und dem Kopf
der Schaftschraube einzustellen, werden Scheiben aus Stahl mit einer Hohe von 8 mm
verwendet (d; =8,5mm, do =16 mm). Die geschliffenen Auflageflichen der Scheiben tragen
zur Reduktion des Setzkraftverlustes bei. Der Bohrungsdurchmesser in den Platten betrigt
8,5 mm.
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Aufbau 1 Aufbau 2
M8 8.8 ISO 4014
Scheibe 4 DMS Kraftmess-
| 7 | ring
Schelbe[ : : : ] Platte Lastverteil-
‘ scheibe
M8 88 | |
ISO 4014 | |
=

Abbildung 4.1: Messung der Vorspannkraft mit einer DMS-Schraube (Aufbau 1) und einem
Kraftmessring (Aufbau 2)

Der Vorteil der DMS-Schrauben gegeniiber dem Kraftmessring ist die geringe Beeinflussung
der Vorspannkraftmessung durch den Messaufnehmer selbst. Wahrend der Kraftmessring
die Klemmlénge der Schraubenverbindung, die Nachgiebigkeit der Schraube dg und der
verspannten Teile dp sowie die Anzahl der inneren Trennfugen erhoht, wird bei der Verwen-
dung der DMS-Schrauben nur die Nachgiebigkeit dg der Schraube durch die eingebrachte
Bohrung um 2,4 % erhoht.

Zur Ermittlung der Vorspannkraft aus der Schraubenldngsdehnung werden die DMS-
Schrauben mit einer Zugpriifmaschine auf eine Nennkraft von 20kN kalibriert (s. An-
hang A). Aufgrund der Messungen bei erhohter Temperatur von bis zu 70 °C wird eine
Kompensation temperaturbedingter Messfehler der als Viertelbriicke verschalteten DMS-
Schrauben vorgenommen. Dazu wird die Dehnung der DMS-Schrauben im mechanisch
unbelasteten Zustand in Abhéngigkeit der Temperatur gemessen. Diese (scheinbaren)
Dehnungen werden vom spéateren Messsignal der jeweiligen DMS-Schraube subtrahiert.

Versuchsdurchfiihrung

In Abbildung 4.2 ist der prinzipielle Priifaufbau einer Vorspannkraftmessung dargestellt. Es
werden mehrere Schraubenverbindungen an einer (CFK-)Platte angebracht. Die Absténde
der Bohrungen untereinander und zum Probenrand liegen zwischen 20 mm und 40 mm. Die
Mafle der Platten und die Anzahl der Bohrungen sind je nach Verfiigbarkeit unterschiedlich.
Die Temperaturmessung erfolgt mit Thermoelementen vom Typ K. Die Temperatur der
Schraubenverbindungen wird représentativ an einer der Stahl-Scheiben gemessen.

Abbildung 4.2: Prinzipieller Priifaufbau zur Messung des Vorspannkraftverlustes
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Der Versuchsaufbau mit Instrumentierung ist Abbildung 4.3 zu entnehmen. Die Mess-
datenerfassung erfolgt mit einem Vielstellenmessgerdt vom Typ ,,UPM100“ von HBM.
Uber ein Verteilerboard werden die DMS-Schrauben und der Kraftmessring mit einer
Vier- bzw. Sechsleiterschaltung mit dem Messverstirker verbunden. Zum Aufbringen
der konstanten Temperaturlasten wird ein programmierbarer Ofen verwendet. Da dieser
Ofen keine Kiihlfunktion besitzt, werden die Vorspannkraftmessungen unter wechselnder
Priiftemperatur in einer Klimakammer durchgefiihrt.

il Messverstérker |

E____B TV

Abbildung 4.3: Versuchsaufbau mit Instrumentierung zur Messung von Vorspannkraften

Aufgrund der begrenzten Anzahl an DMS-Schrauben und Kraftmessringen werden die Vor-
spannkraftmessungen in mehrere Versuchsreihen aufgeteilt. Alle Schraubenverbindungen
einer Versuchsreihe werden nacheinander bei Raumtemperatur montiert. Das Anziehen
der Schrauben auf die Montagevorspannkraft erfolgt vorspannkraftgesteuert, indem der
momentane Messwert wihrend des Anziehens beobachtet wird. Dabei wird auf ein gleich-
méafiges und ziigiges Anziehen ohne Unterbrechungen geachtet. Zum Aufbringen der
Temperaturlasten werden die Schraubenverbindung nach der Montage in den Ofen (bzw.
die Klimakammer) gelegt. Die Aufheizrate betrdagt 50 °C/h. Bei den Vorspannkraftmes-
sungen unter konstanter Temperatur erfolgt das Abkiihlen ungeregelt durch Ausschalten
der Heizfunktion des Ofens. Bei den Versuchen unter wechselnder Temperaturlast wird
mit 50 °C/h abgekiihlt.

Versuchsauswertung

Da nach dem Losen der DMS-Schrauben bei Raumtemperatur im unbelasteten Zustand
zum Teil nicht vernachléssigbare scheinbare Dehnungen gemessen wurden, werden diese in
der Versuchsauswertung durch eine Korrekturfunktion nachtriaglich von der gemessenen
Schraubendehnung subtrahiert (s. Anhang A). Die Ursache fiir dieses Verhalten konnte nicht
eindeutig geklart werden. Die Vermutung liegt nahe, dass unter der Belastung Kriecheffekte
im verwendeten Klebstoff oder im Spezial-DMS der Messschrauben aufgetreten sind.
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4 Vorspannkraftverluste

Der Vorspannkraftverlust AFynp re1(t) wird aus der (Rest-) Vorspannkraft Fy(t) der Schrau-
benverbindung zum Zeitpunkt ¢ nach der Montage und der Montagevorspannkraft Fy
berechnet:

(4.1)

Zum grafischen Vergleich der Vorspannkréfte nach der Montage werden die Montagezeit-
punkte ty (Fy = Fy(ty)) der Einzelmessungen in einen gemeinsamen fiktiven Montage-
zeitpunkt verschoben. Um den Montagevorgang bei einer logarithmischen Skalierung der
Zeitachse t darstellen zu kénnen, wird ein fiktiver Montagezeitpunkt von 54 s gewahlt.

4.1.2 Probekorper

Fiir die Untersuchung des Vorspannkraftverlustes in CFK-Schraubenverbindungen wurden
dem Institut fiir Leichtbau im Rahmen des eingangs erwahnten MAI Last Projektes von
der AUDI AG duroplastische CF-EP-Platten und eine thermoplastische CF-PAG6-Platte
bereitgestellt. Dabei handelt es sich um ein quasi-isotropes CF-EP-Laminat mit einer Dicke
von 2,9mm, drei CF-EP-Laminate mit unidirektionalen, biaxialen und quasi-isotropen
Lagenaufbau und einer Dicke von 4 mm und um ein biaxiales CF-PA6-Laminat mit einer
Dicke von 3,0 mm, Tabelle 4.2. Die Herstellung erfolgte mit einem Resin Transfer Molding
(RTM) Verfahren der Automobilindustrie. Die Probekorper fiir die Vorspannkraftmessungen
wurden mit einer Trennmaschine aus den CFK-Platten herausgesigt.

Tabelle 4.2: Probekorper fiir Vorspannkraftmessungen (*zusétzliches Glasgewebe in den
AufBlenlagen mit jeweils 0,1 mm Dicke)

Werkstoff Faser Matrix Lagenaufbau or hp Ty

% mm °C
CF-EP-2.9 T700 EP [0/90/+45/-45]" 48 2,9 126
CF-EP-QI-4.0  T700 EP [0/90/445/-45]s 55 4,0 120
CF-EP-BA-4.0 'T700 EP [0/90]2s 55 4,0 120
CF-EP-UD-4.0 T700 EP [0]4s 55 4,0 120
CF-PA6-3.0 T700  PA6 [0/90]25 4 3,0 29
Stahl (S235JR) - - - - 30 -

Die in Tabelle 4.2 angegebenen Faservolumengehalte ¢ entsprechen den Angaben der
AUDI AG. Die aufgefiihrten Glasiibergangstemperaturen T, wurden mit einer dynamischen
Differenzkalorimetrie (DSC)-Priifung an der Universitdt der Bundeswehr Miinchen mit
Unterstiitzung des Instituts fiir Werkstoffkunde und des Instituts fiir Mechanik fiir den
Wendepunkt des Glasiibergangs bestimmt. Dabei ergibt sich fiir das CF-PA6-Laminat mit
Ty =29°C eine deutlich geringere Glasiibergangstemperatur als fiir die CF-EP-Laminate
(120°C bzw. 126 °C). Es ist zu beachten, dass PA6-Werkstoffe im Allgemeinen eine hohe
Abhéngigkeit der Glasiibergangstemperatur vom Feuchtegehalt aufweisen [76, 77].
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4 Vorspannkraftverluste

4.1.3 Einfluss des Platten- bzw. Matrixwerkstoffes bei Raumtemperatur

In Abbildung 4.4 sind die Vorspannkraftmessungen der Schraubenverbindungen mit dem
duroplastischen CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9), thermoplastischen CF-PA6-Laminat (CF-
PA6-3.0) und Stahl bei Raumtemperatur mit einer Montagevorspannkraft Fy; von 10 kN
dargestellt. Die mittlere Temperatur Ty, betragt 20,5 °C. Fiir diese Messungen sind in
Tabelle 4.3 die Mittelwerte des Vorspannkraftverlustes AFyp re1(t) nach Gleichung (4.1)
zu ausgewdhlten Zeitpunkten ¢ angegeben.

T T T TTTTT] T T T TTTTT T T T TTTTTT T T T TTTTI T T T TTTTT T T

7d  30d 96d| | Stahl (2x)
1 ‘ | |— CF-EP-2.9 (5x)
s - -~ CF-PA6-3.0 (4x)
09 1
=
~
~
S 0,8
> O 1
9
0,7 Hi |
l\ Lrnl Lol Lol | Lrnl
1072 107! 10° 10 102 103
tinh

Abbildung 4.4: Einfluss des Platten- bzw. Matrixwerkstoffes auf die Vorspannkraft Fy; der
M8 Schraubenverbindungen bei RT (7}, = 20,8 °C, Fyy = 10kN, nt crx =0)

Tabelle 4.3: Einfluss des Platten- bzw. Matrixwerkstoffes auf den Vorspannkraftverlust
AFyirel (t) der M8 Schraubenverbindungen bei RT (71, = 20,8 °C, Fiy = 10kN,
nr,crk =0, Mittelwerte aus ng-Messungen)

t Stahl ~ CF-EP-2.9 CF-PA6-3.0
(ns=2)  (ng=5) (ng=4)
1h 2.2% 4,0% 13,6 %
24h  37% 5,7% 17,7%
168 h 5,9% 7,5 % 21,9%
527h  55% 9,0% 27,4%
2300h  — 10,2 % -
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4 Vorspannkraftverluste

Wie zu erkennen ist, entsteht bei Stahl der geringste Vorspannkraftverlust, bei dem duro-
plastischen CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9) ein etwas hoherer und bei dem thermoplastischen
CF-PAG6-3.0 ein deutlich héherer Vorspannkraftverlust. Bei allen drei Werkstoffen ist zu
Beginn der Messung eine starke Abnahme der Vorspannkraft, die insbesondere durch
Setzvorginge gepragt ist, zu verzeichnen. Dabei ist der Vorspannkraftverlust nach t=1h
bei dem CF-PA6-Laminat mit 13,6 % im Vergleich zu Stahl (2,2 %) und CF-EP-2.9 (4,0 %)
als vergleichsweise hoch anzusehen. Uberraschenderweise nimmt die Vorspannkraft der
Stahl-Schraubenverbindungen auch nach mehreren Tagen bzw. Wochen keinen konstanten
Wert an, wie dies aus den Kriecheigenschaften von Stahl bei Raumtemperatur [19] zu
erwarten gewesen wire, sondern zeigt im Mittel eine geringfiigige Abnahme. Die geringen
kurzzeitigen Anderungen der Vorspannkrifte der CF-EP- und Stahl-Verbindungen sind
auf Schwankungen der Raumtemperatur im Priiflabor zuriickzufiihren.

Bei dem CF-EP-Laminat zeigt sich im Mittel eine kontinuierlich abnehmende Verlustrate
der Vorspannkraft. Am Ende der Messung der CF-EP-Schraubenverbindungen nach 2300 h
(ca. 96d) betriagt der Vorspannkraftverlust ca. 10 %. Im Gegensatz dazu zeigt sich bei
dem CF-PA6-Laminat eine hohere Verlustrate, welche auf die Kriecheigenschaften der
thermoplastischen PA6-Matrix zurtickzufiihren ist. Wie in Abbildung 4.4 zu erkennen ist,
nimmt die Verlustrate der Vorspannkraft bei dem CF-PA6-Laminat nach ca. 250h zu.
Es wird vermutet, dass eine Anderung des Kriechmechanismus in der PA6-Matrix, die
hohere Kriechraten begilinstigt, stattfindet. Eine weitere Ursache kénnte das Auftreten
von Mikrorissen im CF-PA6-Laminat sein.

4.1.4 Einfluss der Temperatur

Der Einfluss der Temperatur auf den Vorspannkraftverlust wird bei konstanter Priiftem-
peratur (RT, 50°C und 70°C) und einer wechselnden Priiftemperatur zwischen —10°C
und 70 °C untersucht.

Konstante Priiftemperatur

Die konstante Priiftemperatur von 50 °C und 70 °C wird ca. 24 h nach der Montage der
Schraubenverbindungen bei Raumtemperatur aufgebracht. Dadurch soll sichergestellt
werden, dass der Grofiteil des Setzkraftverlustes vor dem Aufbringen der Temperaturlast
abgeklungen ist und der Vorspannkraftverlust durch Kriechen moglichst wenig durch das
Setzen beeinflusst wird.

In Abbildung 4.5 sind die Vorspannkraftmessungen bei erhdhter Priiftemperatur von
50°C und 70°C und einer Montagevorspannkraft von 10kN fiir das duroplastische CF-
EP-Laminat (CF-EP-2.9) und das thermoplastische CF-PA6-Laminat (CF-PA6-3.0) zu-
sammengefasst. Zum Vergleich mit den Messungen bei Raumtemperatur ist jeweils eine
Messung aus Abbildung 4.4 angegeben. In Tabelle 4.4 sind die zugehorigen Mittelwerte
des Vorspannkraftverlustes AFyp el(t) nach Gleichung (4.1) in Abhéngigkeit des CFK-
Laminates und der Temperatur zu ausgewédhlten Zeitpunkten ¢ angegeben.
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Abbildung 4.5: Einfluss der erhéhten Priiftemperatur auf die Vorspannkraft Fy der bei
RT montierten M8 Schraubenverbindungen (Fy =10kN, nt crk =0)
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Tabelle 4.4: Einfluss der erhohten Priiftemperatur auf den Vorspannkraftverlust
AFyM el (t) der bei RT montierten M8 Schraubenverbindungen (Fy =10kN,
nr,crk =0), Mittelwerte aus ng-Messungen

CF-EP-2.9 CF-PA6-3.0
t RT Test bei 50°C Test bei 70°C RT Test bei 70°C
(ng=5) (ng=5) (ng=7) (ng=4) (ng=3)
0 0 0 (22,3°C 0 (21,4°C 0 0 22,3°C
1h 4,0% 4,3% (20,5°C 4,4 % (20,7°C 13,6% 13,6% (21,0°C

24h 5,7% 5,7% (21,3°C

( )

( )

( 4.8% (20,5°C 17,7% 17,4% (20,2°C)

168h  75%  5,1%(47,8°C ( )
( )

)

( )

( )

6,9% (67,5°C) 21,9%  40,9% (67,4°C
527h  9.0%  6,6%(47,9°C) 11,8% (67,6°C) 274%  43,1% (67,3°C
714h  94%  7,3%(48,0°C) 12,7% (67,5°C) -
2300h  10,2% - 18,3% (67.0°C)

~— — N —

Um den Zusammenhang zwischen Temperaturdnderung und Vorspannkraft aufzuzeigen, ist
in den Abbildungen 4.5a und 4.5b der Autheiz- und Abkiihlvorgang einer Schraubenverbin-
dung dargestellt. Wie zu erkennen ist, nimmt die Vorspannkraft wihrend des Erwédrmens zu
und wahrend des Abkiihlens ab. Dies ist auf den gréeren Wéarmeausdehnungskoeffizienten
der CFK-Laminate in Dickenrichtung gegeniiber dem der Stahl-Schraube zuriickzufiihren.
Neben den Warmeausdehnungen werden durch die Temperaturdnderung die Kriechvorgan-
ge in der Kunststoffmatrix beeinflusst. Daher zeigt sich nach der Temperaturerh6hung
eine hohere Verlustrate der Vorspannkraft als vor der Erwédrmung. Beim Abkiihlen kehren
sich die Effekte um und die Kriechvorginge werden verlangsamt.

Wie aus Abbildung 4.5¢ hervorgeht, tritt in den Vorspannkraftmessungen mit dem du-
roplastischen CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9) bei 70 °C gegentiber denen bei 50 °C ein er-
wartungsgeméfl groflerer Anstieg der Vorspannkraft auf. Nach der Erwarmungsphase
stellen sich in den 70 °C-Messungen grofiere Verlustraten der Vorspannkraft ein als in den
50 °C- und RT-Messungen. Dadurch sinken die Vorspannkréfte in den 70 °C-Messungen
unter die Vorspannkréfte in den 50 °C- und RT-Messungen. Die Vorspannkrifte der 50 °C-
Messungen sinken ebenfalls unter die bei Raumtemperatur, jedoch tritt dies zu einem
spateren Zeitpunkt als bei den 70 °C-Messungen ein. Infolge der Temperaturerh6hung
von Raumtemperatur auf 70 °C nimmt der mittlere Vorspannkraftverlust nach 2300 h von
10,2 % auf 18,2 % zu.

Ahnlich wie bei den CF-EP-Schraubenverbindungen, fithrt der Temperaturanstieg von
Raumtemperatur auf 70 °C bei den CF-PA6-Schraubenverbindungen zunéchst zu einer
Zunahme und mit dem Erreichen der Priiftemperatur zu einer Abnahme der Vorspannkraft
(vgl. Abbildung 4.5d). Diese Abnahme fillt bei den CF-PA6-Laminaten im Vergleich zu den
CF-EP-Laminaten signifikant héher aus. Jedoch nimmt die Verlustrate der Vorspannkraft
mit zunehmender Zeit deutlich ab und erreicht sogar einen geringeren Wert als bei den CF-
EP-Laminaten. Infolge der Temperaturerh6hung nimmt der mittlere Vorspannkraftverlust
nach 527h von 27,4 % auf 43,1 % zu.
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Wechselnde Priiftemperatur

Das Temperaturprofil besteht aus insgesamt 84 Zyklen zwischen —10°C und 70 °C mit einer
Aufheiz- und Abkiihlrate von 50 °C/h und einer Haltezeit von 24 min an den Extrempunk-
ten. Daraus ergibt sich eine Zykluszeit von 4h und eine Versuchszeit von 336h (=14d).
In Abbildung 4.6 ist die gemessene Temperatur dargestellt.
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Abbildung 4.6: Wechselnde Priiftemperatur zur Untersuchung des Einflusses auf den Vor-
spannkraftverlust einer CFK-Schraubenverbindung (Messwerte)

In Abbildung 4.7 sind die Vorspannkraftmessungen mit der DMS-Schraube (Aufbau 1 in
Abbildung 4.1) und dem Kraftmessring (Aufbau 2 in Abbildung 4.1) bei der wechselnden
Priftemperatur dargestellt (CF-EP-2.9, Fy; =10kN). Auflerdem ist in dieser Abbildung
eine Vorspannkraftmessung bei konstanter Priiftemperatur von 70°C aus Abbildung 4.5
dargestellt.
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Abbildung 4.7: Einfluss einer wechselnden Priiftemperatur zwischen —10°C und 70 °C auf
die Vorspannkraft Fy der M8 Schraubenverbindungen mit einem quasi-
isotropen CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9, Fiy; = 10kN, nt crx =0)
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Es zeigt sich eine hohe Ubereinstimmung zwischen der Messung mit der DMS-Schraube und
dem Kraftmessring. Die Vorspannkraft unterliegt aufgrund der wechselnden Priiftemperatur
und den daraus resultierenden unterschiedlichen Wéarmedehnungen der Schraube und der
verspannten Teile ebenfalls einem wechselnden Verlauf. Dabei werden die Extremwerte der
Vorspannkraft zu denselben Zeitpunkten wie die Extremwerte der Temperatur erreicht;
Vorspannkraft und Temperatur verlaufen somit in Phase.

Wie Abbildung 4.7 zu entnehmen ist, unterliegen die Extremwerte der Vorspannkraft einem
zusétzlichen abklingenden Verlauf, der sich zum Versuchende einem nahezu konstanten
Wert annéhert. Der Vergleich mit analytischen Berechnungen zeigt, dass der vergleichsweise
hohe Vorspannkraftverlust zu Beginn der Messung im Wesentlichen auf Setzvorginge
zuriickzufiihren ist. Nach dem Ende des Temperaturprogramms mit 84 Zyklen betrégt
der Vorspannkraftverlust 20,9 % (bei RT). Der Vergleich der einhiillenden Funktion der
Maxima und Minima mit dem Vorspannkraftverlauf nach dem Erwédrmen auf eine konstante
Temperatur von 70°C zeigt, dass bei wechselnder Temperatur effektiv eine geringere
Verlustrate als bei einer konstanten Temperatur von 70 °C vorliegt. Dies erscheint unter
dem Gesichtspunkt, dass das Matrixkriechen bei jedem Abkiihlvorgang der wechselnden
Priiftemperatur verlangsamt und damit die Verlustrate reduziert wird, plausibel und steht
damit im Einklang zu der Arbeit von Hubbertz und Friedrich [16].

4.1.5 Einfluss des Lagenaufbaus

In Abbildung 4.8 sind die Vorspannkraftmessungen mit den quasi-isotropen, biaxialen und
unidirektionalen CF-EP-Laminaten (CF-EP-QI-4.0, CF-EP-BA-4.0 und CF-EP-UD-4.0)
bei Raumtemperatur und der erhéhten Priiftemperatur von 70 °C mit der Montagevor-
spannkraft von 10kN dargestellt. In Tabelle 4.5 sind die zugehorigen Mittelwerte des
Vorspannkraftverlustes AFyprel(t) nach Gleichung (4.1) zu ausgewéhlten Zeitpunkten ¢
angegeben.

Die Messungen zeigen, dass bei dem quasi-isotropen und biaxialen CF-EP-Laminat sowohl
bei Raumtemperatur als auch bei 70 °C ein &hnlicher Vorspannkraftverlust auftritt: jeweils
10,5 % bei Raumtemperatur und 33,7 % bzw. 38,0 % bei 70 °C (nach 1340 h). Im Gegensatz
dazu entsteht bei dem unidirektionalen CF-EP-Laminat bei Raumtemperatur mit 12,0 %
ein geringfiigig hoherer Vorspannkraftverlust und bei 70 °C mit 46,6 % ein deutlich hoherer
Vorspannkraftverlust.

Wie aus Abbildung 4.8b hervorgeht, ist die Zunahme der Vorspannkraft infolge der
Erwarmung von Raumtemperatur auf 70 °C fiir das quasi-isotrope und biaxiale CF-EP-
Laminat grofler als fiir das unidirektionale CF-EP-Laminat. Dies ist im Wesentlichen
auf die unterschiedlichen Warmeausdehnungskoeffizienten in Dickenrichtung der CF-EP-
Laminate zuriickzufithren. So weist das unidirektionale CF-EP-Laminat aufgrund der
fehlenden Querkontraktionsbehinderung in senkrechter Faserrichtung einen geringeren
Wert auf als das quasi-isotrope bzw. das biaxiale CF-EP-Laminat.

Ein weiterer Unterschied zwischen den multiaxialen und dem unidirektionalen CF-EP-
Laminat ist in den Vorspannkraftverldufen nach Beendigung des Aufheizvorganges fest-
zustellen (vgl. Abbildung 4.8b). Bei dem unidirektionalen CF-EP-Laminat nimmt die
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(b) Konstante Priiftemperatur von 70 °C nach der Montage bei Raumtemperatur

Abbildung 4.8: Einfluss des Lagenaufbaus (QI: [0/90/+45/-45]5, BA: [0/90]2s, UD: [0]4s)
auf die Vorspannkraft Fy der M8 Schraubenverbindungen (CF-EP-
Laminate, Fyy = 10kN, nr crk =0)

Vorspannkraft innerhalb von 10 h nach dem Erreichen des Maximums um ca. 20 % deutlich
stiarker ab als bei den multiaxialen CF-EP-Laminaten (ca. 4 %). Nach dieser Abnahme
treten im weiteren Verlauf der Messungen bei dem unidirektionalen CF-EP-Laminat
vergleichbare Verlustraten der Vorspannkraft wie bei den multiaxialen CF-EP-Laminaten
auf. Als Ursache fiir den erhéhten Vorspannkraftverlust bei dem unidirektionalen CF-
EP-Laminat ist die fehlende Kriechbehinderung quer zu den Fasern in der Laminatebene
durch zuséatzliche 90°-Schichten anzufiihren.
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Tabelle 4.5: Einfluss des Lagenaufbaus (QI: [0/90/+45/-45]5, BA: [0/90]25, UD: [0]4s) auf
den Vorspannkraftverlust AFyurel(t) in den M8 Schraubenverbindungen
(CF-EP-Laminate, Fy; = 10kN, NT,CFK = 0), Mittelwerte aus ng-Messungen

Raumtemperatur Priftemperatur: 70 °C
t T QI BA UD T QI BA UD
°C (ng=2) (ng=3) (ns=3) °C (ng=2) (ns=3) (ng=3)
0 22,6 0 0 0 22,8 0 0 0

1h 226 33%  31%  41% 44,1 —20% -31%  11%
24h 226 52%  50%  69% 68,8 109%  84%  288%
168h 230 78%  T1%  99% 68,7 20,3% 166%  36,9%
720h 24,3 104%  94%  125% 68,7 304% 274%  44.7%
1340h 19,0 105% 105%  12,0% 68,7 337% 38,0%  46,6%

4.1.6 Einfluss der Montagevorspannkraft

In Abbildung 4.9 sind die Vorspannkraftmessungen mit dem duroplastischen CF-EP-
Laminat (CF-EP-2.9) und dem thermoplastischen CF-PA6-Laminat (CF-PA6-3.0) bei
den Montagevorspannkréften Fyr: 5kN, 10kN und 15kN jeweils bei Raumtemperatur und
erhéhter Priiftemperatur von 70 °C dargestellt. Zum Vergleich ist jeweils eine Messung mit
Fyv=10kN aus den Abbildungen 4.4 und 4.5 angegeben. Die mittlere Flachenpressung
zwischen dem CFK-Laminat und der Scheibe betrigt bei den genannten Montagevorspann-
kriften: 34,6 N/mm?, 69,3N/mm? und 103,9 N/mm?. In den Tabellen 4.6 und 4.7 sind
die zugehdrigen Mittelwerte der Vorspannkraftverluste AFy rel(t) nach Gleichung (4.1)
zu ausgewdhlten Zeitpunkten ¢ angegeben. Um den Einfluss der Montagevorspannkraft
auf den Vorspannkraftverlust durch Kriechen grafisch herauszustellen, ist jede Vorspann-
kraftmessung in Abbildung 4.9 um den Vorspannkraftverlust nach einer festgelegten
Setzzeit ty vertikal verschoben, sodass Fy/(tz)/Fy =1 gilt. Aufgrund des unterschiedlichen
Setzverhaltens, wird bei dem CF-PA6-Laminat eine Setzzeit von 1h und und bei dem
CF-EP-Laminat eine Setzzeit von 24 h gewahlt.

Die Vorspannkraftmessungen mit dem CF-EP-Laminat und den unterschiedlichen Monta-
gevorspannkriften zeigen, dass bei Raumtemperatur beziiglich der Montagevorspannkraft
dhnliche Verlustraten der Vorspannkraft und Vorspannkraftverluste durch Kriechen entste-
hen (vgl. Abbildung 4.9a). Bei 70 °C ergibt sich ein differenzierteres Erscheinungsbild (vgl.
Abbildung 4.9b). Mit den Montagevorspannkréaften von 10 kN und 15kN treten nach dem
Auftheizvorgang von Raumtemperatur auf 70 °C &hnliche Verlustraten der Vorspannkraft
auf. Im Gegensatz dazu stellt sich mit der Montagevorspannkraft von 5kN eine héhere
Verlustrate ein. Die unterschiedlichen Zunahmen der normierten Vorspannkraft Fy/Fy
wahrend der Erwarmung sind auf die Normierung mit der jeweiligen Montagevorspann-
kraft Fy; zuriickzufithren.
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Abbildung 4.9: Einfluss der Montagevorspannkraft Fy; auf den Vorspannkraftverlust durch
Kriechen in den M8 Schraubenverbindungen mit einem CF-EP-Laminat
oder einem CF-PA6-Laminat (nt crg =0)

Tabelle 4.6: Einfluss der Montagevorspannkraft auf den Vorspannkraftverlust AFyp rel(t)
in den M8 Schraubenverbindungen mit einem quasi-isotropen CF-EP-Laminat
(CF-EP-2.9, NT,CFK = 0), Mittelwerte aus ng-Messungen

Raumtemperatur Temperaturbelastung: 70 °C
t T 5kN 10kN 15kN T 5kN 10kN 15kN
°C (ng=3) (ng=5) (ng=3) °C (ns=2) (ng=7) (n=2)

0 19,8 0 0 0 20,9 0 0 0
1h 194 5,1% 4,0% 3.8% 20,3 4.4% 4.4% 4.1%
24h 19,6 7.8% 5,7% 5,8% 21,7 5,5 % 4.8 % 4.9 %
168h 22,0 9,8% 7,5 % 8,2% 67,7 12,0% 69% 11,1%
500h 19,0 10,1% 9,3% 8,7% 67,8 19,9% 11,9% 14.2%
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Tabelle 4.7: Einfluss der Montagevorspannkraft auf den Vorspannkraftverlust AFyp rel(t)
in den M8 Schraubenverbindungen mit einem CF-PA6-Laminat (CF-PA6-3.0,
nr,crk = 0), Mittelwerte aus ng-Messungen

Raumtemperatur Temperaturbelastung: 70 °C
t T 5kN 10kN 15kN T 5kN 10kN 15kN
°C (ng=2) (ngs=4) (ns=1) °C (ng=2) (ng=3) (ng=2)
0 22,2 0 0 0 222 0 0 0

1h 209 174% 136%  97% 21,0 175% 136%  88%
24h 20,3 232% 177% 13,1% 202 230% 174% 11,8%
168h 20,6 27.2% 219% 164% 67,4 589%  409%  294%
527h 21,0 - 27.4% - 67,3 592%  431%  316%

Wie aus Abbildungen 4.9c und 4.9d hervorgeht, nehmen die Vorspannkraftverluste beziig-
lich der Montagevorspannkraft der CF-PA6-Schraubenverbindungen bei Raumtemperatur
und 70 °C mit steigender Montagevorspannkraft ab. Bei Raumtemperatur nimmt die Ver-
lustrate im Gegensatz zum CF-EP-Laminat mit zunehmender Montagevorspannkraft Fy
ab. Bei 70 °C zeigt sich nach der Erwdrmung eine Zunahme der Verlustrate mit abneh-
mender Montagevorspannkraft. Im weiteren Verlauf nimmt die Verlustrate bei den drei
Montagevorspannkréften deutlich ab, sodass nach 200 h bei den Montagevorspannkréften
von 10kN und 15kN eine dhnliche Verlustrate auftritt und bei der Montagevorspannkraft
von 5 kN die Vorspannkraft einen anndhernd konstanten Wert annimmt.

Nach dem Losen der Schraubenverbindungen sind an den CF-PA6-Laminaten im Gegensatz
zu den CF-EP-Laminaten plastische Deformationen in Dickenrichtung im druckbelasteten
Bohrungsbereich erkennbar, Abbildung 4.10. An den Oberflichen aller CF-EP-Laminaten
sind unabhéingig von der Priiftemperatur und der Montagevorspannkraft lediglich die
Abdriicke der angrenzenden Stahlscheibe sichtbar. Die fiir das CF-PA6-Laminat gemes-
sene, gesamte plastische Dickendnderung fp ist in Abbildung 4.10 in Abhéngigkeit der
Priiftemperatur angegeben. Bei 70 °C ergibt sich mit einer Montagevorspannkraft von 5 kN
und 10kN eine nahezu identische plastische Verformung (54,5 pm bzw. 53,0 pm) und mit

CF-EP-Laminat CF-PA6-Laminat
- : Fvoo fprin pm
RT 70°C
5kN - 54,5
10kN 33,2 53,0
15kN - 71,2

Abbildung 4.10: Bilder: Verformungen nach dem Losen der Schraubenverbindung (Priif-
temperatur: 70°C, Fyy=15kN), Tabelle: plastische Verformung f, in
Dickenrichtung des CF-PA6-Laminates
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15kN ein deutlich héherer Wert von 71,2 pm. Es zeigt sich, dass infolge der Erhéhung der
Priiftemperatur von Raumtemperatur auf 70 °C die plastische Verformung von 33,2 pm auf
53,0 pm zunimmt. Es gilt zu beachten, dass die gemessenen plastischen Verformungen f,
plastische Verformungen, die wihrend des Anziehens entstanden sind, beinhalten kénnen.
Der Vergleich der Eindriicktiefen bei Raumtemperatur und 70 °C zeigt jedoch, dass ein
nicht zu vernachléssigender Teil nach der Montage entstanden ist.

Zur genaueren Analyse der Verformungen der CFK-Laminate im Bohrungsbereich werden
Schliffbilder des CF-EP- und CF-PA6-Laminates nach den Vorspannkraftmessungen bei
einer Priiftemperatur von 70 °C und mit einer Montagevorspannkraft von 15 kN angefertigt,
Abbildung 4.11. Dabei zeigen sich am duroplastischen CF-EP-Laminat keine plastischen
Verformungen. Im Gegensatz dazu wird der Einspannbereich des thermoplastischen CF-
PA6-Laminates durch das Flieen der Kunststoffmatrix plastisch verformt. Zu erkennen ist,
dass die PA6-Matrix in den tangential zur Bohrung verlaufenden 90°-Lagen in die Bohrung
hineingeflossen ist, da die Fasern in dieser Richtung das Flieflen nicht behindern.

Auflendurchmesser Scheibe Auflendurchmesser Scheibe

Bohrungsrand

Abbildung 4.11: Schliffbildaufnahme des CF-EP- (links) und CF-PA6-Laminates (rechts)
einer M8 Schraubenverbindung nach einer Langzeitbelastung bei 70 °C

4.1.7 Einfluss innerer CFK/CFK-Trennfugen

Zur Untersuchung des Einflusses der Anzahl nt crk der inneren CFK/CFK-Trennfugen
auf den Vorspannkraftverlust werden zwei bis vier quadratische CF-EP-Laminate (CF-
EP-2.9) mit einer Kantenldnge von 30 mm nach Aufbau 1 in Abbildung 4.1 miteinander
verspannt (Fy=10kN). In Abbildung 4.12 sind die Vorspannkraftmessungen und die
Priifaufbauten dargestellt. Zum Vergleich ist in Abbildung 4.12 eine Vorspannkraftmessung
mit einem CF-EP-Laminat (nt crk =0) aus Abbildung 4.4 angegeben. In Tabelle 4.8 sind
die zugehorigen Mittelwerte des Vorspannkraftverlustes AFy rel(t) nach Gleichung (4.1)
angegeben.

Es zeigt sich, dass der Vorspannkraftverlust mit der Anzahl der inneren CFK/CFK-
Trennfugen und der gleichzeitigen Erhohung der Klemmlénge im Mittel zunimmt. Um den
Einfluss der Anzahl nt cri der inneren CFK/CFK-Trennfugen auf den Setzkraftverlust zu
untersuchen, wird fiir jede Trennfugenanzahl nt crk ein mittlerer Gesamtsetzbetrag fz,ges
nach Gleichung (2.4) aus dem gemessenen Vorspannkraftverlust nach 24h ermittelt,
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Ny, crFK = 1 Ny, CFK = 2

-9 (SX) ....... 3 (3X)

10-2 10°' 100 10' 102 10°
tin h

Abbildung 4.12: Einfluss der Anzahl nt cpk der inneren CFK/CFK-Trennfugen (0-3) auf
die Vorspannkraft der M8 Schraubenverbindungen mit CF-EP-Laminaten
bei RT (CF-EP-2.9, T;,, =21°C, Fy =10kN)

Tabelle 4.8: Einfluss der Anzahl nt crk der inneren CFK/CFK-Trennfugen auf den Vor-
spannkraftverlust AFyprel(t) in den M8 Schraubenverbindungen mit CF-
EP-Laminaten bei RT (CF-EP-2.9, Ty, =21°C, Fyy =10kN), Mittelwerte aus
ng-Messungen

t nycrk =0 mnrcrk =1 nrcrk =2 n7,crk =3
(ns=5) (ng=3) (ng=4) (ng=3)

0 0 0 0 0
1h 4,0 % 4,5% 49% 5,2 %
24h 5,7 % 6,6 % 7.3% 7.9%
168 h 7.5% 8,5% 8,9% 10,1 %
329h 8,5 % 9,4 % 9,5 % 10,8 %

Tabelle 4.9. Dabei erfolgt die Berechnung der Nachgiebigkeit der Schraube dg und der
verspannten Teile dp nach VDI 2230 [19] (vgl. Abschnitt 4.3.4) mit dem aus der 3D-
Laminattheorie ermittelten theoretischen Elastizitdtsmodul (8837 MPa) in Dickenrichtung
des CF-EP-Laminates.

Der mittlere Gesamtsetzbetrag fz,ges in Tabelle 4.9 zeigt eine Zunahme mit der Trenn-
fugenanzahl nt crk. Die Differenz aufeinander folgender Gesamtsetzbetrage betrédgt im
Mittel 1,7 pm. Dieser Wert entspricht dem durchschnittlichen Setzbetrag einer CF-EP /CF-
EP-Trennfuge und liegt unterhalb der mit einem Rauigkeitsmessgerdt (Mitutoyo Surftest
SV-600) ermittelten mittleren Rautiefe Rz von 2,879 nm. Der ermittelte Setzbetrag der CF-
EP/CF-EP-Trennfuge von 1,7 nm liegt geringfiigig tiber dem Setzbetrag einer Stahl/Stahl-
Trennfuge (1,5pm) nach VDI 2230 (vgl. Tabelle 2.1). Somit zeigt sich, dass unter den
gepriiften Bedingungen dhnliche Setzkraftverluste wie in einer Stahl-Schraubenverbindung
entstehen.
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Tabelle 4.9: Einfluss der Anzahl nr crx der inneren CFK /CFK-Trennfugen auf den mitt-
leren Gesamtsetzbetrag fz qes der M8 Schraubenverbindungen

NT,CFK Js op [7.ges
mm/N mm/N pm

0 3,276 -107% 2,801-10"¢ 3,7

1 3,696-107% 4,430-107¢ 54

2 4,116 -1076 5,768-107% 7,2

3 4536-107% 6,885-107% 88

Wie aus Abbildung 4.12 hervorgeht, treten nach 24 h in allen Schraubenverbindungen im
Mittel dhnliche Verlustraten der Vorspannkraft auf. Unter Berticksichtigung des Einflusses
der Laminatdicke bzw. der Klemmlédnge auf den Vorspannkraftverlust durch Kriechen (vgl.
Abschnitt 4.3.5) kann abgeleitet werden, dass das Kriechverhalten in Dickenrichtung der
CF-EP-Laminate unabhéngig von deren Anzahl ist. Somit ist es moglich zur Berechnung
des Vorspannkraftverlustes durch Kriechen ein Paket identischer CF-EP-Laminate als ein
einziges Laminat mit der Dicke des Paketes zu betrachten.

4.2 Zur Reduktion von Vorspannkraftverlusten: Warm-Montage

Ein vielversprechendes Verfahren zur Reduktion von Vorspannkraftverlusten durch Matrix-
kriechen in CFK-Schraubenverbindungen stellt die ,,Warm-Montage* mit einem anschlie-
Benden Nachziehen dar. Die Grundidee ist durch eine erhohte Fiigeteiltemperatur nach
der Montage einen Zeitsprung im Kriechverhalten der CFK-Platte zu erzeugen, sodass
nach der Abkiihlung die Kriechrate reduziert wird und nach dem Nachziehen geringere
Vorspannkraftverluste auftreten. Die Ausfithrungen zu diesem Thema wurden bereits 2018
in [78] veroffentlicht.

4.2.1 Das Prinzip der Warm-Montage

Die Warm-Montage ist im Wesentlichen in drei Schritte unterteilt:

1. Erwarmung des relevanten Bohrungsbereiches der CFK-Fiigeteile vor der Montage,
2. Anziehen der Schraube bei erhohter Fiigeteiltemperatur und

3. Nachziehen nach festgelegter Zeit bei Raumtemperatur.

Nach der Montage kommt es zunéchst zu erhohten Vorspannkraftverlusten. Diese sind
zum einen auf die unter erhéhter Temperatur beschleunigt ablaufenden Kriechprozesse
in der Kunststoffmatrix und zum anderen auf die infolge der Abkiihlung induzierten
Wirmedehnungen der Schraube und CFK-Platte zurtickzufithren (ayhs < aynpz). Nach
dem Abkiihlen stellt sich eine geringere Kriechrate und damit auch eine geringere Verlus-
trate der Vorspannkraft als ohne Erwarmung ein, da ein Teil der Kriechvorgénge in die
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Erwarmungsphase vorgezogen wird. Das Nachziehen dient dazu, alle bisherigen Vorspann-
kraftverluste zu kompensieren und hat bei linear viskoelastischem Materialverhalten der
CFK-Platte keinen Einfluss auf die Kriech- bzw. Verlustrate der Vorspannkraft.

Die Wirkungsweise der Warm-Montage soll im Folgenden anhand eines einfachen Beispiels
mit einem abstrahierten Temperaturverlauf ndher erldutert und Einflussparameter identi-
fiziert werden. Dazu wird angenommen, dass die CFK-Fiigeteile nach der Montage eine
konstant erhdhte Temperatur Ty aufweisen und zum Zeitpunkt tw sprunghaft den Wert
der Ausgangstemperatur Ty annehmen, Abbildung 4.13. Des Weiteren wird thermisch
rheologisch einfaches Materialverhalten der CFK-Fiigeteile mit Giiltigkeit des ZTVP (vgl.
Abschnitt 3.6) angenommen. In Abbildung 4.13 ist die Kriechfunktionen Jp,(¢,T") in
Dickenrichtung der CFK-Platte bei den Temperaturen Ty und Tyy skizziert.

JP ta TW
JPZ (t7 T) T\N ; Z( ) JPZ (t7 TO)
1... Mit Erwarmung
/,}IEQ\TW 2... Ohne Erwirmung
1
T T,
log tw log At logt

Abbildung 4.13: Einfluss der Warm-Montage auf das Kriechverhalten der CFK-Fiigeteile

Bis zum Zeitpunkt des Abkiihlens tw wird das Kriechverhalten durch die Kriechfunkti-
on Jp,(t, Tyw) beschrieben. Durch das sprunghafte Abkiihlen entsteht nach dem ZTVP ein
horizontaler Zeitsprung um log aty, zur Kriechfunktion Jp,(t,7p). Nach dem Abkiihlen ist
der in Abbildung 4.13 hervorgehobene Kurvenzug von Jp,(t,Ty) beginnend im Punkt 1 zur
Beschreibung des Kriechverhaltens ausschlaggebend. Unter Beachtung der logarithmischen
Skalierung liegt im Punkt 1 eine geringere Kriechrate als ohne Erwarmung (Tw = Tp) vor
(Punkt 2). Somit ist ersichtlich, dass durch die Erwarmung der CFK-Fiigeteile ein geringerer
Vorspannkraftverlust entsteht als ohne. Die Kriechfunktion nach dem Abkiihlen ist:

Jpz(t,To) = Jpz(t + At,To) mit ¢t>0 und

log At =logtw — logar, <& At =tw/ary. (42)
Aus dieser Gleichung kann abgeleitet werden, dass fiir einen grofien Zeitsprung At der
Warm-Montage zum einen die Temperatur der CFK-Fiigeteile Ty hoch (= grofler Verschie-
bungsfaktor) und die Dauer der Erwérmung tw moglichst lang sein muss. In Abbildung 4.14
sind in Abhéngigkeit der Parameter Ty und tw die analytisch berechneten Vorspannkréfte,
die sich fiir eine M8 Schraubenverbindung mit einem quasi-isotropen [0/90/+45/-45]
CF-EP-Laminat nach dem Nachziehen bei tw ergeben, dargestellt. Zum Vergleich sind
die Grafiken um die Verldufe, die aus einer einfachen Montage ohne Nachziehen (0. N.)
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folgen, ergéinzt. Wie aus Abbildung 4.14a hervorgeht, hat bereits ein einfaches Nachziehen
ohne Erwarmung einen positiven Einfluss auf den Vorspannkraftverlust. Mit steigender
Fiigeteiltemperatur Ty wird aufgrund des grofieren Zeitsprungs nach dem ZTVP der
Vorspannkraftverlust verringert. Dieselben Zusammenhénge gelten fiir die Erhéhung der
Erwadrmungsdauer tw in Abbildung 4.14b.
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Abbildung 4.14: Vorspannkréfte nach dem Nachziehen einer warm-montierten M8 Schrau-
benverbindung in Abhéngigkeit der Fiigeteiltemperatur Ty und der Er-
wéarmungsdauer tyw (o. N. =ohne Nachziehen)

4.2.2 Messergebnisse

Zur Untersuchung des grundlegenden Effektes einer Warm-Montage auf den Vorspann-
kraftverlust wird die Vorspannkraft in warm-montierten M8 Schraubenverbindungen mit
CF-EP- bzw. CF-PA6-Laminaten (CF-EP-2.9, CF-PA6-3.0 nach Tabelle 4.2) gemessen.
Der Versuchsaufbau entspricht dem der Vorspannkraftmessungen aus Abschnitt 4.1.1. Die
Messung der Laminattemperatur erfolgt an der Oberfliche nahe der Schraubenverbin-
dung.

Fiir die Erwédrmung der CFK-Platten wird ein Ofen verwendet. Aus Temperaturmessungen
geht hervor, dass die CFK-Laminate nach der Entnahme aus dem Ofen sehr schnell
abkiihlen. Aus diesem Grund wird eine Ofentemperatur von 100°C gewéhlt, um eine
moglichst hohe Fiigeteiltemperatur wihrend der Montage sicherzustellen. Die nominelle
Montagevorspannkraft betrédgt 10 kN. Eine Stunde nach dem Anziehen werden die Schrau-
ben nachgezogen und nach weiteren 24 h Verweildauer bei Raumtemperatur wird eine
Temperatur von 70 °C {iber einen Zeitraum von bis zu 6d aufgebracht. Um den Effekt
der Warm-Montage bewerten zu konnen, wird jede Versuchsreihe durch eine identische
Versuchsreihe ohne Erwidrmung der CFK-Laminate erginzt.

Die gemessenen Laminattemperaturen der warm- und konventionell montierten Schrau-
benverbindungen sind in Abbildung 4.15 dargestellt. Zum Zeitpunkt der Montage liegen
diese zwischen 50 °C und 62 °C.
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Abbildung 4.15: Gemessene Laminattemperaturen der warm-montierten und konventionell
(Referenz) montierten Schraubenverbindungen

Die Vorspannkraftmessungen mit dem CF-PA6- und CF-EP-Laminat sind den Abbildun-
gen 4.16 und 4.17 zu entnehmen. Nach der Montage tritt erwartungsgeméaf in den warm-
montierten Schraubenverbindungen gegeniiber den herkémmlich bei Raumtemperatur
montierten Schraubenverbindungen ein grofierer Vorspannkraftverlust auf, Abbildung 4.16a
und 4.17a. Unmittelbar nach dem Nachziehen entstehen weitere Setzkraftverluste. Ins-
besondere bei dem CF-EP-Laminat zeigen die warm-montierten Schraubenverbindungen
gegeniiber den herkdmmlich montierten im Mittel geringere Setzkraftverluste. Das Aufhei-

1,2 I I I ; 1,2 I I
—— Warm-Montage :l —— Warm-Montage
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-
E | Z.
1r A >
= N i
= S
> L T
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(a) Montage, Abkiihlen und Nachzie- (b) Gesamte Versuchszeit mit Erwdrmung auf 70 °C nach
hen dem Nachziehen, *Temperaturkompensation fehlerhaft

Abbildung 4.16: Vorspannkraftmessungen warm-montierter und herkémmlich montierter
(Referenz) M8 Schraubenverbindungen mit einem CF-PA6-Laminat (CF-
PA6-3.0, F\y = 10kN)
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(a) Montage, Abkiihlen und Nachzie- (b) Gesamte Versuchszeit mit Erwdrmung auf 70 °C nach
hen dem Nachziehen

Abbildung 4.17: Vorspannkraftmessungen warm-montierter und herkémmlich montierter
(Referenz) M8 Schraubenverbindungen mit einem CF-EP-Laminat (CF-
EP-2.9, Iy =10kN)

zen auf 70 °C ist an dem Anstieg der Vorspannkraft zu erkennen. Im weiteren Verlauf treten
fiir beide CFK-Laminate unter Beriicksichtigung der unterschiedlichen Setzbetréige in
den warm-montierten Schraubenverbindungen im Mittel geringere Vorspannkraftverluste
als in den Referenz-Schraubenverbindungen auf, Abbildung 4.16b und 4.17b. Dariiber
hinaus bewirkt die Warm-Montage mit dem CF-PA6-Laminat im Mittel eine Verringerung
der Verlustrate. Fiir das CF-EP-Laminat ergeben sich nach dem Aufheizen in den warm-
montierten und herkémmlich montierten Schraubenverbindungen dhnliche Verlustraten
der Vorspannkraft. Um den Einfluss der Warm-Montage auf den Vorspannkraftverlust
mit dem CF-EP-Laminat zu erhdhen, wird eine weitere Versuchsreihe mit der Bezeich-
nung ,,CF-EP-2.9%“ mit einer zusétzlichen Erwarmung der Distanzscheiben zur Erhohung
der Temperatur nach dem Anziehen durchgefiihrt. Dabei zeigt sich, dass in den warm-
montierten Schraubenverbindungen gegeniiber den herkémmlich montierten geringere
Verlustraten der Vorspannkraft auftreten.

Die Mittelwerte der Verlustraten und der Vorspannkraftverluste sind zum Zeitpunkt
t=2,5d nach dem Nachziehen in Abbildung 4.18 zusammengefasst. Um den Einfluss der
Warm-Montage auf den Vorspannkraftverlust durch Kriechen herauszustellen, wurde bei
den angegebenen Vorspannkraftverlusten der Vorspannkraftverlust nach einer Stunde
subtrahiert. Es zeigt sich, dass die Verlustrate der CF-PA6-Schraubenverbindungen durch
eine Warm-Montage gegeniiber einer herkommlichen Montage um 18 % reduziert werden
kann. Bei den CF-EP-Schraubenverbindungen wird eine Reduktion der Verlustrate erst
bei ausreichender Erwérmung erreicht (36 % bei CF-EP-2.9%*). Beziiglich des Vorspann-
kraftverlustes kann fiir die CF-PA6-Verbindungen eine Reduktion um 44 % und fiir die
CF-EP-Verbindungen je nach Erwarmung 47 % bzw. 90 % verzeichnet werden.
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Abbildung 4.18: Einfluss der Warm-Montage auf die Verlustrate (links) und den Vorspann-
kraftverlust (rechts) durch Kriechen (ohne Setzkraftverluste) nach dem
Nachziehen in Abhédngigkeit des Plattenwerkstoffes, t =2,5d, T'=68 °C,
Mittelwerte mit min./max. Abweichung, *erhohte Laminattemperatur

Die Untersuchungen zeigen, dass eine Warm-Montage prinzipiell zu einer Reduktion des
Vorspannkraftverlustes in CFK-Schraubenverbindungen beitragen kann. Dabei ist auf eine
ausreichend hohe Fiigeteiltemperatur wihrend und nach der Montage zu achten.

4.3 Berechnung von Schraubenvorspannkraften

Das Ziel ist die analytische und numerische Berechnung des temperaturabhangigen Vor-
spannkraftverlustes durch Kriechen basierend auf der Viskoelastizitdtstheorie in den
experimentell untersuchten Schraubenverbindungen mit den duroplastischen CF-EP-
Laminaten. Auflerdem soll der Einfluss der quasi-elastischen Ndherungslosung, des Faser-
volumengehaltes, des Lagenaufbaus und der Laminatdicke auf den Vorspannkraftverlust
analysiert werden. Die erforderlichen Relaxationsfunktionen werden mit reprisentati-
ven Volumenelementen (RVE) aus Matrix-Kriechdaten gewonnen und mit dem Zeit-
Temperatur-Verschiebungsprinzip (ZTVP) beschrieben. AbschlieSend werden aus den
Vorspannkraftmessungen theoretische Auslegungskriechfunktionen zur Vorhersage des
Vorspannkraftverlustes ermittelt.

4.3.1 Vorbetrachtungen

Im Allgemeinen kénnen in Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbundwerkstoffen
in Abhingigkeit des Kriechverhaltens zwei Mechanismen, die zu einem Vorspannkraftverlust
fithren, auftreten. Bei vollstdndig reversiblem Verhalten der Platte ist der Vorspannkraft-
verlust auf eine Zunahme der Plattennachgiebigkeit dp zuriickzufithren, Abbildung 4.19a.
Dadurch nimmt die elastische Verformung der Schraube ab und der Platte zu. Die Platte
wird somit immer weiter zusammengedriickt bis ein Gleichgewichtszustand (Endelastizi-
tédt) oder die Ausgangsldnge der Schraube erreicht ist. Nach dem Losen der Verbindung
bilden sich die Verformungen der Platte vollstdndig zuriick. Im Gegensatz dazu bleibt die
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4 Vorspannkraftverluste

Plattennachgiebigkeit dp bei Auftreten von zeitabhéngigen viskosen Verformungen fpyis(t)
konstant, Abbildung 4.19b. Der Vorspannkraftverlust ist auf die Abnahme der elasti-
schen Verformung der Schraube und der Platte um den Wert der zeitabhédngigen viskosen
Verformungen fpyis(t) zuriickzufithren. Da es sich bei den zeitabhéngigen viskosen Verfor-
mungen fpyis(t) um irreversible Verformungen handelt, bilden sich diese nach dem Losen
der Schraubenverbindung nicht zuriick. Beide Mechanismen kénnen je nach vorliegendem
Kriechverhalten einzeln oder gleichzeitig auftreten.

By S Fy 5
>, >,
Platte 57 Hatto 7
F \\ I, FM \\ ll
M vais (t)

t>0
fs(?) fe(t) f | fs(t) fe(t) | f
fom | frm fsm frm

(a) Vorspannkraftverlust infolge zunehmender  (b) Vorspannkraftverlust infolge viskoser Ver-
Plattennachgiebigkeit formungen

Abbildung 4.19: Vorspannkraftverlust durch Kriechen in einer Schraubenverbindung dar-
gestellt anhand des Verspannungsschaubildes

Wie aus den experimentellen Untersuchungen zum Vorspannkraftverlust in Abschnitt 4.1.6
hervorgeht, zeigt das duroplastische CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9) gegeniiber dem ther-
moplastischen CF-PA6-Laminat (CF-PA6-3.0) ein reversibles Verformungsverhalten in
Dickenrichtung. Daher kann davon ausgegangen werden, dass bei dem CF-EP-Laminat
der Vorspannkraftverlust durch eine Zunahme der Plattennachgiebigkeit dp entsteht (Ab-
bildung 4.19a). Zudem zeigt sich bei diesem Laminat bei Raumtemperatur und 70 °C mit
erhohten Montagevorspannkraften von 10 kN und 15kN ein geringer Einfluss der Montage-
vorspannkraft auf den Vorspannkraftverlust, sodass fiir die Berechnung des Vorspannkraft-
verlustes die Annahme von linear viskoelastischem Materialverhalten der CF-EP-Laminate
als vertretbar erscheint. Es gelten die folgenden Annahmen:

o Setzkraftverluste werden nicht beriicksichtigt und miissen separat ermittelt werden,
o an der CFK-Platte greifen keine dufleren Kréfte an (unbelastete Verbindung),
e die Montage erfolgt sprunghaft zum Zeitpunkt ¢t =0,

e die Schraube weist ein linear elastisches Materialverhalten mit temperaturunabhén-
gige Kennwerten auf und

e das Materialverhalten der CFK-Platte ist linear viskoelastisch und vollsténdig rever-
sibel.
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4 Vorspannkraftverluste

4.3.2 Relaxationsverhalten der CFK-Platte

Fiir die Berechnung des Vorspannkraftverlustes werden die Relaxationsfunktionen der
CF-EP-Laminate und deren UD-Schichten bendtigt. Da zum Zeitpunkt der Untersuchung
keine Materialdaten fiir die verwendeten CF-EP-Laminate vorliegen, werden Faser- und
Matrixdaten aus der Literatur verwendet. Die Relaxationsfunktionen werden aus den Faser-
und Matrixdaten numerisch mit RVE in ANSYS Mechanical APDL ermittelt und mit dem
Z'TVP beschrieben. Es werden zunéchst unabhéngig von den verwendeten Probekorpern
drei unterschiedliche Faservolumengehalte: 40 %, 50 % und 60 % betrachtet. Die Berechnung
mit den tatséchlichen Faservolumengehalten der Probekorper erfolgt in Abschnitt 4.3.5.
Eine Zusammenfassung aller Materialparameter kann Anhang C entnommen werden.

Mikroebene

Das Werkstoffverhalten auf der Mikroebene ist gepragt durch die Eigenschaften von Fasern
und Matrix. Kohlenstofffasern weisen ein transversal isotropes, elastisches Materialverhal-
ten auf [1]. Typische Werte einer hochfesten Kohlenstofffaser (HT-Faser) sind Tabelle 4.10
zu entnehmen.

Tabelle 4.10: Eigenschaften einer hochfesten Kohlenstofffaser in Anlehnung an [1]

Exp Ep,  Grgp  velL vriL QpF| QUhF L
MPa  MPa MPa 1/K 1/K

230000 28000 50000 0,23 0,39 -0,35-107¢ 12,5-1076

In Tabelle 4.11 sind die verwendeten Materialdaten des EP-Harzes im Temperaturbe-
reich von 23,9°C bis 71,1 °C angegeben. Die Parameter Jyg, Jyp und nyp der Matrix-
Kriechfunktion Jyi(¢) = Jamo + Juit™ wurden von Beckwith [79] aus Kurzzeit-Kriech-
versuchen iiber eine Stunde ermittelt. Da bei diesem EP-Harz die elastische Nachgie-
bigkeit Jyg mit steigender Temperatur zunimmt, liegt nach den Ausfithrungen in Ab-
schnitt 3.6 thermisch rheologisch komplexes Materialverhalten vor. Zur Beschreibung
der Temperaturabhéngigkeit der Kriechfunktion nach dem ZTVP ist demnach ein zu-
satzlicher vertikaler Verschiebungsfaktor br(7T") einzufithren. Es zeigt sich, dass die in

Tabelle 4.11: Materialparameter der EP-Matrix, Jyio, Jy1 und ny nach [79], *nach [80]

ko Tk Jmo JM1 nM VMo QthM
°C  107*MPa~! 107°MPa~lh™ 1/K

1 239 2,7314 2,1786 0,19 0,35* 55-107¢

2 433 2,8050 3,9152 0,19 035 55-1076

3 544 2,9326 5,0834 0,19 035 55-107¢

4 62,8 2,9180 6,2517 0,19 035 55-107¢

5 71,1 3,0023 7,3252 0,19 035 55-107¢
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4 Vorspannkraftverluste

Tabelle 4.11 angegebenen Kriechfunktionen das ZTVP erfiillen“. Unter Beriicksichtigung
der vertikalen Zeit-Temperatur-Verschiebung ergibt sich fiir dieses EP-Harz nach der
Arrhenius-Gleichung (3.24) eine Aktivierungsenergie AHy von 114,40 kJ/mol. Demnach
ist eine Extrapolation der Kriechdaten bei 17 = 23,9 °C bis t =574,4h moglich. Da dies
nicht den kompletten Zeitbereich der Vorspannkraftmessungen abdeckt, wird angenom-
men, dass die Kriechfunktionen bis ¢t = 2309 h extrapoliert werden kénnen. Die elastische
Querkontraktionszahl vy und der Warmeausdehnungskoeffizient oy der Matrix werden
im betrachteten Temperaturbereich als temperaturunabhéngig angenommen.

In Abbildung 4.20 sind die Relaxationsfunktion Fjy;(t) und die Querkontraktionszahl vy (t)
bei ausgewihlten Temperaturen dargestellt. Die Relaxationsfunktion Ey(t) wird aus der
Kriechfunktion Jy(t) mit dem quasi-elastischen Ansatz (3.18) ermittelt. Die Zeitabhén-
gigkeit der Querkontraktionszahl v\(¢) wird unter Annahme der Volumenkonstanz nach
Gleichung (3.13) modelliert. Es zeigt sich, dass die Relaxationsfunktion Fji(¢) mit steigen-
der Temperatur zu geringeren Werten verschoben wird und die relative Anderung beziiglich
des Anfangswertes Eyjg zunimmt. Die zeitliche Anderung der Querkontraktionszahl vyg(t)
nimmt ebenfalls mit steigender Temperatur zu.

5000 T e 075 L 1 O
’+24°C+43°C+71°C ’+24°C+43°C+71°C
4000 0,45 -
—~ 04
=
£ 035
0,3
0 N N VTN T S NV TT BB Y11 M MR T T ] BN AT BN W11 MMM
10~2 1072 107! 10° 10' 102 10° 1073 10-2 107! 10° 10' 10%2 103
tin h tin h

Abbildung 4.20: Relaxationsfunktion und Querkontraktionszahl der EP-Matrix

Mesoebene

Auf der Mesoebene wird der Verbund aus Fasern und Matrix innerhalb einer Einzelschicht
homogenisiert. Das Materialverhalten wird durch die orthotropen Eigenschaften der UD-
Schicht charakterisiert. Fiir die viskoelastische Homogenisierung wird ein bestehendes RVE
aus der Literatur [66] mit geringen Modifikationen hinsichtlich des FE-Netzes und der
Aufbringung der periodischen Randbedingungen verwendet. Auflerdem wird zur Bestim-
mung der Warmeausdehnungskoeffizienten ein Temperaturlastfall betrachtet. Dem Modell
liegen die folgenden Annahmen zu Grunde:

o Zylindrische Fasern (hier: 7 pm Durchmesser),

o periodische Anordnung aller Fasern,
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4 Vorspannkraftverluste

o hexagonale Packung und

o ideale Verklebung von Fasern und Matrix.

Die Hohe h und die Breite b des RVE werden durch den Faservolumengehalt ¢pr und
die hexagonale Packung der UD-Schicht definiert. Die Léange [ ist ein frei definierbarer
Wert, der nach [66] zu 1/4b gewahlt wird. Das FE-Modell ist in Abbildung 4.21 mit den
zugehorigen Maflen in Abhéngigkeit des Faservolumengehaltes ¢r dargestellt. Das FE-Netz
besteht aus Volumenelementen mit jeweils acht Knoten (SOLID185) und ist symmetrisch
beziiglich der Ursprungsebenen 1-2 und 1-3 aufgebaut.

YR b h l
Faser ‘ K HiL Hm |
< 40 10,540 18,256 2,635

50 9,427 16,328 2,357
60 8,606 14,906 2,151

Matrix o

Abbildung 4.21: FE-Modell eines RVE einer UD-Schicht mit hexagonaler Faseranordnung
(Geometrie nach [66])

Fiir die Bestimmung der Relaxationsmatrix [Cyp(t)] und der Warmeausdehnungskoeffizi-
enten {anup(t)} der UD-Schicht werden konstante, sprunghafte Dehnungen {e{;,} und
Temperaturanderungen ATy zum Zeitpunkt ¢ =0 auf das RVE aufgebracht. Damit ergibt
sich das linear viskoelastische Materialgesetz (3.11) mit Berticksichtigung der thermischen
Dehnungen nach Gleichung (3.29) zu:

{oun(t)} = [Cup®)] ({bp } — {amun ()} ATy). (43)

Die Beanspruchung {£{;,} und AT wird durch mehrere Lastfille so gewiihlt, dass die
Periodizitdat des RVE sichergestellt ist und die fiinf unabhéngigen Relaxationsfunktionen
der transversal isotropen UD-Schicht: C11(t), Caa(t), Cia(t), Cas(t), Ces(t) sowie die
Kriechfunktionen aypg(t) und ayna(t) bestimmt werden kénnen (weitere Details sind im
Anhang B aufgefiihrt). Infolge der Beanspruchung {e{;} bzw. ATy entstehen je nach
Lastfall ungleichméflig verteilte Spannungen in den Fasern und der Matrix, die mit der
Zeit abnehmen. Zu jedem betrachteten Zeitpunkt wird die volumengemittelte Spannung
des RVE aus den volumengemittelten Spannungen der Volumenelemente des FE-Modells
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4 Vorspannkraftverluste

bestimmt und mit den Spannungen {oyp(t)} der UD-Schicht gleichgesetzt. Dazu wird
fir jeden Zeitpunkt ¢ mit den Matrixeigenschaften in Tabelle 4.11 eine linear elastische
Berechnung durchgefiihrt.

Da die Matrix ein thermisch rheologisch komplexes Materialverhalten aufweist, zeigt
auch die UD-Schicht ein thermisch rheologisch komplexes Materialverhalten. Aufgrund
der Homogenisierung von Fasern und Matrix ergeben sich fiir jede Materialfunktion
der UD-Schicht unterschiedliche horizontale und vertikale thermische Verschiebungsfak-
toren. Die Relaxationsfunktionen Cj;(¢,7") der UD-Schicht kénnen mit den vertikalen
Verschiebungsfaktoren br;;(T") beziiglich der Relaxationsfunktion Cj;(&;;, Tr) bei der Refe-
renztemperatur T angegeben werden:

t

Cij(t,T) = bri;(T)Ci5(&j, Tr) mit & = ) i,j=1,2,...,6. (4.4)
ij

Die Parameter der Relaxationsfunktionen Cj;(&;5, Tr) sind temperaturunabhéngig. Das-
selbe gilt fiir die Kriechfunktionen auy;(t,7") der Warmeausdehnungskoeffizienten der
UD-Schicht:

athi(t; T) = bTi(T)athi(&, TR) mit & = a 1=1,2,...,6. (45)

Die Materialfunktionen Cj;(&;;, Tr) und ouni(&, Tr) werden mit Prony-Reihen nach Glei-
chung (3.5) beschrieben. Bei der Referenztemperatur Ty ist £ =t und es gilt:

Nyj
Cij(t, Tr) = Cijo(Tk) (1— > ijm (1_6_,:%,1)) i,j=1,2,...,6 und (4.6)

m=1

N;
Qi (1 - ef/ﬂvm)> i=1,2,...,6. (4.7)

m=1

ani(t, TR) = onio(TR) (1 —

Die Parameter aj m, Tijm, i,m und 7, der Prony-Reihen werden bei einer gewahlten Re-
ferenztemperatur von T =77 = 23,9 °C mit der Kollokationsmethode (vgl. Abschnitt 3.2)
bestimmt. Dazu sind in Abbildung 4.22 die aus dem RVE ermittelten Relaxationsdaten
und die ermittelten Materialfunktionen Cj;(¢, Tr) und o, (¢, Tr) der UD-Schicht fiir einen
Faservolumengehalt von 50 % dargestellt. Die Parameter sind in Anhang C.1 angegeben.
Wie in Abbildung 4.22 zu erkennen ist, konnen die Relaxationsdaten sehr gut mit der
Kollokationsmethode approximiert werden.

Die thermischen Verschiebungsfaktoren at, und brp der UD-Schicht bei den Tempera-
turen T (2 < k < 5) werden mit einem nichtlinearen curve fitting nach der Methode
der kleinsten Quadrate [81, 82] in MATLAB bestimmt. Dazu werden die entsprechenden
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4 Vorspannkraftverluste

Relaxationsdaten mit den Gleichungen (4.4) und (4.5) und den Parametern ojm, Tijm.,
o m und 7;,, der Prony-Reihen gefittet. Die Ergebnisse sind in Abbildung 4.23 anhand
der Relaxationsfunktion Caa(t,T") dargestellt. Es ist ersichtlich, dass mit der horizontalen
und vertikalen Zeit-Temperatur-Verschiebung (4.4) und (4.5) die Materialfunktionen der
UD-Schicht bei erhéhten Temperaturen gut approximiert werden kénnen.

_;i L 1 A 11 R M A e R 11 .012 RVE-Daten 012 Fit
g 1 ICQQ RVE-Daten - - - 022 Fit
= 1 4 (93 RVE-Daten -+ (s Fit

% 0.9 ‘ x Cge RVE-Daten ----- Cgg Fit
S ’ ~ % +agp1 RVE-Daten - - agnp Fit
5 Tl T *agne RVE-Daten - - - - aypo Fit
S 08| s

2 A
S o
= 07} d
N
(DN T T S T B I 111 N B W N1 MR WA RAIN

10-3 1072 10~' 109 10' 102 10°

tin h
Abbildung 4.22: Fit der Relaxationsdaten der UD-Schicht mit Prony-Reihen, Tg = 23,9 °C,
OF = 50 %
-10*

e 77 =23,9°C RVE-Daten
—1T1=23,9°C Fit

m 715, =43,3°C RVE-Daten
---T5,=43,3°C Fit

A T3=544°C RVE-Daten
------- T3 =54,4°C Fit

x Ty =62,9°C RVE-Daten
---Ty=62,9°C Fit

+ T5=171,1°C RVE-Daten
-- Ty =T1,1°C Fit

1073 102 10! 109 10' 10%2 10°
tin h

Abbildung 4.23: Fit der Relaxationsdaten Css der UD-Schicht mit horizontaler und verti-
kaler Zeit-Temperatur-Verschiebung, Tg =717 =23,9°C, op =50%

Die thermischen Verschiebungsfaktoren at, und brp werden durch ein nichtlineares curve
fitting in MATLAB approximiert. Zur Beschreibung der Temperaturabhingigkeit der
horizontalen thermischen Verschiebungsfaktoren ap(7") wird die Arrhenius-Gleichung (3.24)
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verwendet (T'<Ty). Da die vertikalen Verschiebungsfaktoren by, in guter Niherung eine

lineare Temperaturabhéngigkeit aufweisen, wird angesetzt:

brij(T) = mprij(T —Tr) +1 und

bTi(T) = mbTi(T — TR) -+ 1.

Das Ergebnis des Fittings der thermischen Verschiebungsfaktoren ary und bty ist fiir
or =50 % in Abbildung 4.24 dargestellt; die gefitteten Parameter AH und my,7 sind in Ta-
belle 4.12 aufgelistet. Es zeigt sich, dass die horizontalen thermischen Verschiebungsfaktoren
mit der Arrhenius-Gleichung und die vertikalen mit einer linearen Temperaturabhédngigkeit

gut beschrieben werden kénnen.

e a2 RVE-Daten — ario Fit
maro RVE-Daten - - - aroy Fit
aare3 RVE-Daten -+ artosz Fit
x ateg RVE-Daten - - - atgg Fit
+ar; RVE-Daten - - ap; Fit
a1y RVE-Daten -- - apo Fit

0,95 I

br(T)

0,85 |- S+

e b2 RVE-Daten — bpqo Fit
| bT22 RVE-Daten - - - bT22 Fit
abraz RVE-Daten ------ bros Fit
x bprge RVE-Daten - --- bpgg Fit
+bp1 RVE-Daten -~ by Fit
«bpg RVE-Daten - - - bpg Fit

20 30 40 50 60 70
T in °C

Abbildung 4.24: Fit der thermischen Verschiebungsfaktoren der UD-Schicht mit der Ar-
rhenius-Gleichung (oben) und einer linearen Funktion (unten), pp =50 %
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Tabelle 4.12: Gefittete Parameter der thermischen Verschiebungsfaktoren der UD-Schicht,

or =50%

Materialfunktion AH MET
kJ/mol 1/K

Cui(t,T) 98,436 —7,13222-107°

Cia2(t,T) 104,842 —1,69388-1073

Coa(t,T) 118,391 —1,67358-1073

Cos(t,T) 113,433 —1,69739-1073

Ces(t,T) 115,911 —1,96683-10~3

a1 (t,T) 126,756 —3,20922- 1073

ana(t, T) 118,579 —3,04130-107°

In den Abbildungen 4.25 und 4.26 sind die zeitabhéngigen Ingenieurkennwerte der UD-
Schicht: Es(t,T), Gi2(t,T), vi2(t,T), va3(t,T) berechnet aus den Relaxationsfunktio-
nen Cj;(t, T') nach den bekannten Beziehungen [66] sowie die zeitabhéngigen Warmeausdeh-
nungskoeffizienten api (¢, 7)) und agpe(t, T) in Abhéngigkeit des Faservolumengehaltes pp
und der Temperatur 7" dargestellt. Auf die Darstellung der Relaxationsfunktion E;(¢,T)
der UD-Schicht wird verzichtet, da aufgrund der steifen, elastischen Fasern die zeitliche
Anderung im Allgemeinen vernachlissigbar gering ist (hier: < 1%). Es ist erkennbar, dass
die Querkontraktionszahlen v2(t) und vo3(t) der UD-Schicht aufgrund der Zunahme der
Querkontraktionszahl vy (t) der Matrix ebenfalls mit der Zeit ansteigen. Dariiber hinaus
ist eine Abnahme des Wéarmeausdehnungskoeffizienten in Faserrichtung und eine Zunahme
in Querrichtung zu verzeichnen.

In Abbildung 4.25 ist zu erkennen, dass mit steigendem Faservolumengehalt o die elas-
tischen Steifigkeitskennwerte Fo und G192 zu- und die Querkontraktionszahlen 1o und
Vo3 sowie die Warmeausdehnungskoeffizienten ayn; und agne abnehmen. Der Faservolu-
mengehalt beeinflusst neben den elastischen Kennwerten auch den zeitlichen Verlauf der
Kennwerte. So fithrt ein hoherer Faservolumengehalt zu einer Verbesserung des Relaxati-
onsverhaltens in unterschiedlicher Ausprigung, indem die relative zeitliche Anderung der
Materialfunktionen beziiglich des Anfangswertes verringert wird. Hier sind insbesondere die
Materialfunktionen Fo(t) und ayp1(t) zu nennen. Der Einfluss des Faservolumengehaltes
auf die relative zeitliche Anderung des Schubmoduls G12() und des Wirmeausdehnungs-
koeffizienten ayp2(t) ist hingegen deutlich geringer.

Im untersuchten Wertebereich weist die Temperatur 7" einen grofleren Einfluss auf das
Relaxationsverhalten einer UD-Schicht auf als der Faservolumengehalt pp (vgl. Abbil-
dung 4.26). Eine Temperaturerhéhung fiihrt zu einer Zunahme der zeitlichen Anderungen
der Kennwerte und damit zu einer Verschlechterung des Kriech- und Relaxationsverhaltens
der UD-Schicht. Hier weisen insbesondere die Materialfunktionen Es(t), G12(t), v23(t) und
a1 (t) eine hohe Temperaturabhéngigkeit auf.
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Abbildung 4.25: Zeitabhéngige Kennwerte einer UD-Schicht in Abhéngigkeit des Faservo-
lumengehaltes bei 23,9 °C ermittelt aus einem RVE mit linear viskoelasti-

scher EP-Matrix
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Abbildung 4.26: Zeitabhédngige Kennwerte einer UD-Schicht in Abhéngigkeit der Tempe-
ratur bei einem Faservolumengehalt von 50 % ermittelt aus einem RVE

mit linear viskoelastischer EP-Matrix
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Makroebene

Zur Beschreibung des globalen Relaxationsverhaltens des CFK-Laminates wird aus der
Relaxationsmatrix [Cyp(t)] der UD-Schicht die (Dehn-)Relaxationsmatrix [A(t)] des La-
minates bestimmt. Dies kann numerisch mit einem RVE des Laminates oder analytisch
mit der 3D-Laminattheorie [83] erfolgen. Beide Verfahren liefern bei gleichen Relaxations-
matrizen der UD-Schichten identische Ergebnisse. Fiir die hier eingeschlagene numerische
Betrachtung entspricht das Vorgehen dem des vorherigen Abschnittes. In Abbildung 4.27
ist das RVE beispielhaft fiir einen quasi-isotropen Lagenaufbau dargestellt.

90°
45°
90°

OO

-45°
Y T

Abbildung 4.27: FE-Modell eines RVE eines quasi-isotropen [0/90/+45/-45] CF-EP-
Laminates

Die fiir das analytische Modell benétigte Relaxationsfunktion E,(¢,7") und Kriechfunk-
tion oun.(t,T) werden aus dem RVE ermittelt und die Parameter der Gleichungen (4.4)
und (4.5) bestimmt. In Abbildung 4.28 sind diese Materialfunktionen fiir ein quasi-isotropes
[0/90/445/-45]s CF-EP-Laminat mit identischen Schichtdicken und einem Faservolumen-
gehalt von 50 % dargestellt. In Tabelle 4.13 sind die gefitteten Parameter AH und myr
der thermischen Verschiebungsfaktoren ar(7) und by(T") angegeben.

.10 107°
175 LNLLILLLLL B AL LB 11 B R A1/ B AL B A MR 8 LSLLILLLLL N I A1 B AL o A L1111 AL
g <
g P
£ =6
—_ +
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Abbildung 4.28: Zeitabhéngige Kennwerte eines [0/90/+45/-45]s CF-EP-Laminates ermit-
telt aus einem RVE, ¢ =50 %
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Tabelle 4.13: Parameter der thermischen Verschiebungsfaktoren eines [0/90/+45/-45]s
CF-EP-Laminates, op =50 %

Materialfunktion AH MET
kJ/mol 1/K
E.(t,T) 112,66 —1,6057 - 103
an (8, T) 119,59  4,6866 - 107°

Aufgrund der gegenseitigen Querkontraktionsbehinderung der UD-Schichten des CFK-
Laminates, nimmt die zeitliche Anderung der Relaxationsfunktion E,(t) des CFK-Lami-
nates bei gleicher Temperatur gegeniiber der Relaxationsfunktion Fj(t) einer einzelnen
UD-Schicht ab. Das Relaxationsverhalten wird somit bei einer mechanischen Beanspru-
chung in Dickenrichtung des CFK-Laminates verbessert. Jedoch nimmt die zeitliche
Anderung des Wirmeausdehnungskoeffizienten oy, (t) des CFK-Laminates gegeniiber
dem Wirmeausdehnungskoeffizienten aypo(t) der UD-Schicht bei gleicher Temperatur
zu. Wie im vorherigen Abschnitt ,Mesoebene“ gezeigt, verstéirkt eine Temperaturer-
héhung diese Effekte. Aufgrund der Vernachlédssigung der Temperaturabhéngigkeit des
Wiérmeausdehnungskoeffizienten aypy der Matrix, zeigt der Anfangswert ayy.g des Wér-
meausdehnungskoeffizienten des CFK-Laminates im Vergleich zum Anfangswert F,y eine
vernachldssigbare Temperaturabhéngigkeit (mpp ~ 0 = by ~ 1).

4.3.3 Finite-Elemente-Modelle

Zur Berechnung des Vorspannkraftverlustes infolge von Kriechen werden zwei FE-Modelle
erstellt, Abbildung 4.29. Das erste FE-Modell (Abbildung 4.29 links) besteht aus einer
Schraube und der CFK-Platte und wird fiir die Verifikation des analytischen Modells
herangezogen. Das zweite FE-Modell (Abbildung 4.29 rechts) gibt den Priifaufbau der Vor-
spannkraftmessungen mit den DMS-Schrauben wieder und weist gegeniiber dem ersten eine
zusétzliche Scheibe auf. Dieses FE-Modell wird zum Vergleich des Vorspannkraftverlustes
zwischen FEM und Versuch verwendet.

Modell 1 Modell 2

Schraube
Scheibe

Schraube

CFK-Platte

CFK-Platte

' L e £ - z
Kontakt S Li - Z
onta Y Kontakt == 4

Abbildung 4.29: FE-Modelle zur Bestimmung des Vorspannkraftverlustes
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Wie in Abbildung 4.29 dargestellt, konnen die Schraubenverbindungen unter Ausnutzung
der Symmetrie als Achtel-Modell betrachtet werden. Die Schraube wird als zylindrisches
Volumen unter Vernachldssigung des Gewindes modelliert (Modellklasse ITI nach VDI 2230
Blatt 2 [84]). Der Durchmesser der Schraubenkopfauflage im FE-Modell entspricht dem
Auflagedurchmesser der realen Schraube. Durch die Idealisierung weist die Schraube im
FE-Modell eine geringere Nachgiebigkeit als in der Realitdt auf. Um dem entgegenzuwirken,
wird die Nachgiebigkeit ds Fpyv der idealisierten Schraube nach VDI 2230 Blatt 2 [84]
ermittelt und mit der tatsichlichen Schraubennachgiebigkeit dg nach VDI 2230 Blatt 1 [19]
ein fiktiver Elastizitdtsmodul Esgryv der Schraube mit ds ppv = ds bestimmt:

08, FEM
Js

ES,FEM = Fg mit Fg = 210GPa. (4.10)

Durch dieses Vorgehen wird im FE-Modell 2 die fiir die Vorspannkraftmessungen er-
forderliche Bohrung im Schraubenschaft ohne eine explizite geometrische Modellierung
beriicksichtigt. Die fiktiven Elastizitdtsmoduln Egrgy der Schraube sind in Tabelle 4.14
in Abhéngigkeit der Klemmlange [k angegeben. Es zeigt sich, dass bei der gewahlten Mo-
dellierung der Schraube der Elastizitdtsmodul Es v gegeniiber dem tatsédchlichem Wert
von 210 GPa erwartungsgeméf reduziert werden muss, um die Schraubennachgiebigkeit dg
abbilden zu kénnen.

Tabelle 4.14: Einfluss der Schraubenmodellierung auf den Elastizitdtsmodul Fsrrv der
Schraube im FE-Modell

Ik g Es rEM
mm mm /N GPa

4,0 1,8408-107% 94,478
8,0 2,4201-107% 103,799
12,0 2,9995-107% 110,450
18,9 32762-107% 143,071
20,0 3,4355-107% 142,858

Alle Komponenten der Schraubenverbindung werden mit Volumenelementen vom Typ
SOLID185 bestehend aus acht Knoten vernetzt. Die UD-Schichten der CFK-Platte werden
einzeln mit Volumen modelliert und in Abhéngigkeit der Laminatdicke mit mindestens
zwei Elementen in Dickenrichtung vernetzt. Das FE-Netz der CFK-Platte wird im Klemm-
bereich der Schraubenverbindung verfeinert, um Spannungskonzentrationen mdoglichst
genau abbilden zu kénnen. Die Kontakte Schraube/CFK-Platte und Schraube/Scheibe
werden als reibungsbehaftete surface-to-surface Kontakte [85] mit den Kontaktelemen-
ten CONTA174 und TARGET170 ausgefiihrt. Es wird das Coulombsche Reibmodell unter
der Annahme identischer Haft- und Gleitreibungskoeffizienten verwendet. Wie aus den
Simulationen hervorgeht, nehmen die Reibungskoeffizienten p einen zu vernachlissigenden
Einfluss auf den Vorspannkraftverlust. Daher werden diese zu 0,1 (Stahl/Stahl) und 0,18
(CF-EP/Stahl) angenommen. Die in Abbildung 4.29 dargestellten FE-Modelle bestehen
inklusive der Kontaktelemente aus insgesamt 13 371 bzw. 27 855 Elementen.
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Da ANSYS standardméfig kein orthotrop viskoelastisches Materialmodell zur Beschreibung
des zeitabhéangigen Materialverhaltens der UD-Schicht bereitstellt, wird ein entsprechendes
Materialmodell in ANSYS eingebunden. Dazu wird eine bestehende, validierte Abaqus
Subroutine von Hinterhélzl [70] verwendet und iiber die UserMat-Schnittstelle mit ANSYS
verlinkt. Diese Subroutine stellt eine FE-Implementierung des Stoffgesetzes (3.11) fiir
orthotrope Werkstoffe unter isothermen Bedingungen dar. Die Relaxationsfunktionen Cj;(¢)
werden dabei durch Prony-Reihen (3.5) mit einer beliebigen Anzahl von Reihentermen
beschrieben. Fiir die quasi-elastischen Berechnungen wird das von ANSYS bereitgestellte
orthotrop elastische Materialmodell verwendet.

Die initiale Vorspannkraft Fyg der Schraubenverbindungen wird durch das Aufbringen
einer Verschiebung wg in z-Richtung auf die Knoten des Schraubenschafts in der Ebene
z=0 erzeugt. Die Summe der Reaktionskrifte dieser Knoten entspricht unter Beriicksich-
tigung der Symmetrie einem Viertel der Vorspannkraft Fy;. Es zeigt sich, dass der Einfluss
der Verschiebung wg bzw. die daraus resultierende initiale Vorspannkraft Fyg auf den
Vorspannkraftverlust aufgrund der linearen Materialmodelle zu vernachléssigen ist (Gro-
Benordnung: 0,1 %). Daher wird fiir alle Berechnungen ein Wert von 0,025 mm verwendet.
Die Verschiebung wg wird wiahrend der viskoelastischen Simulationen konstant gehalten.

Fiir die quasi-elastischen Berechnung des Vorspannkraftverlustes werden unabhéngige
elastische Berechnungen mit den Relaxationsdaten der UD-Schicht zu den betrachte-
ten Zeitpunkten t durchgefiihrt. Bei nicht isothermen Bedingungen mit AT # 0 werden
die Relaxationsdaten der UD-Schicht anstelle der Zeit ¢t mit der reduzierten Zeit £ be-
rechnet und mit diesen die elastische Berechnung der Vorspannkraft durchgefiihrt. Um
die Vorspannkraftdnderung infolge der Temperaturdnderung AT abzubilden, wird in
der quasi-elastischen Berechnung eine Temperaturlast zusétzlich zur Verschiebung wg
aufgebracht.

4.3.4 Analytisches Modell

Das linear elastische Kraft-Verformungsverhalten von metallischen Schraubenverbindungen
kann nach VDI 2230 [19] mit einem eindimensionalen Feder-Ersatzmodell beschrieben
werden. Dieser einfache Modellierungsansatz wird zur Berechnung der zeitabhéngigen
Vorspannkraft in CFK-Schraubenverbindungen unter Beriicksichtigung der temperaturab-
héngigen, viskoelastischen Materialeigenschaften ,angewendet” und mit dem FE-Modell
aus dem vorangegangenen Abschnitt 4.3.3 verifiziert.

Elastisches Verformungsverhalten

Das elastische Kraft-Verformungsverhalten einer Schraubenverbindung kann durch die
elastische Nachgiebigkeit der Schraube dg und der Platte dpg beschrieben werden. Im
Allgemeinen sind diese definiert als:

ls hP
ds = opp = =———. 4.11
S ESAS und Po EPzOAP ( )
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Hierin sind:

ls Léange der Schraube im mechanisch unbelasteten Zustand,
hp Dicke der Platte im mechanisch unbelasteten Zustand,

Eg Elastizitdtsmodul der Schraube,

FEp,y Elastizitdtsmodul der Platte in Dickenrichtung,

Ag Querschnittsfliche der Schraube und

Ap Querschnittsflache der Platte.

Die Schraubennachgiebigkeit dg wird nach VDI 2230 [19] als eine Summe von Teilnach-
giebigkeiten dargestellt. Fiir die Berechnung der elastischen Nachgiebigkeit dpg der CFK-
Platte wird die Anisotropie und Inhomogenitit der CFK-Platte vernachlassigt und das
in VDI 2230 fiir massive, metallische Schraubenverbindungen vorgeschlagene Modell des
Ersatzverformungskegels verwendet.

Dreidimensionale FE-Analysen zeigen, dass sich bei unidirektionalen CFK-Laminaten
aufgrund der hohen Anisotropie der Spannungs- und Verformungskérper ungleichméfig
in der Laminatebene ausbildet. Im Gegensatz dazu bildet sich der Spannungs- und Ver-
formungskorper bei multiaxialen CFK-Laminaten — insbesondere bei quasi-isotropen —
gleichméBiger aus, sodass bei diesen CFK-Laminaten eine gute Ubereinstimmung der
analytisch mit dem Modell des Ersatzverformungskegels ermittelten Plattennachgiebigkeit
mit der realen Plattennachgiebigkeit erwartet wird.

Isotherme Bedingungen

Infolge des betrachteten viskoelastischen Materialverhaltens der CFK-Platte nimmt die
Nachgiebigkeit dp der CFK-Platte im Betriebszustand ¢ > 0 zu. Daraus resultiert eine
Anderung der elastischen Verformungen der Schraube und der CFK-Platte (vgl. Abbil-

dung 4.19a). Es gilt die Kompatibilitédtsbedingung hinsichtlich der Lénge lg der Schraube
und der Dicke hp der Platte:

Is(t)=hp(t) mit t>0 (4.12)
und das Kréftegleichgewicht:

Fy(t) = Fy(t) = Fp(t) mit t> 0. (4.13)

Die Ausgangsldngen und die Verformungen der Schraube und der CFK-Platte im Montage-
und Betriebszustand sind in Abbildung 4.30 vereinfacht dargestellt. Die Montagevorspann-
kraft F\1 bewirkt eine Léngung der Schraube um fgy und eine Verkiirzung der Platte um
pr. Es gﬂt:

hp —ls = fom + fpm. (4.14)
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Fiir den Betriebszustand kann aus der Kompatibilitdtsbedingung (4.12) eine dhnliche

Beziehung angegeben werden:

Is + fs(t) = hp — fp(t). (4.15)
Aus Gleichung (4.14) und (4.15) folgt:
fom + fom = fs(t) + fp(t) mit ¢ =>0. (4.16)
Ausgangszustand Montagezustand Betriebszustand
t<0 t=20 t>0
L [ |
by | = by = S o %
Q Q = ie) ~
4 5|l ¢ |7 RE 4 E| ¢
~ — + — +2 ~ +2
S| = S| = S| =
n|| ~ || ~ Al &~

Abbildung 4.30: Vereinfachte, eindimensionale Darstellung der Verformungen einer Schrau-
benverbindung

Das elastische Materialgesetz der Schraube und das viskoelastische Materialgesetz der

CFK-Platte nach Gleichung (3.9) sind:

os(t) = Bs eg(t) mit es(t) = fjf) und  og(t) = & Z(;), (4.17)
op(t) = / Epz(t—ﬁ)dggéﬁ)dﬁ mit ep(t) = f;ff) und  op(t) = FZS). (4.18)
-0

Darin bezeichnet Ep,(t) die Relaxationsfunktion der CFK-Platte in Dickenrichtung. Zur
Berechnung der zeitabhéngigen Vorspannkraft Fy (¢) werden die Kompatibilitatsbedin-
gung (4.16), das Kréftegleichgewicht (4.13) und die Werkstoffgesetze (4.17) und (4.18) in

den Laplacebereich tiberfiihrt:

Fs(s) = Fp(s) = Fy(s), (4.19)
Tty TN o) 4 o), (1.20)
os(s) = Eges(s) und (4.21)
(4.22)

op(s) = sEp.(s)ep(s).
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Auflosen der Gleichungen (4.19) bis (4.22) nach der Vorspannkraft Fy(s) liefert:

ls n hp
Fv EgAg  EpaoA

EsAg M sEp,(s)Ap

Mit der Definition der elastischen Nachgiebigkeiten (4.11) kann Gleichung (4.23) angegeben
werden zu:

Fv(s):FM s Foro (4.24)

Ep.o
1) 1)
s+ dpo SEPZ(S)

Die Vorspannkraft Fy; im Zeitbereich erhélt man durch die Laplace-Riicktransformation:

F7M ds + dpg
Ep.o
sEp.(s)

Fy(t)=L7" y (4.25)

ds + dpg

Gleichung (4.25) stellt die viskoelastisch exakte Losung der zeitabhéngigen Vorspannkraft
einer Schraubenverbindung unter isothermen Bedingungen dar. Da die Riicktransformation
in den Zeitbereich bei der Verwendung einer Relaxationsfunktion Ep,(t) der CFK-Platte in
Form einer Prony-Reihe (vgl. Abschnitt 3.2) mit mehreren Gliedern analytisch nicht gelost
werden kann, wird fiir die Riicktransformation ein bestehendes MATLAB Skript [86], wel-
ches einen numerischen Transformationsalgorithmus basierend auf dem Euler-Verfahren [87]
zur Verfiigung stellt, verwendet.

Die quasi-elastische Losung (vgl. Abschnitt 3.5) der zeitabhédngigen Vorspannkraft Fy (t)
erhélt man, indem das Materialgesetz der CFK-Platte angenommen wird zu:

op(t) = Ep.(t)ep(t) (4.26)

und die Gleichungen (4.13) und (4.16)—(4.18) im Zeitbereich nach der Vorspannkraft Fy ()
aufgelost werden:

(4.27)

Es sei angemerkt, dass Gleichung (4.24) auch direkt unter Verwendung des Korrespondenz-
prinzips (vgl. Abschnitt 3.4) aus der quasi-elastischen Losung (4.27) gewonnen werden
kann.
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Nicht isotherme Bedingungen

Wie spéter gezeigt wird (Abschnitt 4.3.5), stellt die quasi-elastische Losung zur Berechnung
des Vorspannkraftverlustes durch Kriechen eine sehr gute Naherung der viskoelastisch
exakten Losung dar. Deshalb wird im Folgenden nur auf die quasi-elastische Losung
eingegangen.

Zur Herleitung der zeitabhdngigen Vorspannkraft Fy/(¢) unter nicht isothermen Bedingun-
gen wird zunédchst die thermische Vorspannkraftdnderung A Fyyy, fiir den elastischen Fall
ermittelt. Dazu wird eine zeitlich konstante Temperaturdnderung AT =T} — Ty zu einem
beliebigen Zeitpunkt ¢ sprunghaft auf die Schraubenverbindung aufgebracht. Vor und nach
der Temperaturdnderung AT muss die Kompatibilitdtsbedingung (4.12) des verspannten
Systems erfiillt sein. Daraus folgt:

fs = fp. (4.28)

Die elastischen Werkstoffgesetze der Schraube und der CFK-Platte angeschrieben nach
den Dehnungen lauten:

_Js

F:
€g = %Z + agps AT mit eg = I und  og = Iz’ (4.29)
Ty f F
op ~ ~ . P P
. S ™daT t = d = —. 4.30
°p Ep.o(T) +T/ canro(t) T T T A (30
0

Darin sind atnp,o der Warmeausdehnungskoeffizient in Dickenrichtung der CFK-Platte
und oy der Warmeausdehnungskoeffizient der Schraube.

Aus den Werkstoffgesetzen (4.29) und (4.30), dem Kréftegleichgewicht (4.13), der Kom-
patibilitdtsbedingung (4.28) und der Definition der elastischen Nachgiebigkeiten (4.11)
kann die thermische Vorspannkraftinderung AFyy, unter Annahme einer konstanten
Klemmlénge Ik bestimmt werden:

Ty .
(f athp0(1T)dT — athSAT> I
Al =

To
Ep.o(Th)
Ep.o(T1)

(4.31)

0s + dpo

Die quasi-elastische Losung erhélt man durch Beriicksichtigung der Zeitabhéngigkeiten in
der elastischen Losung (4.31):

() s
( f Oéthpz(t, T)dT — OzthsAT(t)> 5%
AFVth (t, T) ==

To
Ep.o(Th)
Ep.(t,T)

(4.32)
ds + opo(To)
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Dabei ist Ty die Temperatur zum Zeitpunkt der Montage bei ¢ =0 mit dem zugehorigen
Elastizitatsmodul Ep,q und der elastischen Nachgiebigkeit dpg der CFK-Platte. Wie aus
dem Relaxationsverhalten der CFK-Platte hervorgeht (vgl. Abschnitt 4.3.2), ist die Tem-
peraturabhéangigkeit des Warmeausdehnungskoeffizienten atpp,g der CFK-Platte unter der
getroffenen Annahme v # f(T') vernachléssigbar gering. Damit kann Gleichung (4.32)
unter Anwendung des ZTVP umgeformt werden zu:

t
z z - l AT t . dt/
AFVth(taT) _ (OéthP (fth ) OétélTszEI;ZO ( ) mit 5: / 7{1T(T(t/))' (433)
s + 0rvolTo) g ) B (€)

0

Hierin sind:

br(T') vertikaler thermischer Verschiebungsfaktor der Relaxationsfunktion Ep,(t,T),
&, reduzierte Zeit der Relaxationsfunktion Ep,(t,7") und
&thz reduzierte Zeit der Kriechfunktion anp.(t, 7).

Die Berechnung der reduzierten Zeit £ bei zeitlich verdnderlichen Temperaturen T'(t)
erfolgt im Rahmen der vorliegenden Arbeit ndherungsweise nach der Trapezregel [88] aus
den n-Stiitzpunkten (¢;,7;) bzw. Messpunkten des Temperaturverlaufes 7T'(¢):

¢
dt’ "1 1 1
<= 0/ ap(T(t") ~ ; 2 (aT(Ti—l) * aT(ﬂ)) (ti —ti—1). (4.34)

Aus Gleichung (4.33) geht hervor, dass sowohl die Nachgiebigkeit dp(¢,7") als auch die
Kriechfunktion agpp,(&n.) des Wiarmeausdehnungskoeffizienten in Dickenrichtung der
CFK-Platte die thermische Vorspannkraftdnderung AFyy, beeinflussen.

Die gesamte Vorspannkraft Fy(¢) setzt sich aus der viskoelastischen Vorspannkraft nach
Gleichung (4.27) und der thermischen Vorspannkraftanderung (4.32) unter Berticksichti-
gung der Zeit-Temperatur-Verschiebungsbeziehungen zusammen:

ds + 6po(Tp) N (cenp=(&ne) — ains) IKAT(t)

broEp, bro Ep-
s + 6PO(TO)#§?§) 0s + 5P0(T0)m

o ar
mit f_O/GT(T(t'))'

FV(taT) :FM

(4.35)

Verifikation

Das analytische Modell wird anhand von FE-Berechnungen mit dem Verifikationsmodell
(Modell 1) aus Abschnitt 4.3.3 verifiziert. Dazu werden nach Abschnitt 4.3.2 die Materi-
alfunktionen der UD-Schicht Cj;(t,T) und auni(t,T') fir die FE-Berechnung und die des

7
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Laminates F,(t,T) und ay,(t,T) fiir die analytische Berechnung bei pp =50 % verwendet.
Wie in Abbildung 4.31 dargestellt, werden zwei Szenarien betrachtet:

1. isotherme Bedingung: T'=23,9°C,
2. nicht isotherme Bedingung: Auftheizen von 23,9 °C auf 70 °C und Abkiihlen.

T T T T T T . Syenario 1
60 | | |— Szenario 2
¥
A0 .
&~
—————— K- —— = e - - - =X
20 B
| Lol
10! 10? 10?
tin h

Abbildung 4.31: Temperaturprofile zur Verifikation des analytischen Modells

Die berechneten Vorspannkrifte der zwei Szenarien sind in Abbildung 4.32 dargestellt.
Wie aus Abbildung 4.32a hervorgeht, zeigt sich im Szenario 1 bei einem quasi-isotropen
CF-EP-Laminat (QI) mit einer relativen Abweichung von weniger als 1% eine hohe
Ubereinstimmung zwischen analytischer und numerischer Berechnung. Im Gegensatz dazu
wird bei einem unidirektionalen CF-EP-Laminat (UD) die Vorspannkraft vom analytischen
Modell unterschétzt, und es treten grofiere Abweichungen auf (3,2 % nach 1000 h). Dies
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(a) Szenario 1: T'=23,9°C (b) Szenario 2: T="70°C (RT =23,9°C)

Abbildung 4.32: Verifikation des analytischen Modells, M8 Schraubenverbindungen mit CF-
EP-Laminaten (QI: [0/90/445/-45]s, UD: [0]4s, ¢r =50%, hp =4 mm),
F=10kN
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ist im Wesentlichen auf die Vernachlédssigung der Anisotropie des CFK-Laminates bei
der Berechnung der elastischen Plattennachgiebigkeit dpg und die Vernachléssigung des
dreidimensionalen Spannungszustandes der CFK-Platte zuriickzufiihren.

Unter den nicht isothermen Bedingungen im Szenario 2 entstehen bei dem quasi-isotropen
CF-EP-Laminat (QI) im Vergleich zu den isothermen Bedingungen im Szenario 1 teilweise
grofere Abweichungen zwischen Analytik und FEM (vgl. Abbildung 4.32b). Dies betrifft das
Aufheizen und den nachfolgenden Zeitbereich bis t = 100 h sowie das Abkiihlen. Es zeigt sich,
dass die thermische Vorspannkraftdnderung von dem eindimensionalen analytischen Modell
nicht exakt wiedergegeben wird. Bei der erhéhten Temperatur von 70 °C liegt im Zeitbereich
von 100 h und ca. 1000 h eine hohe Ubereinstimmung zwischen analytischer und numerischer
Vorspannkraftberechnung vor. Uber den gesamten Zeitbereich betrachtet, zeigt sich unter
Berticksichtigung der getroffenen Modellannahmen eine akzeptable Vorhersagegenauigkeit
des analytischen Modells.

4.3.5 Ergebnisse

Im Folgenden wird der Einfluss der quasi-elastischen Losung, des Faservolumengehaltes,
Lagenaufbaus und der Laminatdicke auf den Vorspannkraftverlust untersucht sowie die
Vorspannkraftmessungen nachgerechnet. Dazu werden die Materialparameter der CFK-
Platte aus Abschnitt 4.3.2 bzw. Anhang C verwendet.

Quasi-elastisch vs. viskoelastisch

Zum Vergleich zwischen quasi-elastischer und viskoelastischer Losung wird die Vorspann-
kraft einer M8 Schraubenverbindung bei 23,9 °C und 71,1 °C mit dem analytischen Modell
und dem FE-Modell unter Verwendung der Usermat-Subroutine (vgl. Abschnitt 4.3.3)
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Abbildung 4.33: Quasi- und viskoelastische Vorspannkraftberechnung, M8 Schraubenver-
bindung mit [0/90/+45/-45]s CF-EP-Laminaten (¢r =50 %, hp =4 mm)
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berechnet, Abbildung 4.33. Die maximale relative Abweichung zwischen quasi-elastischer
und viskoelastischer Losung in der FE-Berechnung betragt: 0,2% (23,9°C) und 0,5 %
(71,1°C) sowie in der analytischen Berechnung: 0,01 % (23,9°C) und 0,02 % (71,1°C). Es
zeigt sich somit eine sehr hohe Ubereinstimmung. Aufgrund der hohen Genauigkeit der
quasi-elastischen Losung und des geringeren Rechenaufwandes, wird fiir alle weiteren
Berechnungen ausschliefllich die quasi-elastische Losung verwendet.

Einfluss des Faservolumengehaltes, Lagenaufbaus und der Laminatdicke

In Abbildung 4.34 ist der Einfluss des Faservolumengehaltes pp, des Lagenaufbaus und
der Laminatdicke hp auf die numerisch berechnete Vorspannkraft Fy (t) einer M8 Schrau-
benverbindung dargestellt (Modell 1 nach Abbildung 4.29).
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(c) Lagenaufbau: [0/90/445/-45]s, or =50 %

Abbildung 4.34: Einfluss des Faservolumengehaltes ¢r, des Lagenaufbaus und der Lami-
natdicke hp auf die Vorspannkraft Fy einer M8 Schraubenverbindung
mit einem CF-EP-Laminat, T'=23,9°C
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Die FE-Analysen zeigen, dass aufgrund des giinstigeren Relaxationsverhaltens des CF-EP-
Laminates bei erh6hten Faservolumengehalten der Vorspannkraftverlust mit zunehmendem
Faservolumengehalt abnimmt (vgl. Abbildung 4.34a). Eine Zunahme des Faservolumen-
gehaltes von 40 % auf 60 % reduziert den Vorspannkraftverlust nach 1000h von 9,6 %
auf 8,4 %. Der Einfluss des Faservolumengehaltes ist damit als vergleichsweise gering zu
bewerten, da auch bei erhéhten Faservolumengehalten die in Dickenrichtung des CF-
EP-Laminates wirkende Vorspannkraft zum iiberwiegenden Teil von der viskoelastischen
Matrix anstatt von den elastischen Fasern {ibertragen wird.

Wie aus Abbildung 4.34b hervorgeht, entsteht bei dem quasi-isotropen [0/90/+45/-45]5
und biaxialen [0/90]2s CF-EP-Laminat ein nahezu identischer Vorspannkraftverlust von
9,2% bzw. 9,0 % nach 1000 h. Dies ist im Wesentlichen auf die identischen Relaxations-
funktionen Ep,(t,T) beider CF-EP-Laminate zuriickzufithren. Bei dem unidirektionalen
[0]4s CF-EP-Laminat entsteht ein gréferer Vorspannkraftverlust (11,9 % nach 1000 h)
gegeniiber dem biaxialen bzw. quasi-isotropen CF-EP-Laminat, da das Kriechen in der
Laminatebene senkrecht zu den Fasern nicht behindert wird.

Es zeigt sich, dass mit abnehmender Laminatdicke hp der Vorspannkraftverlust durch
Kriechen abnimmt (vgl. Abbildung 4.34c). Der Vorspannkraftverlust betragt nach 1000 h in
Abhéngigkeit der Laminatdicke hp: 9,2% (4mm), 10,6 % (8 mm) und 11,1 % (12mm). Da
die Relaxationsfunktionen des CF-EP-Laminates unabhéngig von der Laminatdicke sind,
ist die Abnahme des Vorspannkraftverlustes mit der Laminatdicke auf das unterschiedliche
elastische Nachgiebigkeitsverhéltnis dg/dp der Schraubenverbindung bei den unterschiedli-
chen Klemmléngen zuriickzufithren. Zu beachten ist jedoch, dass der Setzkraftverlust im
Allgemeinen mit abnehmender Klemmlénge der Schraubenverbindung zunimmt.

Vergleich der Berechnungen mit den Vorspannkraftmessungen

Die experimentell untersuchten CF-EP-Schraubenverbindungen mit den DMS-Schrauben
(Aufbau 1 in Abbildung 4.1) werden mit dem FE-Modell (Modell 2 in Abbildung 4.29)
und dem analytischen Modell aus Abschnitt 4.3.4 nachgerechnet. Dazu werden die ge-
messenen Temperaturen der Schraubenverbindungen verwendet. Bei den Versuchen unter
Raumtemperatur wird mit einer konstanten Temperatur gerechnet. Da in den Vorspann-
kraftberechnungen Setzkraftverluste nicht beriicksichtigt werden, wird zum Vergleich
zwischen Berechnung und Versuch der gemessene Vorspannkraftverlust nach 24 h von den
gemessenen Vorspannkraftverlusten subtrahiert.

In Abbildung 4.35 sind die Vorspannkréfte Fy nach 20 Tagen bei Raumtemperatur und
erhéhter Temperatur von 70 °C (Erwdrmung nach der Montage) fiir die vier betrachteten
CF-EP-Schraubenverbindungen dargestellt. Bei Raumtemperatur zeigt sich mit einer
relativen Abweichung von maximal 2,6 % eine gute Ubereinstimmung zwischen Simulation
und Versuch (vgl. Abbildung 4.35a). Im Gegensatz dazu nehmen bei 70 °C die Unterschiede
zwischen Berechnung und Messung zu (vgl. Abbildung 4.35b). Wéhrend bei dem diinneren
quasi-isotropen CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9) eine vergleichsweise geringe Abweichung
von 6,7 % zwischen FEM und Versuch vorliegt, entsteht bei dem dickeren quasi-isotropen
CF-EP-Laminat (CF-EP-QI-4.0) und dem biaxialen CF-EP-Laminat (CF-EP-BA-4.0)

81
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eine groflere Abweichung von 23,5 %. Bei dem unidirektionalen CF-EP-Laminat (CF-
EP-UD-4.0) ist ebenfalls eine groBlere Abweichung von 47,9 % zu verzeichnen. Es zeigt
sich somit, dass das temperaturabhingige Kriechverhalten insbesondere der dickeren
CF-EP-Laminate mit den Matrix-Kriechdaten aus der Literatur [79] nur unzureichend
beschrieben werden kann. Daher werden im nachfolgenden Abschnitt 4.4 theoretische
Auslegungskriechfunktionen aus den Vorspannkraftmessdaten berechnet.
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(b) Montage bei Raumtemperatur und anschlieBende Erwéirmung auf 70 °C

Abbildung 4.35: Vorspannkraft Fyy der M8 Schraubenverbindungen nach 20 Tagen in Ab-
héngigkeit des CF-EP-Laminates, Berechnungen mit EP-Kriechdaten aus
der Literatur [79], Messungen: Mittelwerte mit min./max. Abweichung
ohne Setzkraftverluste
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4.4 Theoretische Auslegungskriechfunktionen

Um den temperaturabhéngigen Vorspannkraftverlust durch Kriechen zuverldssig vorher-
sagen zu konnen, werden aus den Vorspannkraftmessungen (Abschnitt 4.1) mit dem
analytischen Modell (Abschnitt 4.3.4) theoretische Auslegungskriechfunktionen fiir das
quasi-isotrope [0/90/445/-45]s CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9) ermittelt. Dazu wird ange-
nommen, dass

e der Einfluss von thermisch rheologisch komplexen Materialverhalten auf den Vor-
spannkraftverlust durch Kriechen vernachléssigt (br =1, { =&, = &nz),

o die Kriechfunktion Jp,(§) des CF-EP-Laminates in Dickenrichtung mit der Potenz-
funktion nach Findley (3.7) beschrieben und

o die Zeitabhéngigkeit des Warmeausdehnungskoeffizienten ainp.(§) vernachlédssigt
werden kann (agnp,(§) = tnps)-

Unter Beriicksichtigung der elastischen Nachgiebigkeit oy der (Unterleg-)Scheiben und
deren Wiarmeausdehnungskoeffizienten agny gilt somit nach Gleichung (4.35):

Fy(t,T) _ bs+ 26y + dpo L b (athpzhpe + 2anuly — asnslk) AT(2)
Fy Ep.o Py Ep.o
g + 20y + 6 0g + 20y + 6
R O (3 R O (3 (4.36)
1 1
it FEp, = d 20 = .
o r (&) JPOz + JPlzgan b JP 0 EPZO

Das Ziel ist die Bestimmung der Kriechparameter Jpi,, np,, des Warmeausdehnungs-
koeffizienten aznp, und der Aktivierungsenergie AH aus den Vorspannkraftmessdaten.
Setzkraftverluste werden, wie in Abschnitt 4.3.5 beschrieben, von den gemessenen Vorspann-
kraftverlusten subtrahiert. Die relevanten Eigenschaften der betrachteten M8 Schrauben-
verbindung sind Tabelle 4.15 zu entnehmen. Der Elastizitdtsmodul Epg, in Dickenrichtung
des CF-EP-Laminates wird aus den Faserdaten in Tabelle 4.10 und den Matrixdaten:
FEip = 3500 MPa und vyg = 0,35 bestimmt.

Tabelle 4.15: Eigenschaften der untersuchten M8 Schraubenverbindung: Elastizitdtsmo-
dul E,, Liange [ bzw. Dicke h, elastische Nachgiebigkeit § und Warmeaus-
dehnungskoeffizient ayy,,

Bauteil Werkstoff E, [ bzw. h 1) Cthz
MPa mm mm/N 1/K
M8 Schraube (S) Stahl 210000 40,0 3,276 -107% 11.1076
Platte (P) CF-EP-2.9 8837 2,9 2,028 - 1076 -
Scheibe (U) Stahl 210000 8,0 3,867-1077 11-1076

83



4 Vorspannkraftverluste

Zur Parameterbestimmung werden zwei nichtlineare curve fittings nach der Methode der
kleinsten Quadrate [81, 82] in MATLAB durchgefiihrt. Das Vorgehen ist:

1. Ermittlung der Kriechparameter Jpi, und np, aus den gemittelten Vorspannkraft-
messungen mit Fyy = 10kN bei Raumtemperatur (vgl. Abbildung 4.4), isotherme
Bedingungen: AT =0, {=t, TR =21,1°C,

2. Ermittlung der Aktivierungsenergie AH des CF-EP-Laminates nach der Arrhenius-
Gleichung (3.24) (T' < Ty =126 °C) und des Wirmeausdehnungskoeflizienten onp,
des CF-EP-Laminates aus den gemittelten Vorspannkraftmessungen mit Fyr =10kN
bei erhéhter Priiftemperatur von 50 °C und 70 °C (vgl. Abbildung 4.5) und den zuvor
bestimmten Kriechparameter Jpi, und np..

In Abbildung 4.36 und Tabelle 4.16 sind die Ergebnisse der curve fittings dargestellt. Es ist
erkennbar, dass bei Raumtemperatur die gemessene Vorspannkraft mit dem analytischen
Modell und dem Potenzansatz der Kriechfunktion iiber einen weiten Zeitbereich von
ca. 50h bis 2300 h gut beschrieben werden kann. Zu Beginn der Messung bis ca. 50 h
wird die Vorspannkraft aufgrund der geringen Anderung der gemessenen Vorspannkraft
vom analytischen Modell unterschétzt. Bei erhohter Priiftemperatur zeigt sich, dass nach
dem Aufheizen das analytische Modell mit dem ZTVP die gemessene Vorspannkraft
(Kraftmaxima in Abbildung 4.36 rechts) gut wiedergibt. Wéhrend des Autheizens wird
die Vorspannkraft vom analytischen Modell unterschétzt. Dies ist im Wesentlichen dem
instationdren Aufheizvorgang geschuldet, bei dem die Laminattemperatur im Klemmbereich
der Schraube nicht gemessen werden konnte.
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Abbildung 4.36: Fit des analytischen Modells bei RT (links) und erhéhter Temperatur
(rechts) an die gemittelten Vorspannkraftmessungen der M8 Schrauben-
verbindungen mit quasi-isotropen CF-EP-Laminaten (CF-EP-2.9)

Die ermittelte Aktivierungsenergie (73,39 kJ/mol) des CF-EP-Laminates ist geringer als
die in Abschnitt 4.3.2 berechnete Aktivierungsenergie (112,66 kJ/mol). Dies zeigt, dass
das CF-EP-Laminat eine héhere Temperaturabhéngigkeit des Kriechverhaltens aufweist
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als das mit Matrix-Kriechdaten aus der Literatur vorhergesagte Kriechverhalten. Der War-
meausdehnungskoeffizient ayp, des CF-EP-Laminates zeigt mit 50,4 - 1071 /K eine gute
Ubereinstimmung zum theoretischen Wert von 48,9 - 1076 1/K. Weitere Untersuchungen
mit Berticksichtigung der Zeitabhéngigkeit des Warmeausdehnungskoeffizienten aypp, erge-
ben, dass die Ubereinstimmung zwischen der analytisch berechneten und der gemessenen
Vorspannkraft im Mittel iber die gesamte Versuchszeit nicht erhéht werden kann.

Tabelle 4.16: Gefittete Werkstoffparameter des quasi-isotropen CF-EP-Laminates (CF-
EP-2.9, [0/90/445/-45]s, or =48 %)

Jpis np. AH QthPz
MPa~lh™ kJ/mol 1/K

1,070-107% 0,369 73,39 50,4-107°

Die Ergebnisse zeigen, dass mit dem analytischen Modell und den gefitteten Kriechpa-
rametern temperaturabhéngige Vorspannkraftverluste durch Kriechen und thermische
Vorspannkraftdnderungen unter Berticksichtigung von Streuungen der Vorspannkraftmes-
sungen mit einer akzeptablen Genauigkeit vorhergesagt werden konnen. Bei den ermittelten
Parametern in Tabelle 4.16 ist zu beachten, dass diese nur fiir das untersuchte CF-EP-
Laminat (CF-EP-2.9, [0/90/445/-45]s, ¢r =48 %) giiltig sind. Eine Umrechnung der
Parameter auf andere Faservolumengehalte bzw. Lagenaufbauten ist theoretisch mit der
3D-Laminattheorie [83] oder RVE denkbar.

4.5 Zusammenfassung

Die experimentellen, numerischen und analytischen Untersuchungen des Vorspannkraft-
verlustes durch Setzen und Kriechen in M8 Schraubenverbindungen mit CFK-Laminaten
ergeben:

Messungen

e Der Matrixwerkstoff zeigt einen signifikanten Einfluss auf den Vorspannkraftverlust.
Bei Raumtemperatur ist der Vorspannkraftverlust bei dem quasi-isotropen CF-EP-
Laminat (CF-EP-2.9: 9,0 % nach 22 Tagen) vergleichbar mit dem einer dquivalenten
Stahl-Schraubenverbindung (5,5 % nach 22 Tagen). Bei dem thermoplastischen CF-
PA6-Laminat (CF-PA6-3.0) entsteht nach derselben Zeit ein um dreimal groferer
Vorspannkraftverlust (27,4 %) gegeniiber dem duroplastischen CF-EP-Laminat.

e Die Priiftemperatur zeigt einen deutlichen Einfluss auf die Vorspannkraft und den
Vorspannkraftverlust. Das Erwédrmen der bei Raumtemperatur montierten CF-
EP- und CF-PA6-Schraubenverbindungen auf eine konstante Priiftemperatur von
50°C bzw. 70°C fiihrt zum einen zu einer Zunahme der Vorspannkraft aufgrund
unterschiedlicher Warmeausdehnungskoeffizienten und zum anderen nach Beendigung
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des Aufheizvorganges zu einer gréfleren Verlustrate gegeniiber Raumtemperatur.
Dadurch nimmt der Vorspannkraftverlust zu (CF-EP-2.9: 12,7 %, CF-PA6-3.0: 43,1 %
nach 22 Tagen). Bei der wechselnden Priiftemperatur zwischen —10°C und 70°C
entstehen gegeniiber einer konstanten Priiftemperatur von 70°C keine erhoéhten
Verlustraten und Vorspannkraftverluste.

o Der Einfluss des Lagenaufbaus: quasi-isotrop (QI), biaxial (BA) und unidirektional
(UD) auf den Vorspannkraftverlust ist bei Raumtemperatur gering (QI/BA: 10,5 %
und UD: 12,0 % nach ca. 56 Tagen). Bei erhéhter Temperatur von 70 °C entsteht bei
dem unidirektionalen CF-EP-Laminat mit 46,6 % (nach ca. 56 Tagen) ein grofierer
Vorspannkraftverlust gegeniiber dem biaxialen bzw. quasi-isotropen CF-EP-Laminat
(BA: 33,7%, QI: 38,0%).

o Der Einfluss der Montagevorspannkraft (5kN, 10kN und 15kN) auf den Vorspann-
kraftverlust ist abhéingig vom Matrixwerkstoff und der Temperatur. Bei dem duro-
plastischen CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9) zeigt sich bei Raumtemperatur ein sehr
geringer Einfluss der Montagevorspannkraft auf den Vorspannkraftverlust (5kN:
10,1 %, 10kN: 9,3% und 15kN: 8,7% nach ca. 21 Tagen) und bei 70 °C mit den
Montagevorspannkréften von 10kN und 15kN eine dhnliche Verlustrate der Vor-
spannkraft. Bei dem thermoplastischen CF-EP-Laminat (CF-PA6-3.0) nimmt der
Vorspannkraftverlust sowohl bei Raumtemperatur als auch bei 70 °C mit steigender
Montagevorspannkraft ab (RT: von 27,2 % bei 5 kN auf 16,4 % bei 15kN, 70 °C: von
58,9 % bei 5 kN auf 29,4 % bei 15kN nach 7 Tagen).

e Anhand von Schliffbildaufnahmen und Messungen der Eindriicktiefen nach den
Vorspannkraftmessungen kann bei dem CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9) auf ein iiber-
wiegend reversibles und bei dem CF-PA6-Laminat (CF-PA6-3.0) auf ein iberwiegend
irreversibles zeitabhéngiges Verformungsverhalten in Dickenrichtung geschlossen wer-
den.

o Mit zunehmender Anzahl (0-3) der inneren CF-EP/CF-EP-Trennfugen nimmt der
Vorspannkraftverlust zu. Dies geht aus den Gesamtsetzbetragen der Schraubenver-
bindungen unterschiedlicher Trennfugenanzahlen, die aus dem gemessenen Vorspann-
kraftverlust nach 24 h ermittelt wurden, hervor. Aus den Gesamtsetzbetrdgen wird
ein Setzbetrag pro CF-EP-Trennfuge von 1,7 pm ermittelt (Ryz =2,879 num).

e Durch eine Warm-Montage und anschliefendem Nachziehen kann der Vorspann-
kraftverlust durch Kriechen um 44 % (CF-PA6-3.0) bzw. 90 % (CF-EP-2.9) und
die Verlustrate der Vorspannkraft um 18 % (CF-PA6-3.0) bzw. 36 % (CF-EP-2.9)
gegeniiber einer herkdmmlichen Montage reduziert werden. Es zeigt sich, dass auf
eine ausreichend hohe Temperatur der CFK-Platten wihrend und nach der Montage
zu achten ist.

Berechnungen (FEM/analytisch)

e Die temperaturabhédngigen Relaxationsfunktionen der CF-EP-Laminate und deren
UD-Schichten werden mit RVE aus Literaturwerten ermittelt. Dabei zeigt sich,
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dass die Temperaturabhingigkeit mit dem ZTVP und der Arrhenius-Gleichung
sowie einer linearen vertikalen Verschiebungsfunktion sehr gut beschrieben werden
kann. Erwartungsgeméfl verschlechtert sich das Relaxationsverhalten bei erhéhter
Temperatur und abnehmenden Faservolumengehalt. Aufgrund des Relaxierens der
EP-Matrix nimmt der Warmeausdehnungskoeffizient in Dickenrichtung der UD-
Schicht und des CF-EP-Laminates mit der Zeit zu.

Zur Vorhersage des Vorspannkraftverlustes wird ein eindimensionales, thermovisko-
elastisches Modell basierend auf dem elastischen Kraft-Verformungsverhalten einer
Schraubenverbindung nach VDI 2230 [19] entwickelt. Die Verifikation mit dreidimen-
sionalen FE-Simulationen zeigt bei multiaxialen CF-EP-Laminaten und isothermen
Bedingungen eine hohe und bei nicht isothermen Bedingungen eine akzeptable
Vorhersagegenauigkeit.

Aus FE-Analysen geht hervor, dass der Vorspannkraftverlust durch Kriechen mit
zunehmendem Faservolumengehalt und abnehmender Laminatdicke abnimmt. Es
zeigt sich, dass bei einem quasi-isotropen [0/90/+445/-45]s und biaxialen [0/90]2s
CF-EP-Laminat ein geringerer Vorspannkraftverlust als bei einem unidirektionalen
[0]4s CF-EP-Laminat entsteht.

Die quasi-elastische Losung stellt zur Berechnung des Vorspannkraftverlustes infolge
von Kriechen eine sehr gute Naherung der viskoelastisch exakten Losung mit deutlich
geringerem Rechenaufwand dar.

Der Vergleich der berechneten mit den gemessenen Vorspannkraftverlusten zeigt
bei Raumtemperatur (ca. 21 °C) eine geringe Abweichung von 2,6 %. Bei erhohter
Temperatur von 70 °C werden die Vorspannkraftverluste von den Vorhersagemodellen
zum Teil um bis zu 48 % unterschétzt. Es zeigt sich, dass das temperaturabhéngige
Relaxationsverhalten der verwendeten CF-EP-Laminate nicht mit den temperatur-
abhingigen Matrix-Kriechdaten aus der Literatur beschrieben werden kann.

Aus den Vorspannkraftmessungen mit dem quasi-isotropen CF-EP-Laminat (CF-EP-
2.9) werden mit dem analytischen Modell theoretische Auslegungskriechfunktionen
ermittelt. Dabei zeigt sich, dass mit der Kriechfunktion in Form einer Potenzfunktion
und dem ZTVP die gemessene Vorspannkraft mit einer akzeptablen Genauigkeit wie-
dergegeben werden kann. Die ermittelten Parameter sind: Jp1, = 1,070 - 1075 mm? /N,
np, =0,369, AH =73,39kJ /mol und ayp, = 50,4 - 1076 1/K.
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in
doppelschnittigen Schraubenverbindungen

Die reibschliissige Lastiibertragung wird numerisch, analytisch und experimentell anhand
von doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen mit CF-EP- und Metall-Fiigeteilen
untersucht. Im Vordergrund steht die Ermittlung der effektiven Haftreibungskoeffizienten
und das Verhalten der doppelschnittigen Schraubenverbindung bei zug-schwellender Belas-
tung in Abhéngigkeit der Fiigeteilpaarung bzw. des Lagenaufbaus, der Reibungsbedingung,
der Temperatur und des Verschleifles. Die Ergebnisse wurden zum Teil bereits in [4, 89, 90]
vorgestellt und werden um weitere Aspekte, wie z.B. CF-EP /Metall-Paarungen, ergéinzt.
Den Ausgangspunkt bilden Haftreibungsversuche, aus denen die Haftreibungskoeffizienten
fiir die Berechnungsmodelle gewonnen werden.

5.1 Haftreibungsversuche

Im Rahmen von Haftreibungsversuchen werden die Haftreibungskoeffizienten verschiede-
ner CFK/Metall- und CFK/CFK-Paarungen in Anlehnung an DIN EN ISO 8295 [91]
ermittelt, Tabelle 5.1. Dabei gilt es den Einfluss der Kunststoffmatrix (EP, PA6) und
einen moglichen Einfluss der Faserorientierung bzw. des Lagenaufbaus (unidirektional,
biaxial) zu identifizieren. Da ein Temperatureinfluss im vorgesehenen Einsatzbereich der
CFK-Schraubenverbindungen nicht ausgeschlossen werden kann, werden die Messungen
bei Raumtemperatur (RT) und 80 °C durchgefiihrt. Fur jede Paarung sind drei Messungen
vorgesehen. Daraus ergeben sich mit den genannten Priftemperaturen insgesamt 108
Einzelversuche. Die CFK-Proben entstammen einem RTM-Herstellungsprozess und weisen
eine glatte Oberfliche auf.

Tabelle 5.1: Gepriifte Werkstoffpaarungen der Haftreibungsversuche (*nur bei RT, St =
Stahl, Al= Aluminium, KTL = Kathodische Tauchlackierung, BA = 0°/90°
Gelege, UD = Unidirektional)

Werkstoff St Al AI+KTL CF-EP-BA CF-PA6-BA
CF-EP-BA X X X x* x*
CF-EP-UD 0° X X X

CF-EP-UD 90° X X X

CF-PA6-Gewebe x x X

CF-PA6-BA X X X (x*) x*
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

5.1.1 Priifstand und Versuchsdurchfiihrung

Fiir die Haftreibungsmessungen wird ein Priifstand nach den Normvorgaben entwickelt,
Abbildung 5.1. Dabei wird ein Schlitten mit einer Masse von 200 g zusammen mit der
Probe A (63mmx63mm) von einem Elektromotor iiber eine fixierte Probe B (80 mm
x 200mm) gezogen. Auf der Unterseite des Schlittens wird eine Schaumstoffschicht zur
gleichméfligen Druckverteilung angebracht und daran die Probe A mit doppelseitigem
Klebeband befestigt. Optional kann eine Feder zwischen Schlitten und Zugseil eingesetzt
werden. Die Kraftmessung erfolgt mit einem DMS basierten Kraftaufnehmer in Form
eines Biegebalkens (Typ KD60 von ME Messsysteme), welcher an zwei Teleskopschienen
befestigt ist.

Feder Kraftaufnehmer
(optional) /

Schlitt
Probe A . \1 o

I

Probe B — W |

i [zl I =

Teleskopschiene

Schlitten Kraftaufnehmer E-Motor

Probe A Probe B Teleskopschiene

Abbildung 5.1: Priifstand [4] mit Prinzipskizze zur Messung von Haftreibungskoeffizienten
nach DIN EN ISO 8295

Die Proben werden vorab mit handelsiiblichem Spiritus gereinigt. Die Zuggeschwindigkeit
betragt 100 mm/min. Die Messungen bei der erhthten Temperatur von 80°C erfolgen
in einer Klimakammer, in die der komplette Versuchsaufbau montiert wird. Die Pro-
bengewichte werden mit einer Digitalwaage bestimmt. Die Kraftmessung ist bis 80°C
kalibriert.

Erste Messungen ergeben hohe Streuungen der Haftreibungskoeffizienten. Weitere Unter-
suchungen zeigen, dass durch hohere Normalkréifte die Streuungen bei gleichem Mittelwert
geringer werden. Es wird vermutet, dass die Proben bei héheren Normalkréften satter
aufeinander liegen und somit die Versuche reproduzierbarer sind. Aus diesem Grund werden
die Versuche bei erhohter Normalkraft durchgefiihrt, indem zusétzlich zum Gewicht des
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

Schlittens ein weiteres Gewicht von 8,23 kg auf die Probe aufgelegt wird. Die Feder zwi-
schen Zugseil und Schlitten dient dazu einen moglichen ,, Anfahrruck” bei Versuchsbeginn
zu kompensieren. Da dieser nicht auftritt, ist der Einsatz der Feder nicht notwendig.

5.1.2 Messergebnisse

Der grundlegende Verlauf der gemessenen Zugkraft F' {iber der Zeit ¢ ist in Abbildung 5.2
anhand der Paarung CF-PA6-BA/Al+KTL dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die Zug-
kraft bis zum Erreichen eines Kraftmaximums linear ansteigt (Haften) und anschlieBend auf
geringere Werte abfillt (Gleiten). Das Kraftmaximum entspricht der Haftreibungskraft Fy
und wird fiir die Berechnung des Haftreibungskoeffizienten uy verwendet:

Fy
= —. 5.1
HH Iy (5.1)
Die Normalkraft Fy setzt sich aus der Normalkraft der Probe A, des Schlittens (inkl. der

Filzschicht) und des Zusatzgewichtes zusammen.

30 T T T
%51 Ry Haften Gleiten |
20 -
Z
g 15 -
=
10 B
5 L |
O | | |
0 2 4 6 8
tins

Abbildung 5.2: Gemessene Zugkraft F' wihrend eines Haftreibungsversuches

Die mittleren Haftreibungskoeffizienten der Paarungen mit unterschiedlichem Lagenaufbau
sind nahezu identisch. Dies bestétigt die Erwartungen, dass die Reibungskraft mafigeblich
durch die Kunststoffmatrix an der Oberfliche und nicht durch die darunter liegenden
Fasern beeinflusst wird. Somit werden alle CF-EP- und CF-PA6-Werkstoffe und die damit
verbundenen Werkstoffpaarungen unter ,,CF-EP“ und ,,CF-PA6“ zusammengefasst.

Die Mittelwerte der gemessenen Haftreibungskoeffizienten pp bei Raumtemperatur und
80°C sind in Abbildung 5.3 zusammengefasst. Es ergeben sich fiir die CF-PA6-Paarungen
groflere Haftreibungskoeffizienten als fiir die CF-EP-Paarungen. Wéhrend bei den CF-
EP /Metall-Paarungen nur geringe Unterschiede zwischen St, Al und Al+KTL vorliegen,
treten bei den CF-PA6/Metall-Paarungen unterschiedliche Haftreibungskoeffizienten in
Abhéngigkeit des Metalls auf. Durch die Temperaturerh6hung auf 80 °C &ndern sich die
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

Haftreibungskoeffizienten der CF-EP/Metall-Paarungen kaum. Bei den CF-PA6/Metall-
Paarungen ist durch die Erwdrmung eine Abnahme des Haftreibungskoeffizienten zu
verzeichnen.

|
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loCFr-EP

0,6 !

o8]
©
N
=}
I

T
CF- PA6 CF EP St Al AH+KTL St Al Al+KTL

w 0,6
00CF-PAG
l0CF-EP

1 0,451

0,4+ 04
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T —}-o0.281
I 0,226
|

| 0,285
0,218
HH
o
0,234

‘ 110,260

HH
o
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n=3/3 n=3/3 n=6/9 n=6/9 n=6/9 n=6/9 n=6/9 n=6/9
(a) Raumtemperatur (b) 80°C

Abbildung 5.3: Haftreibungskoeffizient uy (nach [4]) in Abhéngigkeit der Werkstoffpaarung
ermittelt mit einem eigens entwickelten Priifstand nach DIN EN ISO 8295,
Mittelwerte aus n-Versuchen mit min./max. Abweichung

5.2 Finite-Elemente-Analyse

Im Rahmen einer FE-Analyse wird die reibschliissige Lastiibertragung einer doppelschnit-
tigen M8 Schraubenverbindung untersucht, Abbildung 5.4. Diese besteht aus den drei
Fiigeteilen mit der Breite bp und zwei diinnen Unterlegscheiben (d; = 8,5 mm, dy = 16,0 mm,
h=1,6 mm) sowie einer M8 Sechskantschraube (ISO 4014). Das Ziel ist die Ermittlung
der Zugkraft-Verschiebungskurve F,(u) und Vorspannkraft-Verschiebungskurve Fy(u)
sowie die Analyse des Ubergangs vom Haften zum Gleiten. Es werden Fiigeteilpaarungen
mit isotropen und orthotropen Werkstoffen betrachtet und die zugehérigen effektiven
Haftreibungskoeffizienten bestimmt.

g Fx Fy Fx 5
EI7/2 FLL J# u h’Pl: 4mm
T+ ; — .
: hpy = 2mm
ZL Lh ‘ o Fe bp =40 mm
i é—q —_— P =
x 8 dn =10 mm
-+ 1 ‘ i | rp =20 mm
IR N 1 N o= 2,08 1076 rm/N
§ =T e
h —

Abbildung 5.4: Doppelschnittige Schraubenverbindung (schematisch)
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

5.2.1 Modellierung

Die FE-Modellierung der doppelschnittigen Schraubenverbindung erfolgt mit ANSYS
Mechanical APDL als parametrisches Viertelmodell unter Beriicksichtigung der Symme-
trie beziiglich der z-y- und z-z-Ebene, Abbildung 5.5. Die Modellierung der einzelnen
Komponenten ist an das FE-Modell zur Berechnung des Vorspannkraftverlustes aus Ab-
schnitt 4.3.3 angelehnt. Der Schraubenkopf und -schaft werden vereinfachend als Zylinder
mit dem Durchmesser der Schraubenkopfauflage und dem Nenndurchmesser der Schraube
abgebildet (vgl. Abbildung 5.5). Dabei wird angenommen, dass die Mutter identisch
zum Schraubenkopf ist. Das Schraubengewinde wird nicht beriicksichtigt. Die sich daraus
ergebende verringerte Schraubennachgiebigkeit dg wird mittels eines fiktiven Elastizitéts-
moduls Eg ppyv der Schraube von 154,1 GPa kompensiert (vgl. Abschnitt 4.3.3).

Lastschritt 1: Vorspannkraft Fy

Einspannung

Fiigeteile

MS8 Schraube Scheibe

Lastschritt 2: Zugkraft F),
Abbildung 5.5: FE-Modell einer doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung

Alle Komponenten der doppelschnittigen Schraubenverbindung werden mit 8-knotigen
Volumenelementen (SOLID185) vernetzt. Die CFK-Laminate werden in Abhéngigkeit
der Dicke mit einem oder zwei Elementen je Einzellage in Dickenrichtung modelliert. Im
Bereich der Bohrung wird das FE-Netz der Fiigeteile verfeinert und radial zum Bohrungs-
mittelpunkt ausgerichtet. Das FE-Modell besteht aus insgesamt 31462 Elementen.

Grundsétzlich treten in der betrachteten Schraubenverbindung drei Kontaktstellen auf:
Schraubenkopf/Scheibe, Scheibe/Fiigeteil und Fiigeteil /Fiigeteil, Abbildung 5.6. Da der
Kontakt Schraubenkopf/Scheibe fiir die reibschliissige Lastiibertragung nicht von Be-
deutung ist (Zugkraft F, wird ausschliefllich zwischen den Fiigeteilen iibertragen), wird
eine Berechnung mit dem Kontakt Schraubenkopf/Schreibe und eine mit einer festen
Verbindung zwischen Schraubenkopf und Scheibe durchgefiihrt. Der Unterschied liegt
hinsichtlich der maximal tibertragbaren Kraft bei weniger als 0,5%. Daher wird der Kon-
takt Schraubenkopf/Scheibe zur Rechenzeitersparnis als feste Verbindung ausgefiihrt. Die
Kontakte Fiigeteil/Fiigeteil und Fiigeteil/Scheibe werden als deformierbare surface-to-
surface Kontakte mit den Masterelementen TARGET170 und Slaveelementen CONTA174
modelliert [85]. Die Zuweisung der Master- und Slavefléchen ist aufgrund der Geometrie,
des FE-Netzes und der Fiigeteilwerkstoffe vorab nicht eindeutig moglich und wird deshalb
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

anhand der Berechnungsergebnisse (z.B. Durchdringung, Kontaktdruck) validiert. Fiir die
Losung des Kontaktproblems wird das Augmented-Lagrange-Verfahren [92] angewendet.

feste Verbindung

surface-to-surface Kontakt
Symmetrieebene

Abbildung 5.6: Kontaktmodellierung der doppelschnittigen Schraubenverbindung

Das Materialverhalten aller Komponenten der doppelschnittigen Schraubenverbindung
wird als linear elastisch angenommen. Die Schraube und die Scheiben bestehen aus Stahl
mit £ =210GPa und v =0,3. Als Fiigeteilwerkstoffe werden betrachtet:

o quasi-isotrop: CF-EP-Laminat (CF-EP-QI) mit [0/90/+45/-45]s, or =55 %,
o orthotrop: biaxiales CF-EP-Laminat (CF-EP-BA) mit [0/90]s, ¢r =55 %,
o transversal-isotrop: CF-EP-Laminat (CF-EP-UD) mit [0]4s, ¢r =55 %,
e isotrop

— Aluminium (Al) mit £=70GPa und »=0,34 und

— Stahl (St) mit £ =210 GPa und v=0,3.

Das Materialverhalten der CF-EP-Laminate wird auf der UD-Ebene modelliert. Die UD-
Kennwerte werden mit der klassischen Laminattheorie aus den Faserdaten in Tabelle 4.10
und den Matrixdaten: Eyr = 3,5 GPa und vy = 0,35 ermittelt, Tabelle 5.2. Das Laminatko-
ordinatensystem ist am z-y-z-Koordinatensystem des FE-Modells ausgerichtet, d.h. die
0°-Lagen liegen in Kraftangriffsrichtung (z-Richtung).

Tabelle 5.2: Materialkennwerte der UD-Schicht (T700 Kohlefaser, EP-Matrix), 1 = Faser-
léngsrichtung

YF Eq Ey=F3; Gi2=G13 via=vi3 143
55% 128,1GPa 8,34GPa 3,92GPa 0,284 0,455

Das Reibungsverhalten wird mit dem Coulombschen Reibungsgesetz (2.2) beschrieben.
Aufgrund des zu vernachléssigenden Einflusses des Gleitreibungsverhaltens auf die maximal
ibertragbare Kraft der doppelschnittigen Schraubenverbindung wird angenommen, dass
der Gleitreibungskoeflizient gleich dem Haftreibungskoeffizienten ist. Fiir den Haftrei-
bungskoeffizienten py 1 in der Trennfuge der Fiigeteile wird — sofern vorhanden — der
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Haftreibungskoeffizient aus den Haftreibungsversuchen in Abschnitt 5.1 verwendet, Ta-
belle 5.3. Die Ergebnisse zeigen, dass der Haftreibungskoeffizient zwischen Scheibe und
Fiigeteil nicht zum Tragen kommt und wird deshalb zu 0,2 angenommen. Es sei angemerkt,
dass die Reibungszahlen im Bauteilkontakt unterschiedlich ausfallen kénnen und damit
die maximal iibertragbare Kraft beeinflussen.

Tabelle 5.3: Haftreibungskoeffizient pip 7 in den Trennfugen der doppelschnittigen Schrau-
benverbindungen (*Haftreibungsversuch, ** Annahme)

Paarung MH,T
CF-EP/CF-EP  0,268"
Al/CF-EP 0,227"
St/CF-EP 0,260"
St/St 0,200
Al/Al 0,200

Die Simulation lauft in zwei Lastschritten ab:

1. Aufbringen der initialen Vorspannkraft Fyy von 10kN und

2. Erzeugen einer zusdtzlichen Zugkraft F, in xz-Richtung am mittleren Fiigeteil.

Dazu wird das Modell am linken Rand der dufleren Fiigeteile eingespannt. Die initia-
le Vorspannkraft Fyy wird durch das Aufbringen einer Verschiebung in z-Richtung auf
die Knoten des Schraubenschafts in der Ebene z =0 erzeugt. Aus der Summe der Re-
aktionskréfte dieser Knoten wird die Vorspannkraft ermittelt. Die Verschiebung wird
so eingestellt, dass die initiale Vorspannkraft Fy erreicht wird. Im zweiten Lastschritt
wird unter Beibehaltung der aufgebrachten Verschiebung eine Zugkraft F, durch das
Aufbringen einer Verschiebung u in z-Richtung am &ufieren Ende des mittleren Fligeteils
erzeugt. Die Verschiebung u wird soweit gesteigert bis es zum vollstdndigen Rutschen der
Fugeteile kommt. Dabei wird die Verschiebung w in kleinen Lastschritten aufgebracht und
die resultierende Zugkraft F, bei jedem Lastschritt aus den Reaktionskréften der Knoten
in der Einspannung ermittelt.

5.2.2 Analyse der Lastiibertragung

Am Beispiel einer CF-EP-QI/CF-EP-QI-Fiigeteilpaarung wird der Ubergang vom Haften
zum Gleiten anhand der Kraft-Verschiebungskurven F,(u) und Fy(u) und den Berech-
nungsergebnissen der Kontaktelemente untersucht. Es werden die maximal ibertragbare
Kraft F; max und der effektive Haftreibungskoeffizient p o ermittelt.
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Lastschritt 1: Vorspannen mit Fyo

Nach dem Vorspannen der Schraube werden die Fiigeteile im Bereich der Schraube zusam-
mengedriickt. Die freien Rénder der dufleren Fiigeteile heben vom mittleren Filigeteil ab,
Abbildung 5.7. Eine Kraftiibertragung ist somit nur in den druckbelasteten Kontaktflichen
der Figeteile moglich.

oberes Fligeteil freies Ende

Xz

mittleres Fiigeteil

Abbildung 5.7: Verformungen einer doppelschnittigen Schraubenverbindung nach dem
Vorspannen (60-fach tiberhohte Darstellung)

Die auftretenden Druckspannungen zwischen den Fiigeteilen sind bei der betrachteten
CF-EP-QI/CF-EP-QI- Fiigeteilpaarung im Wesentlichen rotationssymmetrisch um die
Bohrung verteilt, Abbildung 5.8. Das Maximum befindet sich am Bohrungsrand. Mit zu-
nehmendem radialen Abstand vom Bohrungsrand nehmen die Druckspannungen ab. Lokale
Unterschiede kénnen durch die Faserorientierung der Einzellagen bei CFK-Werkstoffen
hervorgerufen werden. Besonders deutlich wird dies bei der Verwendung von unidirektio-
nalen CFK-Fiigeteilen, Abbildung 5.9. Hier tritt an den Stellen wo die Fasern senkrecht
zum Bohrungsrand enden eine erhohte Flachenpressung und an denen wo die Fasern den
Bohrungsrand tangieren eine vergleichsweise geringere Flachenpressung auf.

p in MPa
75,6
67,2
58,8
50,4

W 42,0
33,6
25,2
16,8
8,4
0

Abbildung 5.8: Anndhernd rotationssymmetrische Verteilung des Kontaktdruckes p zwi-
schen den quasi-isotropen CF-EP-Fiigeteilen einer doppelschnittigen M8
Schraubenverbindung nach dem Vorspannen mit Fyo=10kN (30-fach
iiberhohte Darstellung der Verformungen, Fiigeteilwerkstoff: CF-EP-QI)
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p in MPa
79,3
70,5
61,7
52,9
44,1
35,2
26,4
17,6
8,8
0

Abbildung 5.9: Nicht-rotationssymmetrische Verteilung des Kontaktdruckes p zwischen

den unidirektionalen CF-EP-Fiigeteilen einer doppelschnittigen M8 Schrau-
benverbindung nach dem Vorspannen mit Fyg= 10kN (30-fach iiberhohte
Darstellung der Verformungen, Fiigeteilwerkstoff: CF-EP-UD)

Lastschritt 2: Zugbelastung F),

Abbildung 5.10 zeigt die Beanspruchung o, der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung
bei vollstdndigem Rutschen der Fligeteile. Es zeigt sich, dass infolge der in-plane Zugkraft F),
keine relevante Biegebeanspruchung in der Schraube auftritt.

o, in MPa
436,2
324,4
212,5
100,7

—11,1

—-122,9
—234,8
—346,6
—458,4
—570,2

Abbildung 5.10: Beanspruchung o, der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung bei

vollstédndigem Rutschen der Fiigeteile (F'= F; max), dargestellt sind die
Spannungen in z-Richtung bzw. Laminatdickenrichtung (20-fach tiberh6h-
te Darstellung der Verformungen, Fiigeteilwerkstoff: CF-EP-QI)

In Abbildung 5.11 ist die Zugkraft-Verschiebungskurve F,(u) und die Vorspannkraft-
Verschiebungskurve Fy(u)/Fyo der doppelschnittigen Schraubenverbindung dargestellt.
Anhand des Kontaktstatus der Kontaktelemente konnen drei Bereiche der reibschliissigen
Lastiibertragung identifiziert werden:

1. Haften,

2. Ubergang vom Haften zum Gleiten und

3. Gleiten.
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Der Ubergangsbereich vom vollstindigen Haften zum vollstindigen Gleiten in der Reibfli-
che zwischen den Fiigeteilen beginnt bei einer Verschiebung u von 0,027 mm und endet
bei u = 0,067 mm. Das Kriterium fiir die Definition des Ubergangsbereiches ist das Vor-
handensein eines lokalen Gleitens bzw. Haftens in der Reibfliche zwischen den Fiigeteilen.
Fiir jeden der drei Bereiche ist in Abbildung 5.11 zu einem ausgewéhlten Lastschritt der
Kontaktstatus in der Reibflache zwischen den Fiigeteilen farbig dargestellt (Haften =rot,
Gleiten = orange).

6 1,005
“ 11
5
Fy /Fyg 0,995

4t “

0,99
4 <
g8 3r >
8
~ 10,085 ™
2L Haften Ubergang Gleiten
0,98
F,
1L ,Knickpunkt*

| | | | | |
0 00l 002 003 004 005 006 007 008 009 0,1

u in mm

Abbildung 5.11: Reibschliissige Lastiibertragung einer doppelschnittigen Schraubenverbin-
dung mit Darstellung des Kontaktstatus (Haften =rot, Gleiten = orange)
ermittelt aus einer FE-Analyse

Im ersten Abschnitt haften die Fiigeteile tiber die gesamte druckbelastete Kontaktfliche. Die
Zugkraft F, steigt linear mit der Verschiebung u an, wihrend die Vorspannkraft Fy; linear
mit v abnimmt. Die Ursache der Vorspannkraftabnahme liegt in der Querkontraktion der
Fiigeteile. Infolge der Zugbelastung verringern sich die Fiigeteildicken (v, > 0), wodurch
dem verspannten System elastischer Verformungsweg entzogen wird. Dieser Effekt wurde
auch von Oskouei und Chakherlou [93] untersucht.

Bei weiterer Laststeigerung beginnen Teile der druckbelasteten Kontaktfliche der Fiigeteile
zu gleiten (2. Abschnitt). Das Gleiten beginnt dabei auf der linken Seite der Bohrung (freies
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Ende des mittleren Fiigeteils) und setzt sich mit zunehmender Zugkraft bis zur rechten
Seite der Bohrung fort. In diesem Abschnitt geht die Zugkraft F, in einen degressiven
Verlauf bis zum Erreichen der maximal Gbertragbaren Kraft iiber. Die Verlustrate der
Vorspannkraft Fy wird im Gegensatz zum ersten Abschnitt mit jedem Lastschritt grofier,
da aufgrund des lokalen Gleitens zusétzliche Nachgiebigkeitsdnderungen des verspannten
Systems entstehen.

Der dritte Abschnitt ist durch das vollstdndige Gleiten der Fiigeteile gekennzeichnet. Eine
Laststeigerung ist nicht moglich. Die Zugkraft F, nimmt entsprechend dem verwendeten
Reibmodell einen konstanten Wert an. Auch in diesem Bereich nimmt die Vorspannkraft
weiterhin ab. Dabei kommt es ab dem Beginn des vollstdndigen Gleitens (= Definition
des ,Knickpunktes® im Vorspannkraftverlauf in Abbildung 5.11) zu einer Anderung im
Verlauf der Vorspannkraft; die Verlustrate wird geringer. Dieses Verhalten ist auf die
konstante Zugkraft F, und die durch das Gleiten hervorgerufene Nachgiebigkeitsdnderung
des verspannten Systems zuriickzufiihren.

Der lokale Beginn des Gleitens der Fiigeteile wird durch die Schubspannungsverteilung
in der Kontaktfliche bestimmt, Abbildung 5.12. Wahrend des vollstdndigen Haftens
wird die Zugkraft F, mafigeblich auf der Seite des freien Endes des mittleren Fiigeteils
iibertragen. Dies ergibt sich aus den Verformungen der dufleren Fiigeteile, die auf der
Kraft tibertragenden Seite durch die Einspannung der Fiigeteile beeinflusst werden und
sich auf der gegeniiberliegenden Seite am freien Ende unabhéngig ausbilden kénnen. Mit
zunehmender Zugkraft F, steigen die Schubspannungen bis zum Erreichen der maximalen
Schubspannung an. Dabei wird der restliche Teil der Kontaktfliche zunehmend an der
Lastiibertragung beteiligt. Das vollstdndige Gleiten beginnt, wenn in der gesamten druck-
belasteten Kontaktfliche die maximal iibertragbare Schubspannung erreicht wird. Die
Schubspannungsverteilung ist in diesem Fall proportional zur Druckspannungsverteilung.
Dies hat zur Folge, dass am Bohrungsrand die Schubspannungen am gréfiten sind.

(7 .\ (7 1.\

- Kontaktschubspannung in MPa
— —
0 24 47 7,1 95 11,8 14,2 16,6 18,9 21,3

Abbildung 5.12: Kontaktschubspannungen zwischen den Fiigeteilen der doppelschnittigen
Schraubenverbindung infolge einer Zugbelastung in der Fiigeteilebene

Fiir die Auslegung von reibschliissigen Schraubenverbindungen ist die maximal iibertrag-
bare Kraft F, nax aus den Kraft-Verschiebungskurven zu ermitteln. Eine Moglichkeit ist
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es, die Zugkraft bei Beginn des vollstdndigen Gleitens zu verwenden. An dieser Stelle
tritt der oben beschriebene ,Knickpunkt“ (vgl. Abbildung 5.11) im Vorspannkraftver-
lauf Fy/(u) auf, welcher in experimentellen Untersuchungen zur Bestimmung der maximal
ibertragbaren Kraft herangezogen werden kann. Fiir die betrachtete doppelschnittige
Schraubenverbindung ergibt sich eine maximal iibertragbare Kraft Fj nax von 5,14kN.
Damit kann nach Gleichung (2.3) mit der initialen Vorspannkraft Fy und Fx = Fy ein
effektiver Haftreibungskoeffizient:

Fy max
_ T, ma. (5'2)

der doppelschnittigen Schraubenverbindung angegeben werden, Tabelle 5.4. Dieser ist
geringer als der Haftreibungskoeffizient 1 in der Trennfuge der Fiigeteile. Als Ursachen
sind die Vorspannkraftabnahme durch die Fiigeteilverformungen und die Nachgiebig-
keitséinderung des verspannten Systems infolge des Gleitens zu nennen. Insgesamt ist die
auftretende Vorspannkraftdnderung infolge der Zugbelastung und die Abweichung zwischen
pi et und g bei praktischen Anwendungen aufgrund von Vorspannkraftstreuungen als
weniger relevant zu bewerten. Dies wird auch bei den Ergebnissen in den nachfolgenden
Abschnitten 5.2.3 und 5.3 ersichtlich.

Tabelle 5.4: Effektiver Haftreibungskoeffizient py ¢ der doppelschnittigen M8 Schrau-
benverbindung mit [0/90/+45/-45]s CF-EP-Fiigeteilen ermittelt aus einer
FE-Analyse im Vergleich zum Haftreibungskoeffizienten pp 1 in der Trennfuge

MHT MHeff Abweichung pyes — puT
0,268 0,257 —4.1%

5.2.3 Einfluss der Orthotropie der Fiigeteile

Zur Untersuchung des Einflusses der Orthotropie der Fiigeteile auf den effektiven Haft-
reibungskoeffizienten werden die effektiven Haftreibungskoeffizienten verschiedener Fii-
geteilpaarungen ermittelt und mit den Haftreibungskoeffizienten pp 1 in der Trennfuge
verglichen, Tabelle 5.5 .

Zu erkennen ist, dass der Fligeteilwerkstoff bzw. die Fiigeteilpaarung den effektiven Haftrei-
bungskoeffizienten pp o und somit auch die maximal iibertragbare Kraft F}; ax beeinflusst.
Bei Verwendung von isotropen Fiigeteilwerkstoffen, wie Aluminium oder Stahl, ist &hnlich
wie bei orthotropen py o geringer als pp . Aufgrund der groBeren Steifigkeit von Stahl
gegeniiber Aluminium und der damit verbundenen geringeren Dickenénderung bei gleicher
Zugkraft F}, treten bei den St-Paarungen in Bezug auf den Haftreibungskoeffizienten ppy
groflere effektive Haftreibungskoeffizienten pup e (geringere Abweichung zwischen i e
und ppr) als bei den Al-Paarungen auf. Die effektiven Haftreibungskoeffizienten der
CF-EP/CF-EP-Paarungen zeigen, dass der Einfluss des Lagenaufbaus sehr gering ist.
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Tabelle 5.5: Effektiver Haftreibungskoeffizient p e der doppelschnittigen M8 Schrauben-
verbindungen ermittelt aus einer FE-Analyse im Vergleich zum Haftreibungs-
koeffizienten pp 1 in der Trennfuge

Fiigeteilpaarung Orthotropie pHT  pHex Abweichung
HMH,eff — MH,T
Al/Al isotrop 0,200 0,194 -3,0%
St/St isotrop 0,200 0,197 -1,5%
Al/CF-EP-QI isotrop/quasi-isotrop 0,227 0,215 -5,3%
St/CF-EP-QI isotrop/quasi-isotrop 0,260 0,249 —4.2%
CF-EP-QI/CF-EP-QI quasi-isotrop 0,268 0,257 —4,1%
CF-EP-BA /CF-EP-BA orthotrop 0,268 0256  —45%
CF-EP-UD/CF-EP-UD  transversal-isotrop 0,268 0,258 -3,7%

Zu beachten ist, dass der effektive Haftreibungskoeffizient g o nicht nur von der Werk-
stoffpaarung der Fiigeteile, sondern auch von der konstruktiven Gestaltung der doppel-
schnittigen Schraubenverbindung abhéngt. Dies wird in den analytischen Betrachtungen
thematisiert.

5.3 Analytische Betrachtungen

Bei der Berechnung der maximal iibertragbaren Kraft in Abschnitt 2.2 wird angenommen,
dass Fugeteilverformungen die Lastiibertragung nicht beeinflussen. Die FE-Analyse im
vorherigen Abschnitt 5.2 liefert jedoch eine geringere maximal iibertragbare Kraft als
die Berechnung nach Gleichung (2.3). Die Ursache dafiir ist die Reduktion der Vorspann-
kraft Fyy mit steigender Zugkraft F,, welche im Haftreibungsbereich im Wesentlichen auf
die Querkontraktion der Fiigeteile in Dickenrichtung zuriickzufiihren ist. Dieser Effekt
wird im Folgenden analytisch abgebildet und mit den FE-Berechnungen verglichen.

5.3.1 Beriicksichtigung der Fiigeteilquerkontraktion

Zur Beriticksichtigung des Querkontraktionseffektes der Fiigeteile wird eine doppelschnittige
Schraubenverbindung nach Abbildung 5.13 mit den folgenden Eigenschaften betrachtet:

o Fiigeteildicken hp; und hps,
o einheitliche Fiigeteilbreite bp,

Elastizitdtsmoduln Ep, ; und Ep, o der Fiigeteile,

o Querkontraktionszahlen vp,. 1 und vp,, o der Fiigeteile,
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« Haftreibungskoeffizient 1 in den Fiigeteiltrennfugen und

o initiale Vorspannkraft Fy( im unbelasteten Zustand (F, =0).

g Fyo Fy (Fy)
EPx,27 Vpgz,2 \Q E T
! I 1 I s EIT/2 ..................... e
| : | - - B 3-- ”
g | E A
MH,T< Pz,1, -
x i VPzz,1
| / ‘ |
/ I 1 ] ]
EPx,27 VPgz,2 S U$U
<

Verschiebung infolge der Querkontraktion
der Fiigeteile

Abbildung 5.13: Verringerung der Fiigeteildicken einer doppelschnittigen Schraubenver-
bindung durch eine duflere Belastung F)

Unter Einwirkung der Zugkraft F, verringern sich die Dicken der Fiigeteile (insofern
Vzz >0), Abbildung 5.13 rechts. Dadurch nimmt die elastische Verformung der Schraube
und der verspannten Teile ab, wodurch eine Vorspannkraftabnahme AFyq resultiert.
Der Mechanismus ist vergleichbar zum Setzen und es kann eine &hnliche Beziehung zur
Setzkraft (2.4) gefunden werden, indem der Setzbetrag durch die Dickenénderung aller
Fiigeteile Ahpq infolge der Querkontraktion ersetzt wird:

AFyg = . (5.3)

Es wird davon ausgegangen, dass die Dickenénderung gleichméfig iiber die gesamte Lange
der Fiigeteile erfolgt und die Nachgiebigkeit der Schraube dg und der verspannten Teile dp
konstant sind.

Die Dickendnderung Ahpq setzt sich aus der Dickendnderung des mittleren und der beiden
aufleren Filigeteile zusammen:

F VPgz,1 VPgz,2
Ahpg = = ’ = 5.4
P e (EP:c,l * EPx,2> (5.4)

Einsetzen der Dickendnderung (5.4) in die Vorspannkrafténderung (5.3) liefert die Vor-
spannkraft Fy; in Abhéngigkeit der Zugkraft F:

Fy VPgz,1 VPgz,2
F(F,) = Fyg — d i .
vifa) VO bp (b5 + 0p) (pr,l * EP$,2> (5:5)
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Wird das Coulombsche Reibungsgesetz (2.2) fir den Grenzfall des Haftens in Glei-
chung (5.5) eingesetzt, ergibt sich die maximal ibertragbare Kraft F nax der doppel-
schnittigen Schraubenverbindung zu:

1
Fx,max = 2,UH,TF‘VO . (56)
14 2pm,T UPgz1 | VPzz2
bp(ds +0p) \ Eps1 Epap
Setzt man fiir die maximal iibertragbare Kraft
Fx,max = 2MH,eﬁFVO (57)

an, kann der effektive Haftreibungskoeffizient py o der doppelschnittigen Schraubenver-
bindung angegeben werden:

1
PH,eff = MH,T (

2
1+ HH,T

VP21 Vpgz2 ‘
bp(ds + dp)

Ep:1  Epzp2

Fiir eine doppelschnittige Schraubenverbindung bestehend aus einem einzigen isotro-
pen Schrauben- und Fiigeteilwerkstoff (Es = FEp = Epy 1= Epz2=Fp.1=E.» und vp =
VPpgz1 = Vpgz,2) kann Gleichung (5.8) mit 0 = h/(E Aers) umgeformt werden zu:

1
4pm, TP
pL , ApL
AS,ers AP,ers

mit Ap, = hpbp. (59)

HH eff = HH,T
14 I

Aus einer Abschétzung mit 4ugTvp < 1, Ap) >> Agers und Ap| >> Apers erhilt man
HH eff = UWH,T-

Der effektive Haftreibungskoeffizient pip ef ist in der Regel geringer als der Haftreibungsko-
effizient up v der Fiigeteilpaarung. Eine Ausnahme stellen spezielle Faserverbundlaminate
mit vz, < 0, wie z.B. bestimmte ausgeglichene Winkelverbunde, dar. Ein hoher effekti-
ver Haftreibungskoeffizient liegt bei Fiigeteilmaterialien mit einem geringen Verhéltnis
von v, /E, und einem hohen Elastizitdtsmodul E, vor. Seitens der konstruktiven Gestal-
tung von doppelschnittigen Schraubenverbindungen wirken sich hohe Nachgiebigkeiten dg /p
positiv auf den effektiven Haftreibungskoeffizienten aus.
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5.3.2 Vergleich mit Finite-Elemente-Berechnungen

Die effektiven Haftreibungskoeffizienten pgyer werden nach Gleichung (5.8) fiir die in
Abschnitt 5.2.3 betrachteten doppelschnittigen Schraubenverbindungen ermittelt und mit
den FE-Ergebnissen in Tabelle 5.5 verglichen. Die Laminatkennwerte werden mit der
3D-Laminattheorie [83] unter Verwendung der UD-Kennwerte aus Tabelle 5.2 bestimmt,
Tabelle 5.6. Fiir die betrachtete doppelschnittige Schraubenverbindung betrégt die Schrau-
bennachgiebigkeit 2,082 - 10~ mm/N. Die Nachgiebigkeit der verspannten Teile wird unter
Vernachlissigung der Orthotropie nach VDI 2230 [19] bestimmt (vgl. Abschnitt 4.3.4).

Tabelle 5.6: Laminatkennwerte zur Berechnung des effektiven Haftreibungskoeffizien-
ten p e der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen

Werkstoff E, E, Vi Viz/Ey
GPa GPa 1/MPa

CF-EP-QI 48,646 10,079 0,301 6,188 1075
CF-EP-BA 68,484 10,079 0,424 6,191-107%
CF-EP-UD 128,075 8,339 0,284 22171076

Die analytisch ermittelten effektiven Haftreibungskoeffizienten up s zeigen eine gute
Ubereinstimmung mit den numerisch berechneten, Tabelle 5.7. Insbesondere fiir die Ver-
bindungen mit isotropen Fiigeteilen (Al/Al, St/St) ergibt sich eine hohe Ubereinstimmung.
Die analytisch berechneten Werte sind in der Regel grofier als die numerisch ermittelten,
da in der analytischen Betrachtung keine Nachgiebigkeitsdnderungen des verspannten
Systems durch Gleiten beriicksichtigt werden und eine konstante Dickendnderung der
Fiigeteile iiber die Flache angenommen wird.

Tabelle 5.7: Analytisch und numerisch ermittelte effektive Haftreibungskoeffizienten p eft
der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen

Fiigeteilpaarung MH,T JH eff Abweichung
FEM Analytik Analytik-FEM
Al/Al 0,200 0,194 0,194 0,0%
St/St 0,200 0,197 0,198 0,5%
Al/CF-EP-QI 0,227 0,215 0,222 3,3%
St/CF-EP-QI 0,260 0,249 0,255 2,4 %
CF-EP-QI/CF-EP-QI 0,268 0,257 0,263 2,3%
CF-EP-BA/CF-EP-BA 0,268 0,256 0,263 2,7%
CF-EP-UD/CF-EP-UD 0,268 0,258 0,267 3,3 %
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Aufgrund der Vernachliassigung der Orthotropie der CFK-Fiigeteile in der Berechnung
der Plattennachgiebigkeit dp kann bei Fiigeteilwerkstoffen mit einem hohen Grad der
Anisotropie die Vorspannkraftdnderung infolge der Querkontraktion nicht exakt wiederge-
geben werden. Dies wird deutlich beim Vergleich der analytischen mit der numerischen
Berechnung fir die Fugeteilpaarungen CF-EP-UD/CF-EP-UD und CF-EP-QI/CF-EP-QI,
Abbildung 5.14. Wihrend das analytische Modell bei der CF-EP-QI/CF-EP-QI-Paarung
die Vorspannkraft Fy; im Bereich des vollstdndigen Haftens sehr genau wiedergibt, werden
bei der CF-EP-UD/CF-EP-UD-Paarung gréfilere Vorspannkrifte als in der FE-Berechnung
vorhergesagt. Daraus ergibt sich in der analytischen Berechnung eine groflere Vorspannkraft
bei Eintritt des Gleitens und somit ein groBerer effektiver Haftreibungskoeffizient pg oq als
nach der FEM.

1,01 1,01
1 N 1 |
S 0,99 4 S 0,99 4
< s,
~ ~
£ 0,98 1 £ 098 i
0,97 | —e— FEM 8 0,97 H—e—FEM 7
- m- Analytik - m- Analytik
T | T |
0 2 4 6 0 2 4 6
F, in kN F, in kN
(a) CF-EP-QI/CF-EP-QI (b) CF-EP-UD/CF-EP-UD

Abbildung 5.14: Reibschliissige Lastiibertragung der doppelschnittigen M8 Schraubenver-
bindungen in Abhéngigkeit der Fligeteilpaarung

5.4 Experimentelle Untersuchungen

Im Rahmen von statischen und zug-schwellenden Versuchen (R=0,1) werden bei einer
Montagevorspannkraft von 10 kN der effektive Haftreibungskoeffizient und das Verhalten
der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen unter der zug-schwellender Belastung
ermittelt. Die betrachteten Einflussfaktoren sind:

e Orthotropie der Fiigeteile:
— orthotrop: CF-EP-Laminat (CF-EP-BA) mit [0/90]s,
— transversal isotrop: CF-EP-Laminat (CF-EP-UD) mit [0]4s,
— quasi-isotrop: CF-EP-Laminat (CF-EP-QI) mit [0/90/+45/-45],
— isotrop: Stahl (St), Aluminium (Al),
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o Reibungsbedingung (Oberflichenzustand /Kontaktmedium):
— unbehandelt/gereinigt (unb./ger.),
— unbehandelt/Wasser (unb./H20),
— unbehandelt /Ballistol Ol (unb./Ol),
— unbehandelt/Montagepaste mit Micropearls (unb./Paste),
— rau (400er Nassschleifpapier)/gereinigt (rau/ger.),
e Temperatur 7: RT, 45°C, 70°C und 95 °C und

o Maximalkraft F, ,yx max der zug-schwellenden Belastung definiert durch den Lastfak-
tor B (Verhéltnis der Maximalkraft F; ,yi max zur maximalen statisch iibertragbaren
Kraft Fy max): 70 %, 80 % und 90 %.

Fiir die Reinigung der Reibflichen wird handelsiiblicher Spiritus verwendet. Die Mon-
tagepaste vom Hersteller Dynamic (Typ F-023) wird im Fahrradsegment zur Erho-
hung des Haftreibungskoeffizienten und zur Verringerung der Vorspannkraft von CFK-
Klemmverbindungen eingesetzt.

Eine Ubersicht der getesteten Verbindungen ist in Tabelle 5.8 angegeben. Die statischen
Zugversuche werden ausschliefilich bei Raumtemperatur durchgefiihrt. Aufgrund einer
begrenzten Probenanzahl konnte zum Teil nur ein Versuch pro Verbindung durchgefiihrt
werden.

Die Darstellung der Ergebnisse der nachfolgenden Abschnitte ist unterteilt in statische
und zug-schwellende Belastung, in denen auf die genannten Einflussfaktoren eingegangen
wird. Der Versuchsaufbau und die Fiigeteile sind fiir beide Belastungsarten identisch.

Tabelle 5.8: Ubersicht der durchgefiihrten Versuche mit doppelschnittigen M8 Schrauben-
verbindungen (unb.=unbehandelt, ger. = gereinigt)

Fiigeteilpaarung Reibungsbed. T statisch  zug-schwellend
CF-EP-QI/CF-EP-QI unb. /ger. RT 5x 2x (B =90%)
CF-EP-BA/CF-EP-BA unb. /ger. RT 59X 1x (8 =90%)
CF-EP-UD/CF-EP-UD unb. /ger. RT 4x Ix (8 =80%)

1x (8 = T0%)
CF-EP-QI/CF-EP-QI unb./ger.  45°C - 1x (8 = 90 %)
CF-EP-QI/CF-EP-QI unb. /ger. 70°C - Ix (B =90%)
CF-EP-BA/CF-EP-BA  unb./ger.  70°C - 2% (3 = 90%)
CF-EP-QI/CF-EP-QI unb. /ger. 95°C - Ix (8 =90%)
CF-EP-BA/CF-EP-BA  unb./Ol  RT  1x  1x (8 =90%)
CF-EP-BA/CF-EP-BA unb./H20 RT 1x Ix (8 =90%)
CF-EP-QI/CF-EP-QI unb./Paste RT 1x 1x (B =90%)
CF-EP-UD/CF-EP-UD rau/ger. RT 1x 1x (B =90%)
Al/CF-EP-QI unb. /ger. RT 2x 2x (B =90%)
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Fiigeteilpaarung Reibungsbed. T statisch  zug-schwellend

Al/CF-EP-UD unb. /ger. RT 2x 1x (8 =90%)

St/CF-EP-QI unb. /ger. RT 1x 1x (8 =90%)

St/CF-EP-UD unb. /ger. RT 2x 2x (5 =90 %)
¥ =25 ¥ =20

5.4.1 Betrachtete Schraubenverbindung und Probekorper

Die getestete doppelschnittige M8 Schraubenverbindung ist in Abbildung 5.15 dargestellt.
Die eingesetzte Messtechnik (DMS-Schraube, Kraftmessring und Thermoelemente) und die
Fiigeteilwerkstoffe (CF-EP-QI-4.0, CF-EP-BA-4.0, CF-EP-UD-4.0 und St) sind identisch
zu denen der Vorspannkraftmessungen (vgl. Abschnitt 4.1.1). Bei den CF-EP/Metall-
Verbindungen befinden sich die metallischen Fiigeteile stets auflen.

DMS . .

Kraftmessring mit
Fiigeteil Lastverteilscheiben

Nb | N\ ]

r A% ‘ [
N\ S /. |
\
|: ‘ Unterlegscheibe
MS8 Schraube ;L |

Abbildung 5.15: Gepriifte doppelschnittige M8 Schraubenverbindungen

210 <
e L S - Werkstoff  h
20 y mm
CF-EP 4,0
e 1% St 3,0
} Al 3,0
Af 145...250 A

Abbildung 5.16: Probekérper zur Untersuchung der reibschliissigen Lastiibertragung in
doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen
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Die Fiigeteilgeometrie ist Abbildung 5.16 zu entnehmen. Die Ausgangslidnge der Fiigeteile
betragt in Abhangigkeit des zur Verfiigung stehenden Materials 220 mm bzw. 250 mm. Die
Bohrung fiir die M8 Schraube wird als grobe Durchgangsbohrung ausgefithrt (210 mm), um
sicherzustellen, dass die Zugkraft bis zum vollstdndigen Gleiten der Fiigeteile ausschlielich
durch Reibung tibertragen wird. Da die Proben wiederverwendet werden, wird nach jedem
Versuch das Ende der Proben mit der Bohrung abgesigt (35 mm) und anschlieBend eine
neue Bohrung mit identischem Randabstand angebracht. Dadurch kénnen die Fiigeteile
bis zu einer minimalen Lange von 145 mm zwei- bis dreimal wiederverwendet werden.

5.4.2 Statische Belastung

Die doppelschnittigen Schraubenverbindungen werden statisch bis zum Gleiten der Fiigetei-
le belastet. Aus den gemessenen Zugkraft-Verschiebungskurven F,(u) und Vorspannkraft-
Verschiebungskurven Fy(u) werden die effektiven Haftreibungskoeffizienten pip o ermittelt
und der Einfluss des Lagenaufbaus der Fligeteile, der Fligeteilpaarung und der Reibungs-
bedingungen untersucht.

Fiir die Durchfithrung der statischen Versuche wird eine Zugpriifmaschine (Zwick Z150)
verwendet, Abbildung 5.17. Die Priifgeschwindigkeit betrdgt 0,3 mm/min. Die Messung
der Zugkraft F, und der Verschiebung u erfolgt mit den Standardaufnehmern der Zug-
priifmaschine.

Abbildung 5.17: Zugpriifmaschine zur Untersuchung der reibschliissigen Lastiibertragung
doppelschnittiger M8 Schraubenverbindungen unter statischer Belastung
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Charakteristische Kraft-Verschiebungskurven und deren Auswertung

Aus den Zugversuchen ergeben sich im Wesentlichen drei charakteristische Zugkraft-
Verschiebungsverlaufe F,(u), Abbildung 5.18 links. Die zugehorigen Vorspannkraftver-
laufe Fy(u) konnen dem rechten Diagramm in Abbildung 5.18 entnommen werden. Die
Vorspannkraft-Verschiebungsverldufe F(u) sind gekennzeichnet durch:

o Typ a: stetiger Ubergang vom Haften zum Gleiten und konstante Zugkraft F,
wéhrend des Gleitens,

e Typ b: sprunghafte Abnahme der Zugkraft £}, mit dem Beginn oder wéihrend des
Gleitens und anschliefendem Kraftanstieg (Stick-Slip-Effekt) und

« Typ c: stetiger Ubergang vom Haften zum Gleiten und stetiger Anstieg der Zug-
kraft F, wahrend des Gleitens.

Der Zugkraft-Verschiebungsverlauf F,(u) ist u.a. von der Fiigeteilpaarung und den Rei-
bungsbedingungen abhéngig. Demnach zeigen die Zugversuche der doppelschnittigen
Schraubenverbindungen mit einer CF-EP /CF-EP-Paarung vorwiegend eine konstante
Gleitreibungskraft (Typ a) und vereinzelte Verldufe mit sprunghafter Abnahme der Glei-
treibungskraft (Typ b). Versuche mit CFK/Metall-Paarungen liefern ausschliefilich Verlaufe
vom Typ c.

10,5

10 Typ b N
Z
g <
:3 i 9,5 . Typ a
& g yp ¢

9l |
0 ! ! ! ! | \ ! !
0 0,1 0,2 0,3 0,4 0 0,1 0,2 0,3 0,4

% in mm w in mm

Abbildung 5.18: Charakteristische Kraft-Verschiebungskurven der doppelschnittigen
Schraubenverbindungen mit CF-EP-Fiigeteilen ermittelt aus statischen
Zugversuchen

Die Vorspannkraft-Verschiebungskurven vom Typ a und ¢ (vgl. Abbildung 5.18 rechts)
zeigen einen vergleichbaren stetigen Verlauf. Dieser ist zu Beginn linear abnehmend,
anschlieflend progressiv und im weiteren Verlauf degressiv. Im Gegensatz dazu zeigt die
Kurve b einen sehr schwach ausgepragten progressiven Bereich und eine Unstetigkeit bei
der sprunghaften Abnahme der Zugkraft F).
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Die maximal iibertragbare Kraft Fj ax wird fiir die unterschiedlichen Zugkraft-Verschie-
bungsverlaufe Fy(u) wie folgt festgelegt:

o Typ a und b: Bei diesen Zugkraftverlaufen wird das erste (lokale) Maximum der

Zugkraft als maximal libertragbare Kraft festgelegt und mit der Lage des charak-
teristischen Knickpunktes (Beginn des vollstindigen Gleitens in der FE-Analyse,
vgl. Abschnitt 5.2) der Vorspannkraft-Verschiebungskurven Fy (u) auf Plausibilitét
gepriift, Abbildung 5.19 links.

Typ c: Da bei diesen Kurven weder ein Maximum der Zugkraft noch ein eindeutiger
,Knickpunkt“ in den Vorspannkraft-Verschiebungskurven Fy(u) vorliegen, wird eine
maximal zuldssige Differenzverschiebung Aug definiert, Abbildung 5.19 rechts. Dazu
wird eine Gerade mit der Steigung der Zugkraft-Verschiebungskurve F,(u) im linearen
Bereich an F,(u) angelegt und diese um den Wert Aug horizontal verschoben. Der
Schnittpunkt dieser Geraden mit F,(u) stellt die maximal tibertragbare Kraft dar.
Die maximal zuléssige Differenzverschiebung wird bei den Al/CF-EP-Paarungen auf
0,02mm und bei den St/CF-EP-Paarungen auf 0,01 mm festgelegt.

Die Berechnung des effektiven Haftreibungskoeffizienten erfolgt nach Gleichung (5.2).
Dabei stellt Fyq die Vorspannkraft unmittelbar vor dem Aufbringen der Zugkraft (F, =0)

dar.

F, in kN

10,2 6 10,2

410 -10
498 198 =~
x ~
-196 2 196 2
> >
194 & 194 X

192 19,2

0 0,1 0,2 0,3 0 0,1 0,2 0,3
u in mm u in mm

Abbildung 5.19: Bestimmung der maximal tibertragbaren Kraft F, ,.x anhand eines lo-

kalen Maximums (links) und einer maximal zuldssigen Differenzverschie-
bung Aug (rechts) aus statischen Zugversuchen mit doppelschnittigen
M8 Schraubenverbindungen

Einfluss des Lagenaufbaus der CFK-Fiigeteile

In Abbildung 5.20 sind die Mittelwerte des effektiven Haftreibungskoeffizienten u o
der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen mit den CF-EP/CF-EP-Paarungen
dargestellt. Zwischen den Lagenaufbauten ergeben sich geringere Unterschiede, die unter
Beriicksichtigung der Messwertstreuung und des in der FE-Analyse gezeigten geringen
Einflusses des Lagenaufbaus auf den effektiven Haftreibungskoeffizienten im weiteren
Verlauf vernachléssigt werden.
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0,5
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Abbildung 5.20: Einfluss des Lagenaufbaus (QI = CF-EP-QI: [0/90/445/-45]s, BA = CF-
EP-BA: [0/90]2s, UD = CF-EP-UD: [0]4) auf den effektiven Haftreibungs-
koeffizienten py o ermittelt aus statischen Zugversuchen an doppelschnit-
tigen M8 Schraubenverbindungen, Reibungsbedingung: unbehandelt und
gereinigt, Mittelwerte aus n-Versuchen mit min./max. Abweichung

Im Folgenden werden die Berechnungen den Versuchsergebnissen gegeniibergestellt. Dazu
wird das FE-Modell aus Abschnitt 5.2 aufgrund des unsymmetrischen Priifaufbaus (Kraft-
messring einseitig) zu einem Halbmodell erweitert. Die Vorspannkraft wird fiir diesen
Fall mit speziellen Vorspannkraftelementen (PRETS179) erzeugt. Da die Nachgiebigkeit
des Kraftmessringes unbekannt ist, wird in den Berechnungsmodellen der Kraftmessring
durch einen Ersatzzylinder mit dem Innen- und Auflendurchmesser der Lastverteilscheiben
und einem Elastizitdtsmodul von 210 GPa ersetzt. Die Berechnungen werden mit dem
experimentell ermittelten Haftreibungskoeffizienten pp 1 durchgefiihrt.

1,01

1 -

0,99 - | Fv/Fyvo  Fpmax Abweichung

f 0,08 |- 1 bei Fymax kN Flp max
~Z Theorie-Versuch
£'0977 |
Versuch 0,975 5,389
0,96 H —— Versuch 1 FEM 0,980 5,330 1%
0,95 || = FEM | Analytik 0,987 5,466 1,4%
—e— Analytik
0 2 4 6
F, in kN

Abbildung 5.21: Lastiibertragung der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung mit
einer CF-EP-QI/CF-EP-QI-Fiigeteilpaarung
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Zum Vergleich zwischen Simulation und Versuch wird fiir die CF-EP-QI/CF-EP-QI-
Paarung die Vorspannkraft Fy iiber der Zugkraft F, aufgetragen, Abbildung 5.21. Es zeigt
sich, dass unter der Zugbelastung die analytisch und numerisch ermittelte Vorspannkraft
geringfiigig grofler ist als im Versuch. Als mogliche Ursachen sind die unbekannte Nach-
giebigkeit des Kraftmessrings und das Auftreten von Setzeffekten im Versuch zu nennen.
Die maximal iibertragbharen Krifte zeigen eine gute Uberstimmung zwischen Versuch und
Simulation.

Einfluss der Fiigeteilpaarung

Der Einfluss der Fiigeteilpaarung auf die Lastiibertragung wird anhand der Paarun-
gen CF-EP/CF-EP, Al/CF-EP und St/CF-EP untersucht. Dazu werden die effektiven
Haftreibungskoeffizienten aller CF-EP /CF-EP-Paarungen unabhéngig vom Lagenaufbau
zusammengefasst.

Wie aus Abbildung 5.22 hervorgeht, tritt bei den hybriden Verbindungen ein geringerer
effektiver Haftreibungskoeffizient g efr als bei der reinen CF-EP-Verbindung auf. Dabei
ist der effektive Haftreibungskoeffizient bei der St/CF-EP-Paarung geringer als bei der
Al/CF-EP-Paarung.

0.4 ‘
0,280

0,3 + } B
o 0,210
é’" 072 | 0,177
=

0.1 ]

0 T T T

CF—EP/CF—EP AI/CF-EP St/CF—EP
n=14 n=4 n=23

Abbildung 5.22: Effektiver Haftreibungskoeflizient jip o der doppelschnittigen M8 Schrau-
benverbindungen in Abhéngigkeit der Fiigeteilpaarung, Reibfliche: un-
behandelt und gereinigt, Mittelwerte aus n-Versuchen mit min./max.
Abweichung

Der Zugversuch der doppelschnittigen Schraubenverbindung mit der Al/CF-EP-Paarung
wird, wie im Abschnitt 5.3 beschrieben, analytisch und numerisch nachgerechnet, Ab-
bildung 5.23. Die FE-Simulation gibt den experimentellen Zugkraft-Vorspannkraftver-
lauf F,(Fy) gut wieder. Die analytische Losung zeigt nur bei geringen Zugkréften F),
eine gute Ubereinstimmung mit dem Versuch bzw. der FEM. Als Ursache fiir die groere
Vorspannkraftdnderung in der FE-Simulation gegeniiber der Analytik ist das lokale Gleiten
in der Reibfliche anzufithren, welches bei der Al/CF-EP-Paarung frither einsetzt als bei

111



5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

der CF-EP/CF-EP-Paarung nach Abbildung 5.21. Dies hat jedoch keine nennenswerte
Auswirkung auf die berechnete maximal iibertragbare Kraft Fj, max (vgl. Abbildung 5.23).

1,01
1 _
0,99 ] Fy/Fyvo  Fpmax Abweichung
Lg 0,98 - bei Fw,max kN Fx,max
< Theorie-Versuch
L1>< 0,97 -
Versuch 0,963 3,826
0,96 H — Versuch 1 FEM 0,962 3,743 —2.2%
0,95 || = FEM | Analyt. 0,986 3,927 2,6 %
—e— Analytik
I |
0 2 4
F, in kN

Abbildung 5.23: Lastiibertragung einer doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung mit
einer Al/CF-EP-Fiigeteilpaarung

Einfluss der Reibungsbedingung

Die Zugkraft-Verschiebungskurve Fj(u) der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung
ist fiir ausgewéahlte Reibungsbedingungen in Abbildung 5.24 dargestellt. Es ist erkennbar,
dass bei Verwendung der Montagepaste und durch das Aufrauen der CFK-Oberfliche im
Gegensatz zu einer 6ligen Oberfliche deutlich hohere Lasten iibertragen werden kénnen.

8 8 8
2 O I I i
= 4 ~
g 4F . g 4r B g 4+ B
8 ) 8
= oL | M oL | = 5L |
0 /\‘\ ! 0 ! ! ! 0 ! ! !
0 01 02 03 04 0 01 02 03 04 0 01 02 03 04
% in mm % in mm ¥ in mm
(a) unbehandelt /Ol (b) unbehandelt/Paste (c) rau/gereinigt

Abbildung 5.24: Einfluss der Reibungsbedingung auf die Lastiibertragung der doppelschnit-
tigen M8 Schraubenverbindungen mit einer CF-EP /CF-EP-Paarung

In Abbildung 5.25 ist der Einfluss der Reibungsbedingung auf den effektiven Haftrei-
bungskoeffizienten pp o der CF-EP/CF-EP-Paarungen dargestellt. Die Ergebnisse zeigen
eine gute Ubereinstimmung zu einer vorangegangenen Versuchsreihe [89]. Zum Vergleich
ist der Wert bei einer unbehandelten und gereinigten Oberfliche aus Abbildung 5.22
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angegeben. Es zeigt sich ein deutlicher Einfluss der Reibungsbedingung auf den effektiven
Haftreibungskoeffizienten. Die Kontaktmedien Ol und Wasser fiihren gegeniiber einer
unbehandelten und gereinigten Oberfliche erwartungsgeméf zu einer starken Abnahme
des effektiven Haftreibungskoeffizienten um 68 % bzw. 37 %. Die Montagepaste erzeugt
aufgrund der enthaltenen Partikel einen Mikroformschluss zwischen den Fiigeteilen und
bewirkt somit eine Erhohung des effektiven Haftreibungskoeffizienten um 36 %. Ebenfalls
erzeugt das Aufrauen der Reibflichen eine Erhohung um 38 %.

04 L 0,382 0,387 |
’ 0,280 ™ ]
0,3 |
g
Z 02l 0,176 |
01l 0,090 |
LD

I I I I I
unb./Ol unb./H,0 unb./ger. unb./Paste rau/ger.
n=1 n=1 n=14 n=1 n=1
Abbildung 5.25: Einfluss der Reibungsbedingung auf den effektiven Haftreibungskoeffizi-
enten uy o der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen mit einer
CF-EP/CF-EP-Paarung, unb. = unbehandelt, ger. = gereinigt, Mittelwer-
te aus n-Versuchen mit min./max. Abweichung

5.4.3 Zug-schwellende Belastung

Im Rahmen von zug-schwellenden Versuchen wird das Verhalten der doppelschnittigen
MS8 Schraubenverbindungen unter zug-schwellender Belastung analysiert und die auftre-
tenden Vorspannkraftédnderungen ermittelt. Anhand von statischen Zugversuchen nach
der zug-schwellenden Belastung wird die Anderung des effektiven Haftreibungskoeffizien-
ten untersucht. Dabei wird der Einfluss der Fiigeteilpaarung, der Temperatur und der
Reibungsbedingung auf die Ergebnisse analysiert.

Versuchsdurchfiihrung

Der Priifablauf besteht aus drei Abschnitten, die in Abbildung 5.26 anhand der Zugkraft F
und der Vorspannkraft Fy iiber der Zeit ¢ skizziert sind:

1. Statischer Zugversuch zur Ermittlung von iy ef 1:
Zur exakten Festlegung der zug-schwellenden Belastung wird vor jedem zug-schwel-
lenden Versuch ein (erster) statischer Zugversuch unter Verwendung einer Zugpriif-
maschine durchgefiihrt. Die daraus ermittelten effektiven Haftreibungskoeffizien-
ten pper,1 wurden bereits in Abschnitt 5.4.2 aufgefiihrt.
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2. Zug-schwellende Belastungsphase

3. Finaler statischer Zugversuch zur Ermittlung von ui ef 2

1. Zugversuch Zug-schwellende Belastung 2. Zugversuch
= Temperaturlast
v Vwis -
- '. ......
Kl —
> N4
~ § LE
ad
g: J—
F, o F,
- T~
Ermittlung g eg 1

Ermittlung i eqr 2

Abbildung 5.26: Durchfiihrung der zug-schwellenden Versuche zur Untersuchung der reib-
schliissigen Lastiibertragung

Nach dem ersten statischen Zugversuch wird die doppelschnittige Schraubenverbindung
demontiert und nach erneuter Reinigung der Reibflichen und dem Auftragen des Kontakt-
mediums (falls vorhanden) in der servohydraulischen Priifanlage montiert, Abbildung 5.27.
Alle zug-schwellenden Versuche werden in einer Temperaturkammer durchgefithrt. Die

Kraftmessdose
Priifzylinder

Schraube

Thermoelement
Temperaturkammer

Abbildung 5.27: Priifanlage mit Temperaturkammer zur Untersuchung der reibschliissigen
Lastiibertragung unter zug-schwellender Belastung
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Kraft- und Wegmessung erfolgt mit den Standardaufnehmern der Priifanlage. Die Tem-
peraturen werden mit Thermoelementen gemessen. Die zug-schwellende Belastung wird
sinusformig mit einer Priiffrequenz von 5 Hz (bei erhohter Temperatur nach dem Aufheizen,
Aufheizrate: 50 °C/h) aufgebracht.

Die Maximalkraft Fj ,k max der zug-schwellenden Belastung wird aus der Vorspann-
kraft Fy .0 vor dem Aufbringen der zug-schwellenden Belastung, dem Lastfaktor 3 und
dem effektiven Haftreibungskoeffizienten ug ef,1 aus dem zuvor durchgefiihrten statischen
Zugversuch bestimmt:

Fz,zyk,max = 2ﬁ,UIH,eff,1FV,zyk,0' (510)

Die minimale Kraft F ,yk min der zug-schwellenden Belastung berechnet sich mit dem
Lastverhéltnis R zu:

Fx,zyk,min = RFx,Zyk,max- (511)

Es wird eine maximale Lastwechselanzahl von 1,7 - 10 festgelegt, welche bei einigen
Versuchen auf 2 - 10 Lastwechsel erhht wird. Die Versuchsdauer betriigt somit 94,4 h (ca.
3,9d) bzw. 111,1h (ca. 4,6d).

Der zug-schwellende Versuch bei 95 °C wird ohne die DMS-Schraube und den Kraftmessring
aufgrund deren maximaler Einsatztemperatur von 70 °C bzw. 80 °C durchgefiihrt. Diese
werden durch eine herkémmliche M8 Schraube und ein dicke Scheibe (vgl. Abschnitt 4.1.1)
ersetzt. Die Montagevorspannkraft wird in diesem Fall anhand einer zuvor ermittelten
Vorspannkraft-Drehmoment-Kennlinie aufgebracht.

Bei Erreichen der maximalen Lastwechselanzahl wird ein abschliefender statischer Zugver-
such bei Raumtemperatur zur Ermittlung des effektiven Haftreibungskoeffizienten fip ef 2
durchgefithrt. Dazu werden die doppelschnittigen Schraubenverbindungen nach dem Ab-
kiihlen ohne die Schraube zu l6sen aus der servohydraulischen Priifanlage ausgebaut und
in der Zugpriifmaschine gepriift.

Ergebnisse der zug-schwellenden Belastungsphase

Alle zug-schwellenden Versuche erreichen unabhéngig von der Fiigeteilpaarung, Temperatur
und Reibungsbedingung die festgelegte maximale Lastwechselanzahl von 1,7 - 106 bzw.
2 - 10°. Ein Versagen der doppelschnittigen Schraubenverbindungen (Rutschen, selbsttétiges
Losdrehen) ist nicht aufgetreten.

Die Eigenerwérmung der doppelschnittigen Schraubenverbindung infolge der zug-schwel-
lenden Belastung ist vernachlissigbar gering (< 1°C). Dies zeigen Temperaturmessungen
an den Flgeteilen und Aufnahmen mit einer Wéarmebildkamera, Abbildung 5.28.
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Abbildung 5.28: Temperaturmessung mit einer Warmebildkamera (links) und Thermoele-
menten (TE, rechts) wihrend der zug-schwellenden Belastung (f =5Hz)
einer doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung mit CF-EP-Filigeteilen

Die zug-schwellende Belastung der doppelschnittigen Schraubenverbindung erzeugt auf-
grund von Querkontraktionseffekten der Fiigeteile eine sich ebenfalls zyklisch &ndernde
Vorspannkraft, Abbildung 5.29a. Neben der zyklischen Anderung der Vorspannkraft tritt
eine Abnahme der mittleren Vorspannkraft auf, Abbildung 5.29b. Dies ist im Wesentlichen
auf Setzvorginge zuriickzufiihren und beschrinkt sich auf die ersten 5 - 10° Lastwechsel
(ca. 24 h). Mit weiteren Lastwechseln bleibt die mittlere Vorspannkraft nahezu konstant.
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Abbildung 5.29: Vorspannkraft Fy der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung wéh-
rend der zug-schwellenden Belastung F),

In Abbildung 5.30 ist die Vorspannkraft Fy ,y 1 nach den zug-schwellenden Priifungen
bei Raumtemperatur mit dem Lastfaktor 8 =90% und unbehandelter und gereinigter
Reibfliche als Anteil der Vorspannkraft Fy 10 vor dem Aufbringen der zug-schwellenden
Belastung (und dem Aufheizen) dargestellt. Zum Vergleich ist die Vorspannkraft einer
unbelasteten Verbindung (F, =0) nach derselben Zeit angegeben (schraffierter Balken).
Es zeigt sich, dass die Vorspannkraft Fy ,yi 1 nach der zug-schwellenden Belastung bei den
CF-EP/CF-EP-Paarungen geringer ist als bei den CF-EP/Metall-Paarungen. Dies ist im

116



5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

Wesentlichen auf unterschiedlich stark ausgeprigte Setzvorgédnge in den Reibflachen der
Fiigeteile zuriickzufiithren. In der CF-EP /CF-EP-Reibfliche werden die Rauigkeitsspitzen
beider Fiigeteile gleichermafien eingedriickt, wiahrend in der CF-EP/Metall-Reibflache
im Wesentlichen nur die Rauigkeitsspitzen der weicheren CF-EP Oberfliche eingeebnet
werden. Der Vergleich der Vorspannkréfte nach der zug-schwellenden Belastung mit der

ohne eine duflere Zugbelastung zeigt, dass die Vorspannkraft durch die zug-schwellende
Belastung nur unwesentlich stiarker reduziert wird.
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Abbildung 5.30: Vorspannkraft der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen nach
zug-schwellenden Belastung (1,7 - 10 Lastwechsel iiber 94h, 8 =90%) in
Abhéngigkeit der Fiigeteilpaarung, RT, Reibungsbedingung: unbehandelt
und gereinigt, Mittelwerte aus n-Versuchen mit min./max. Abweichung
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Abbildung 5.31: Vorspannkraft der doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung mit CF-
EP-Fiigeteilen nach der zug-schwellenden Belastung (1,7 - 10 Lastwech-
sel iiber 94h), unb. = unbehandelt, ger. = gereinigt, Mittelwerte aus n-
Versuchen mit min./max. Abweichung
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Der Einfluss der Maximalkraft der zug-schwellenden Belastung (Lastfaktor ), der Prif-
temperatur und der Reibungsbedingung auf die Vorspannkraft der CF-EP /CF-EP-Verbin-
dungen nach der zug-schwellenden Belastung ist Abbildung 5.31 zu entnehmen. Die Héhe
der Maximalkraft der zug-schwellenden Belastung zeigt keine nennenswerte Auswirkung
auf die Vorspannkraft nach der zug-schwellenden Belastung (vgl. Abbildung 5.31a). Wer-
den die zug-schwellenden Versuche unter erhéhter Temperatur durchgefithrt, nimmt die
Vorspannkraft deutlich ab (vgl. Abbildung 5.31b). Hier ist insbesondere das temperaturab-
héangige Kriechverhalten der EP-Matrix als Ursache anzufiihren. Bei einer unbehandelten
und gereinigten Reibfliche fithrt der Einsatz von Ol und der Montagepaste im Vergleich
zu einer gereinigten Reibfliche zu einem grofleren und der Einsatz von Wasser zu ei-
nem geringeren Vorspannkraftverlust (vgl. Abbildung 5.31c). Es wird vermutet, dass ein
Grofiteil des Wassers bereits withrend der Montage herausgedriickt wird. Das Ol bzw. die
Montagepaste flielen im Gegensatz dazu erst bei der zug-schwellenden Belastung aus
der Trennfuge heraus, wodurch ein groflerer Vorspannkraftverlust entsteht. Bei der rauen
Reibflache stellt sich nach der zug-schwellenden Belastung eine d&hnliche Vorspannkraft
wie bei der unbehandelten ein. Zu beachten ist hierbei der erhéhte Setzkraftverlust nach
der Montage.

Effektive Haftreibungskoeffizienten der finalen statischen Zugversuche

In den Abbildungen 5.32 und 5.33 ist der effektive Haftreibungskoeffizient p s 2 nach der
zug-schwellenden Belastung zusammen mit dem effektiven Haftreibungskoeffizienten pip ef,1
vor der zug-schwellenden Belastung dargestellt. Es ist zu erkennen, dass fiir alle Versuche der
effektive Haftreibungskoeffizient pi efr2 nach der zug-schwellenden Belastung grofier oder
gleich dem effektiven Haftreibungskoeffizienten pp cf1 vor der zug-schwellenden Belastung
ist. Die Erhohung des effektiven Haftreibungskoeffizienten resultiert im Wesentlichen aus
einer Reibwerterhchung in der Fiigeteiltrennfuge, da sich infolge der zug-schwellenden
Belastung die Oberflichen der Fiigeteile zunehmend aneinander anpassen und sich damit
die wahre Kontaktfliche vergrofiert.

Die Reibwerterhohung infolge der zug-schwellenden Belastung wird durch die Fiigeteil-
paarung der doppelschnittigen Verbindung beeinflusst (vgl. Abbildung 5.32). Fiir die
metallischen Paarungen (Al/CF-EP, St/CF-EP) ist die relative Zunahme des effektiven
Haftreibungskoeffizienten mit 45 % und 56 % grofer als bei den CF-EP /CF-EP-Paarungen
mit 26 %, jedoch sind die Absolutwerte ppesr2 nach der zug-schwellenden Belastung
geringer.

Ein Einfluss der Maximalkraft der zug-schwellenden Belastung (Lastfaktor ) auf den
effektiven Haftreibungskoeffizienten ppcs2 kann nicht festgestellt werden (vgl. Abbil-
dung 5.33a). Mit steigender Priiftemperatur der zug-schwellenden Belastung ist unter
Beriicksichtigung der Streuung die relative Reibwerterhthung nahezu konstant (28,5 % bei
70°C, vgl. Abbildung 5.33b).

Ein differenziertes Bild hinsichtlich der relativen Reibwerténderung ergibt sich bei unter-
schiedlichen Reibungsbedingungen (vgl. Abbildung 5.33¢c). Bei unbehandelten Fiigeteil-
oberflichen tritt durch das Kontaktmedium Ol keine Reibwertinderung auf, wihrend die

118



5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

Kontaktmedien Wasser mit 22 % und Montagepaste mit 29 % eine ahnliche relative Reibwer-
tanderung hervorrufen wie bei einer gereinigten Oberfliche ohne Kontaktmedium (26 %).
Das Aufrauen der Reibfliche bewirkt keine Anderung des effektiven Haftreibungskoeffizi-
enten nach der zug-schwellenden Belastung.
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Abbildung 5.32: Effektiver Haftreibungskoeflizient pip og der doppelschnittigen M8 Schrau-
benverbindungen vor (1) und nach (2) der zug-schwellenden Belastung
(1,7- 105 Lastwechsel iiber 94h) in Abhingigkeit der Fiigeteilpaarung,
Reibungsbedingung: unbehandelt und gereinigt, T'=RT, =90 %, Mit-
telwerte aus n-Versuchen mit min./max. Abweichung
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Lastfaktor 3: 90 %,
Temperatur: RT

Abbildung 5.33: Effektiver Haftreibungskoeflizient jip og der doppelschnittigen M8 Schrau-
benverbindungen mit CF-EP/CF-EP-Paarungen vor (1) und nach (2)
der zug-schwellenden Belastung (1,7 - 10° Lastwechsel iiber 94h), unb. =
unbehandelt, ger. = gereinigt, T'=RT, Mittelwerte aus n-Versuchen mit
min./max. Abweichung
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

5.5 VerschleiBuntersuchungen

Bei reibschliissigen CFK-Schraubenverbindungen kénnen durch Relativbewegungen der
Fiigeteile in der Reibfliche Verschleierscheinungen an der weichen Kunststoffoberfliche
entstehen. Deren Auspragung héngt u.a. von der Vorspannkraft, der Druckverteilung, dem
Gleitweg und der Lastwechselspielzahl ab. Das Auftreten von Verschleiflerscheinungen
wird fiir die durchgefithrten statischen und zug-schwellenden Versuche aus Abschnitt 5.4
untersucht und deren Einfluss auf die reibschliissige Lastiibertragung anhand weiterer
statischer Zugversuche bestimmt.

Nach den statischen und zug-schwellenden Versuchen kénnen Verschleiflerscheinungen in
unterschiedlicher Auspriagung an den CF-EP-Fiigeteilen der doppelschnittigen Schrauben-
verbindungen beobachtet werden. Wahrend bei den reinen CF-EP-Paarungen auf makro-
skopischer Ebene keine Verschleiflerscheinungen auftreten, zeigen die CF-EP-Fiigeteile der
CF-EP/Metall-Paarungen leichte Verschleifierscheinungen an der Oberfléche. Dies ist in
Abbildung 5.34 fir das CF-EP-Fiigeteil (CF-EP-QI) einer St/CF-EP-Paarung gezeigt.
Nach dem ersten Zugversuch sind die Verschleiflerscheinungen nur schwach ausgepragt
und nehmen durch die anschliefende zug-schwellende und statische Belastung in Grofle
und Tiefe zu. Weiterhin entstehen starke Verschleierscheinungen durch den Einsatz der
Montagepaste, die im Wesentlichen auf die in der Montagepaste enthaltenen Micropearls
zuriickzufithren sind, Abbildung 5.35. Wie aus Schliffbildaufnahmen hervorgeht (vgl. Ab-
bildung 4.11 links in Kapitel 4), treten infolge einer reinen Vorspannkraftbelastung keine
erkennbaren Schadigungen, wie Faserbruch, Zwischenfaserbruch oder Delamination, im
Laminat auf.

a) Ausgangszustand b) nach stat. Versuch ¢) nach stat. +zykl. (2 - 10°
Lastwechsel) 4 stat. Versuch

Abbildung 5.34: Verschleilerscheinungen an der Oberfliche der Kunststoffmatrix eines
CF-EP-Fiigeteils einer doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung mit
einer St/CF-EP-Paarung, Fiy; = 10kN, Reibungsbedingung: unbehandelt
und gereinigt, T'=RT, Lagenaufbau: [0/90/+45/-45], stat. = statisch,
zykl. = zyklisch

Zur Untersuchung des Einflusses von Verschleiflerscheinungen auf den effektiven Haftrei-
bungskoeffizienten pip o werden an einer doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung mit
quasi-isotropen CF-EP-QI-Fiigeteilen mehrere Zugversuche bei unterschiedlichen Mon-
tagevorspannkréften Fy; durchgefiihrt (vgl. Versuchsaufbau in Abschnitt 5.4.1). Dabei

120



5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

a) Ausgangszustand b) nach stat. Versuch c) nach stat. +zykl. (1,7 - 10°
Lastwechsel) + stat. Versuch

Abbildung 5.35: Einfluss der Montagepaste auf den Verschleify eines CF-EP-Fiigeteils
einer doppelschnittigen M8 Schraubenverbindung mit einer CF-EP /CF-
EP-Paarung, F\y =10kN, T'=RT, Lagenaufbau: [0]4s, stat.=statisch,
zykl. = zyklisch

wird die Montagevorspannkraft in 2 kN-Schritten von 2kN auf 14 kN erhéht und bei jeder
Stufe drei Zugversuche durchgefithrt. Die Versuche werden bis zum Kontakt von Schraube
und Fiigeteil gefahren. Nach jedem Zugversuch erfolgt eine Demontage mit anschlieender
Neumontage der doppelschnittigen Schraubenverbindung.

Die Ergebnisse in Abbildung 5.36 zeigen, dass bei geringen Montagevorspannkriften
von 2kN bis 6kN der effektive Haftreibungskoeffizient nahezu konstant ist. Ab einer
Montagevorspannkraft von 8 kN nimmt der effektive Haftreibungskoeffizient im Mittel
geringfiigig zu und zeigt ab Fy = 12kN mit jedem weiteren Zugversuch eine Zunahme.
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Abbildung 5.36: Einfluss der Montagevorspannkraft Fy; und der Versuchsanzahl auf den
effektiven Haftreibungskoeffizienten der doppelschnittigen M8 Schrauben-
verbindung mit CF-EP/CF-EP-Paarung, Lagenaufbau: [0/90/+45/-45]s
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

Bei Betrachtung der Reibflichen sind deutliche Verschleierscheinungen erkennbar. Diese
nehmen mit der Versuchsanzahl und der Hohe der Montagevorspannkraft zu. In Abbil-
dung 5.37 ist dazu das mittlere CF-EP-Fiigeteil nach dem dritten Versuch mit Fy; =14 kN
und die zugehorige Schubspannungsverteilung nach der FEM bei Beginn des vollstadndigen
Gleitens als Indikator fiir die erwarteten Verschleiferscheinungen dargestellt. Der Vergleich
zeigt, dass in den Bereichen der maximalen Schubspannung die groten Verschleiflerschei-
nungen auftreten.

Verschleifl Schubspannungsverteilung FEM

Abbildung 5.37: Verschleiflerscheinungen an der Oberfliche eines CF-EP-Fiigeteils der dop-
pelschnittigen M8 Schraubenverbindung nach mehreren Zugversuchen mit
steigender Montagevorspannkraft (links) und zugehorige Schubspannungs-
verteilung wihrend des Gleitens (rechts), Lagenaufbau: [0/90/+45/-45]

Aus den Untersuchungen geht hervor, dass auftretende Verschleiflerscheinungen an der
Oberflache von CFK-Fiigeteilen keinen negativen Einfluss auf die reibschliissige Lastiiber-
tragung ausiiben, sondern zu einer Erhohung der maximal iibertragbaren Kraft fithren.

5.6 Zusammenfassung

Die Ergebnisse der analytischen, numerischen und experimentellen Untersuchungen der
reibschliissigen Lastiibertragung in doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen kénnen
zusammengefasst werden:

e Die Haftreibungsversuche zeigen einen Einfluss der Kunststoffmatrix auf den Haft-
reibungskoeffizienten uy. Fir eine CF-PA6/CF-PA6-Paarung ergibt sich ein hoherer
Wert von pyg =0,333 gegeniiber einer CF-EP/CF-EP-Paarungen mit puy =0,268.
Eine Temperaturabhéngigkeit des Haftreibungskoeffizienten im untersuchten Tempe-
raturbereich von 22 °C bis 80 °C ist nur fiir die CF-PA6-Paarungen erkennbar. Bei
diesen nimmt der Haftreibungskoeffizient pp mit der Temperatur ab.

e Aus einer dreidimensionalen FE-Analyse geht hervor, dass Fiigeteilverformungen
und Relativbewegungen zwischen den Fiigeteilen die Lastiibertragung beeinflussen.
Das Gleiten beginnt lokal und setzt sich iiber die gesamte Reibfldche fort. Mit stei-
gender Zugkraft nimmt die Vorspannkraft aufgrund von Querkontraktionseffekten
der Fiigeteile und Nachgiebigkeitsénderungen des verspannten Systems infolge von
Gleitbewegungen ab. Dies reduziert die iibertragbare Kraft um 1,5 % bis 5,3 %. Der
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5 Reibschliissige Lastiibertragung in doppelschnittigen Schraubenverbindungen

Vergleich der FE-Analysen mit statischen Versuchen zeigt eine gute Ubereinstim-
mung.

Der Querkontraktionseffekt der Fiigeteile und die damit verbundene Vorspann-
kraftdnderung wird analytisch ermittelt. Es zeigt sich im Allgemeinen eine gute
Ubereinstimmung mit der FEM, wobei die FEM geringere effektive Haftreibungsko-
effizienten liefert, da die Nachgiebigkeitsinderungen des verspannten Systems durch
Gleiten mit dem analytischen Modell nicht abgebildet werden. Kritisch zu betrachten
sind unidirektionale CFK-Fiigeteile, da bei diesen Laminaten die vergleichsweise
grofiten Unsicherheiten in der Berechnung der Plattennachgiebigkeit dp bestehen.
Diese stellen jedoch ohnehin nur ein akademisches Beispiel dar und sind nicht fiir
praktische Anwendungen relevant.

Die analytischen und numerischen Berechnungen sowie die Haftreibungsmessungen
und die Zugversuche zeigen, dass der Einfluss des Lagenaufbaus sowohl auf den Haft-
reibungskoeffizienten pup als auch auf den effektiven Haftreibungskoeffizienten iy o
vernachlassigbar ist.

Die Fiigeteilpaarung, Oberflichenbeschaffenheit und das Kontaktmedium beeinflus-
sen signifikant die maximal iibertragbare Kraft. Der gemessene effektive Haftrei-
bungskoeffizient jip of liegt zwischen 0,09 und 0,387. Bei einer unbehandelten und
gereinigten Reibfldche ergeben sich: 0,280 (CF-EP/CF-EP), 0,210 (Al/CF-EP) und
0,177 (St/CF-EP).

Eine zug-schwellende Belastung mit 90 % der statischen Maximalkraft kann dauerhaft
(1,7 - 10% Lastwechsel) iibertragen werden, sofern fiir die Berechnung dieser Kraft die
Vorspannkraft vor dem Aufbringen der zug-schwellenden Belastung verwendet wird.
Auftretende Vorspannkraftverluste sind nicht kritisch. Zugversuche nach der zug-
schwellenden Belastung liefern einen grofieren effektiven Haftreibungskoeffizienten
als vor der zug-schwellenden Belastung.

Durch die statische und zug-schwellende Belastung der doppelschnittigen M8 Schrau-
benverbindungen kénnen Verschleilerscheinungen an den CFK-Fiigeteilen auftreten.
Dies betrifft insbesondere die CFK/Metall-Paarungen. Weiterfithrende Untersuchun-
gen zeigen, dass diese Verschleiflerscheinungen keinen negativen Einfluss auf die
iibertragbare Kraft haben, sondern diese sogar erhdhen.
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6 Untersuchung eines realitdatsnahen
Lasteinleitungsszenarios

In Anlehnung an das eingangs erwahnte Projekt MAI Last (vgl. Lasteinleitung Sandwich
in [4]) wird die reibschliissige Lastiibertragung einer einschnittigen Mehrschraubenverbin-
dung numerisch und experimentell untersucht. Das betrachtete Lasteinleitungsszenario ist
schematisch in Abbildung 6.1 dargestellt. Uber eine Stahl-Lasche wird eine Zugkraft F
unter dem Winkel o mittig in eine allseitig fest eingespannte CFK-Platte eingeleitet. Die
Stahl-Lasche wird mit vier M8 Sechskantschrauben (DIN EN ISO 4014) an die CFK-Platte
(Lagenaufbau: [0/90]ss) angeschlossen. Der Bohrungsdurchmesser fiir die M8 Schrauben in
der CFK-Platte und der Lasche betrdgt 10 mm, damit die Schrauben nach allen Seiten
etwa 1 mm Luft haben.

CFK-Platte

CFK-Platte (I x b x h) 250mm x 250 mm x 4 mm
Lasche (I x b x h) 233mm x 53 mm x 2mm
Bohrungsmuster (Az x Ay) 26 mm x 26 mm

Abbildung 6.1: Lasteinleitungsszenario (schematisch) mit Angabe relevanter Abmessungen

Es werden drei Lastfélle in Abhéngigkeit des Kraftangriffswinkels ov und der Temperatur T
betrachtet, Tabelle 6.1. Der erste stellt eine reine in-plane Belastung (a=0°), der zweite
eine kombinierte in- und out-of-plane Belastung (ow=10°) und der dritte eine kombinierte
in- und out-of-plane Belastung (o= 10°) mit einer zusatzlichen Temperaturbeanspruchung
von 70 °C dar. Die nominelle Montagevorspannkraft der vier Schrauben betrédgt 10 kN. Die
Reibfldchen sind glatt, unbehandelt und gereinigt.
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6 Untersuchung eines realitatsnahen Lasteinleitungsszenarios

Tabelle 6.1: Untersuchte Lastfille des Lasteinleitungselementes

Lastfall « T

1 0° RT
2 10°  RT
3 10° 70°C

Im Rahmen einer FE-Analyse wird die reibschliissige Lastiibertragung des betrachteten
Lasteinleitungsszenarios bei den Lastféllen 1 und 2 (vgl. Tabelle 6.1) untersucht und die
maximal iibertragbare Kraft Fi,,« ermittelt. Es werden statische und zug-schwellende
Versuche mit allen Lastfillen durchgefithrt und die maximal iibertragbare Kraft F.x
sowie das Verhalten der Verbindung bei der zug-schwellenden Belastung ermittelt.

6.1 Finite-Elemente-Analyse

Das Ziel der FE-Analyse ist die Untersuchung der Lastiibertragung bei den Lastféllen 1
und 2 und die Ermittlung der maximal iibertragbaren Kréfte Fijax.

6.1.1 Modellierung

Die FE-Modellierung des Lasteinleitungselementes ist im Wesentlichen an die Modellie-
rung der doppelschnittigen Schraubenverbindung aus Abschnitt 5.2.1 angelehnt. In der
FE-Analyse wird ein Halbmodell des Lasteinleitungsszenarios betrachtet, Abbildung 6.2.
Dargestellt sind die CFK-Platte (tiirkis), Stahl-Lasche (grau), Schraube (blau) und Schei-
ben (rot). Alle Komponenten werden mit 8-knotigen Volumenelementen (SOLID185)
vernetzt. Das Modell besteht aus insgesamt 45296 Volumenelementen, 54 588 Knoten
und 163764 Freiheitsgraden. Die CFK-Platte (Lagenaufbau: [0/90]3s, h =4 mm) wird
mit 12 Elementen iiber der Dicke (ein Element pro Lage) und die Stahl-Lasche mit drei
Elementen iber der Dicke (h=2mm) idealisiert.

2. Zugkraft F

® Feste Einspannung

~ Fiihrung in
Laschenrichtung

Symmetrieebene

1. Vorspannkraft Fy

Abbildung 6.2: FE-Modell des Lasteinleitungselementes
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6 Untersuchung eines realitdtsnahen Lasteinleitungsszenarios

Es wird fiir das gesamte Lasteinleitungselement linear elastisches Materialverhalten an-
genommen. Die Materialmodellierung der CFK-Platte mit dem Lagenaufbau [0/90]3s
erfolgt auf UD-Ebene mit den in Tabelle 6.2 angegeben Kennwerten. Diese werden aus
Datenblattangaben des verwendeten Prepregs (CF-EP) und Literaturwerten ermittelt. Das
Laminatkoordinatensystem der CFK-Platte ist an das globale z-y-z-Koordinatensystem
ausgerichtet, sodass die 0°-Lagen in z-Richtung verlaufen. Alle weiteren Komponenten
(Lasche, Schrauben und Scheiben) bestehen aus Stahl (St) mit £ =210 GPa und v =0,3.

Tabelle 6.2: UD-Kennwerte der CFK-Platte (CF-EP) mit pp =44,9 % (1 = Faserlédngsricht-
ung), *Datenblatt, **Berechnung mit Literaturwerten

Eq Ey = FE3 Gi2 =Gi13  vi2 =113 V93
80,404 GPa* 6,301 GPa* 2,945 GPa**  0,206%%  0,468%*

Voruntersuchungen haben gezeigt, dass eine feste Verbindung zwischen Schraubenkopf und
Scheibe bzw. Mutter und Scheibe gegeniiber einer reibungsbehafteten Kontaktmodellierung
zu groferen Abweichungen insbesondere bei den berechneten Vorspannkraften fiihrt.
Daher werden alle Kontakte als surface-to-surface Kontakte mit den Masterelementen
TARGET170 und Slaveelementen CONTA174 modelliert, Abbildung 6.3.

Fir die numerische Stabilitdt werden an den Schrauben und den Scheiben jeweils in z- und
y-Richtung zwei Feder-Dampfer-Elemente vom Typ COMBIN14 [94] mit einer geringen
Federsteifigkeit von 1 N/mm und einer vernachlissigbar geringen Viskositdt angebracht
(vgl. Abbildung 6.3). Das freie Ende der Federn wird fest eingespannt, sodass bei einer
Verschiebung dieser Bauteile eine geringe Riickstellkraft erzeugt wird.

Seitenansicht oben
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Abbildung 6.3: Modellierung der Schraubenverbindung mit Nummerierung der Kontakte

Das Reibungsverhalten wird mit dem Coulombschen Reibungsmodell mit identischer
Haft- und Gleitreibungskraft (pug = pug) charakterisiert. Die verwendeten Haftreibungs-
koeffizienten up sind in Tabelle 6.3 angegeben. Fiir den Haftreibungskoeffizienten g
zwischen Lasche und CFK-Platte wird auf den gemessenen Wert aus den Zugversuchen der
doppelschnittigen Schraubenverbindung fiir eine unbehandelte und gereinigte Oberfliche
zuriickgegriffen. Der Haftreibungskoeffizient py zwischen St/St wird zu 0,2 angenommen.
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6 Untersuchung eines realitdtsnahen Lasteinleitungsszenarios

Tabelle 6.3: Verwendete Haftreibungskoeffizienten py in der FE-Analyse (*Annahme,

**Versuch)
Paarung Werkstoffe L
Schrauben/Scheibe St/St 0,20"
Scheibe/Lasche St/St 0,20

Lasche/Platte ~ St/CF-EP 0,18"
Platte/Scheibe ~ CF-EP/St 0,18"
Mutter/Scheibe St/St 0,20

PPOEO|7%

Die CFK-Platte wird an den Ré&ndern mit insgesamt 12 Schrauben an der Versuchsvorrich-
tung befestigt. An diesen Stellen wird die CFK-Platte im FE-Modell fest eingespannt (vgl.
Abbildung 6.2). Das freie Ende der Lasche wird wiahrend der Simulation in Laschenrichtung
gefiihrt. Die initialen Vorspannkréfte Fyg werden mit Vorspannkraftelementen vom Typ
PRETS179 [94] erzeugt.

Die Lastfille 1 und 2 werden jeweils in zwei Schritten aufgebracht:

1. initiale Vorspannkraft Fyg auf beide Schrauben gleichzeitig und

2. Zugkraft F' durch Aufbringen einer zusétzlichen Verschiebung u in Kraftangriffsrich-
tung o am freien Ende der Lasche.

6.1.2 Analyse der Lastiibertragung

Aus der FE-Simulation werden die Zugkraft-Verschiebungskurven F'(u) der Lastfille 1
und 2 ermittelt. Diese sind in Abbildung 6.4 unter Angabe der Punkte des vollstédndigen
Rutschens in den Kontaktflichen (1) bis (5) dargestellt. Im Lastfall 1 ergibt sich aufgrund
der in-plane Belastung gegeniiber der kombinierten in- und out-of-plane Belastung im
Lastfall 2 eine grofiere Anfangssteifigkeit. Die maximal iibertragbaren Krifte Fi.x bei
beidseitigem Rutschen der CFK-Platte unterscheiden sich mit 14,01 kN (Lastfall 1) und
13,69 kN (Lastfall 2) nur geringfiigig.

Die Analyse zeigt, dass in den Lastféllen 1 und 2 das erste vollstdndige Rutschen zwischen
der CFK-Platte und der Lasche ((3) um = 0,18) eintritt. Bei weiterer Laststeigerung kommt
es zum Rutschen zwischen der CFK-Platte und den Scheiben auf der Unterseite ((4)
p = 0,18). Ab diesen Lasten (ca. 10kN bzw. 14 kN) nehmen die Steigungen der Zugkraft-
Verschiebungskurven F'(u) ab.

Die Gesamtverformung uges des Lasteinleitungselementes bei der maximal iibertragbaren
Zugkraft Fi.x ist in Abbildung 6.5 dargestellt. Im Lastfall 1 entsteht aufgrund des
eingeleiteten Biegemomentes ein Verkippen der Schrauben. Im Lastfall 2 wird die CFK-
Platte durch die out-of-plane Komponente der Zugkraft F' in z-Richtung verformt. Die
Lasche erfihrt dadurch eine Biegebeanspruchung.
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Abbildung 6.4: Reibschliissige Lastiibertragung des Lasteinleitungselementes, FEM

(a) Lastfall 1 (¢=0°): uges =0,64 mm bei Fiyax = 14,0kN, Skalierungsfaktor der Darstellung: 20

(b) Lastfall 2 (& =10°): uges =2,94mm bei Fynax = 13,7kN, Skalierungsfaktor der Darstellung: 6

Abbildung 6.5: Verformung des Lasteinleitungselementes bei der maximal iibertragbaren
Kraft Fiax mit farblicher Darstellung der Gesamtverformung tges
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6 Untersuchung eines realitdtsnahen Lasteinleitungsszenarios

In Abbildung 6.6 sind die zu Abbildung 6.4 zugehoérigen Vorspannkraft-Verschiebungs-
kurven Fy(u) und Vorspannkraft-Zugkraftkurven Fy(F') der Schrauben S1 und S4 fiir
die Lastfille 1 (links) und 2 (rechts) dargestellt. Es zeigt sich bei beiden Schrauben eine
Abnahme der Vorspannkraft Fy mit zunehmender Verschiebung u bzw. Zugkraft F'. Dies
ist im Wesentlichen auf Querkontraktionseffekte der CFK-Platte und der Lasche sowie
auf Nachgiebigkeitsinderungen des verspannten Systems durch Gleiten in den Kontakt-
flachen zuriickzufithren. Die Vorspannkraft-Verschiebungskurven weisen eine signifikante
Anderung der Steigung (Abknicken) bei v =0,45mm im Lastfall 1 bzw. u=0,9mm im
Lastfall 2 auf. Wie aus dem Vergleich mit den F'(u)-Kurven hervorgeht, beginnt an diesen
,Knickpunkten® das vollstéindige Rutschen auf beiden Seiten der CFK-Platte (3)+(4)).

10,2 10,2
10 10
9,8 9,8 |-
Z Z
496 ~4 9,6
= k=
9,4 9,4
> ’ > )
8 ~
9,2 9,2
9t f 9¢ f
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(c) Lastfall 1: «=0°, T=RT (d) Lastfall 2: «=10°, T=RT

Abbildung 6.6: Vorspannkraftdnderung des Lasteinleitungselementes infolge der Zugbelas-
tung F ermittelt aus einer FE-Analyse

Innerhalb eines Lastfalles ergeben sich geringfiigige Unterschiede zwischen der Vorspann-
kréften Fy der vorderen (S1) und hinteren Schraube (S4). Im Lastfall 1 (vgl. Abbildun-
gen 6.6a und 6.6c) nimmt die Vorspannkraft Fy; der Schraube S4 mit der Verschiebung u
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bzw. der Zugkraft F' starker ab als die der Schraube S1. Dies ist darauf zuriickzufiihren,
dass die vordere Schraube (S1) aufgrund des Verkippens des Lasteinleitungsbereiches
eine zusétzliche Axialkraftbelastung erfahrt. Dabei iibertrégt die vordere Schraube (S1)
einen grofleren Anteil der (in-plane) Zugkraft F' als die hintere Schraube (S4). Das
vollstdndige Rutschen zwischen CFK-Platte und Scheibe tritt zuerst bei der hinteren
Schraube (S4) ein.

Aufgrund der out-of-plane Komponente der Zugkraft F' im Lastfall 2 nehmen die Vor-
spannkrifte Fyy im Lastfall 2 weniger stark mit der Verschiebung u bzw. der Zugkraft ab
als im Lastfall 1 (vgl. Abbildungen 6.6b und 6.6d). Ab dem beidseitigen Rutschen der
CFK-Platte sind die Vorspannkraftabnahmen der Schrauben S1 und S4 in beiden Lastfillen
nahezu identisch. Es zeigt sich, dass im Lastfall 2 die Vorspannkréfte der vorderen (S1)
und hinteren Schraube (S4) bei kleinen Verschiebungen zunéchst weitestgehend identisch
sind, wahrend bei grofleren Verschiebungen die Vorspannkraft der hinteren Schraube (S4)
geringer ist als die der vorderen (S1). Das vollstandige Rutschen zwischen CFK-Platte
und Scheibe beginnt zuerst bei der hinteren Schraube (S4) und unmittelbar darauf bei der
vorderen Schraube (S1).

Aus der maximal iibertragbaren Kraft Fi,,x und der initialen Vorspannkrafte Fy; der
Schrauben S1 bis S4 kann ein effektiver Haftreibungskoeffizient i g in Abhéngigkeit des
Kraftangriffswinkels o ermittelt werden:

Finax cos(a)

1
> Fyo;
i=1

it off = (6.1)

Fiir den Fall des beidseitigen Rutschens der CFK-Platte kann unter der Annahme einer
gleichméfligen Aufteilung der in-plane Kraft auf alle vier Schrauben und konstanter
Vorspannkréfte Fyq; ein theoretischer effektiver Haftreibungskoeffizient g o angegeben
werden:

HH,eff = (MH T + 1H Kmin) - (6.2)

Darin bezeichnet pp 1 den Haftreibungskoeffizienten in der Trennfuge von CFK-Platte
und Lasche (3): pug=0,18) und gy Kkmin den geringsten Haftreibungskoeffizienten der
Kontaktflichen (1), 2), @), &) (ug = 0,18) nach Abbildung 6.3. Querkontraktionseffekte
der Fiigeteile werden bei dieser Betrachtung nicht beriicksichtigt.

In Tabelle 6.4 sind die numerisch ermittelten effektiven Haftreibungskoeffizienten pi e
nach Gleichung (6.1) und zum Vergleich die analytisch berechneten nach Gleichung (6.2)
fiir das beidseitige Rutschen der CFK-Platte angegeben. Fiir den Lastfall 2 ergibt sich aus
der FE-Analyse ein um 3,4 % geringerer effektiver Haftreibungskoeffizient py o als fiir
den Lastfall 1. Die analytisch ermittelten Werte liegen aufgrund der nicht beriicksichtigten
Vorspannkraftdnderungen infolge von Querkontraktionseffekten der Fiigeteile und lokalem
Gleiten iiber den numerisch ermittelten. Im Lastfall 1 zeigt sich eine gute und im Lastfall 2
eine akzeptable Ubereinstimmung zwischen FEM und analytischer Berechnung.
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Tabelle 6.4: Numerisch und analytisch ermittelte effektive Haftreibungskoeffizienten p ot
des Lasteinleitungselementes bei beidseitigem Rutschen der CFK-Platte

Lastfall Froax HH off Abweichung
FEM FEM analytisch analytisch-FEM
1 14,01 kN 0,350 0,360 28%
2 13,69kN 0,338 0,360 6,5 %

6.2 Experimentelle Untersuchungen

Das Lasteinleitungselement wird mit den Lastféllen 1 bis 3 statisch und zug-schwellend
(Lastfaktor 5=90%, R=0,1) gepriift, Tabelle 6.5. Aus versuchstechnischen Griinden
werden alle statischen Zugversuche bei Raumtemperatur durchgefiithrt. Die Ziele sind
die Ermittlung der effektiven Haftreibungskoeffizienten und des Verhaltens unter zug-
schwellender Belastung.

Tabelle 6.5: Getestete Lastfélle des Lasteinleitungselementes

Lastfall « T Versuchsanzahl
statisch  zug-schwellend
1 0° RT 2 2
10° RT 4 2
3 10° 70°C - 2
> 6 > 6

Sowohl die statischen als auch die zug-schwellenden Versuche werden in derselben Versuchs-
vorrichtung und mit denselben Probekérpern (CFK-Platte, Lasche, Scheiben, Schrauben
und Muttern) durchgefiihrt. Somit werden insgesamt sechs CFK-Platten und sechs Stahl-
Laschen verwendet. Auf die Herstellung der CFK-Platten wird im Folgenden eingegangen.

6.2.1 CFK-Platten

Die CFK-Platten (Lagenaufbau: [0/90]3s) werden von Hand gelegt und mit einem Autokla-
ven ausgehirtet, Abbildung 6.7. Hierfiir werden Prepregs (HexPly® M79/34%/UD300/CHS,
Flichengewicht My =300 g/m?) mit einer HS-Faser und EP-Matrix verwendet. Die Aus-
héartung im Autoklaven erfolgt bei 100 °C und 5 bar.

Jede CFK-Platte wird aus einem eigenen Laminat mit den Abmessungen 280 mm x 280 mm
hergestellt, Abbildung 6.7a. Um auf der Ober- und Unterseite der CFK-Platte eine glatte
Oberfliache zu erhalten, wird auf das sonst {ibliche Abreiigewebe verzichtet. Stattdessen
werden nach dem Ablegen der Prepregs Trennfolien und Aluminiumplatten mit den
Abmessungen der Prepreg-Zuschnitte aufgelegt, Abbildung 6.7b. Im Anschluss werden
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die Aufbauten Vakuum verpackt, Abbildung 6.7c. Nach dem Aushérten im Autoklaven
werden die Laminate mit einer Trennmaschine auf 250 mm x 250 mm zugeschnitten und
die Bohrungen eingebracht, Abbildung 6.7d.

(¢) Vakuumaufbau und Autoklav (d) CFK-Platte nach der Fertigung

Abbildung 6.7: Fertigung der CFK-Platten mit modifiziertem Vakuumaufbau und Auto-
klav

Der Faservolumengehalt pp der CFK-Platten wird nach der Fertigung aus den mittleren
Plattendicken hp (=4,428 mm) und den Datenblattangaben des Prepregs zum Flichenge-
wicht My und der Dichte pp der Faser ermittelt:

_12My  12-0,3kg/m?
" hppr  4,428mm - 1,81 g/cm?

op = 44,9%. (6.3)

Der vorliegende Faservolumengehalt von 44,9 % ist fiir eine Autoklavfertigung mit Prepregs
vergleichsweise gering. Dies ist auf den modifizierten Fertigungsprozess, bei dem das
iiberschiissige Harz aufgrund der oben aufliegenden Aluminiumplatte nur an den Réndern
der CFK-Platte und nicht wie tiblich iber deren gesamte Oberseite herausflieen kann,
zuriickzufiihren.

6.2.2 Versuchsaufbau und -durchfiihrung

Der Versuchsaufbau fiir die statischen und zug-schwellenden Versuche ist in Abbildung 6.8
dargestellt. Die CFK-Platte wird mit 12 Schrauben an einem Prifrahmen befestigt (8 mm
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Randabstand). Dieser ist um den Winkel a gegeniiber der Vertikalen geneigt, sodass die
Zugkraft F' an der Lasche in vertikaler Richtung angreift.

Lastfall 1 Lastfall 2 & 3

5

B
-

Weganfachmer (S8
T S1+ -
: 4 . KMR\\€> el
O QY
S4 S3

Abbildung 6.8: Versuchsaufbau zur statischen und zug-schwellenden Priifung

Zur Messung der vier Vorspannkréifte werden vier DMS-Messschrauben und ein Kraftmess-
ring verwendet (vgl. Abschnitt 4.1.1). Der Kraftmessring wird zur zusétzlichen Messung
der Vorspannkraft der Schraube S1 eingesetzt. Unter die Schraubenkopfe der DMS-
Schrauben S2 bis S4 wird jeweils eine dicke Distanzscheibe mit einer Hohe von 8 mm (vgl.
Abschnitt 4.1.1) eingelegt. Auf der Riickseite der CFK-Platte (Muttern-Seite) werden bei
allen vier Schrauben Scheiben mit einer groflen Auflageflache (Karosseriescheiben) zur
Verringerung der Flachenpressung verwendet. Die Zugkraft F' und die Verschiebung u
der Lasche werden mit den Standardaufnehmern der Priifmaschine gemessen. Zur Absi-
cherung der Verschiebungsmessung wird ein zusatzlicher Wegaufnehmer (W10, HBM) in
vertikaler Richtung an der Lasche angebracht, der die Verschiebung der Lasche gegentiber
der Grundplatte der Versuchsvorrichtung misst (vgl. Abbildung 6.8).

Alle statischen Zugversuche werden nacheinander mit einer Zugpriifmaschine (Zwick Z150)
durchgefiihrt. Die Priifgeschwindigkeit betragt 0,3 mm /min. Es wird eine Vorlast von 2,5 kN
(Lastfall 1) und 2kN (Lastfall 2) aufgebracht von der aus entlastet und anschlieBend bis
zum Rutschen belastet wird. Vor jedem statischen Zugversuch werden die Reibflichen ((1)
bis (5)) mit herkdmmlichen Spiritus gereinigt.

Die zug-schwellenden Priifungen werden nach Abschluss aller statischen Zugversuche in
einer servohydraulischen Priifanlage durchgefiihrt (vgl. Abbildung 5.27). Dabei wird das
Lasteinleitungselement nach einer erneuten Reinigung der Reibflichen identisch zu den
statischen Zugversuchen montiert.

Das Vorgehen zur Ermittlung der Maximalkraft F, i max der zug-schwellenden Belastung
entspricht dem in Abschnitt 5.4.3. Diese wird mit dem in den statischen Zugversuchen er-
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mittelten effektiven Haftreibungskoeffizienten pip o, den Vorspannkraften Fyo; unmittelbar
vor dem Aufbringen der zug-schwellenden Belastung und dem Lastfaktor 8 ermittelt:

4

Fzyk,max =p COS(Q)MH,eff Z Fyo;.
=1

(6.4)

Bei den zug-schwellenden Versuchen unter erhohter Temperatur (Lastfall 3) wird die
zug-schwellende Belastung nach Beendigung des Aufheizvorganges (Aufheizrate: 50 °C/h)
aufgebracht.

6.2.3 Statische Belastung

In Abbildung 6.9 sind die gemessenen Zugkrifte F {iber der Verschiebung u, ermittelt mit
dem Standardwegaufnehmer der Zugpriifmaschine, dargestellt. Die Zugversuche wurden
vor dem Auftreten eines signifikanten Kraftabfalls der Zugkraft F' beendet, um etwaige
Verschleiflerscheinungen der CFK-Platte zu vermeiden. Um zu zeigen, dass prinzipiell ein
weiterer Anstieg der Zugkraft F' moglich ist, ist in diesem Diagramm ein separater Zugver-
such (gestrichelte Linie) fiir den Lastfall 2 mit einer Test-CFK-Platte (Gewebeprepreg)
abgebildet.

20 T T
Lastfall 1 (2x) ) - ’1\/\
T . Lastfall 2+
15 - Separater Test (1x) ]|
5 /// Lastfall 2 (4x)
s 10 K
58 ///
5
O | | | |
1 2 3 4
u in mm

Abbildung 6.9: Statische Zugversuche am Lasteinleitungselement

Die in Abbildung 6.9 abgebildeten Zugkraft-Verschiebungskurven F'(u) liegen innerhalb
eines Lastfalls eng beieinander und zeigen Unterschiede zwischen den Lastféillen. So weisen
die F'(u)-Kurven des Lastfall 1 gegeniiber denen des Lastfall 2 eine grofiere Anfangssteigung
auf und gehen frithzeitiger in einen nichtlinearen Verlauf iiber. Der separate Zugversuch
(gestrichelte Linie) zeigt einen ausgeprégten nichtlinearen Bereich mit stetig steigender
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Zugkraft F'| die erst nach einer Verschiebung u von mehr als 4 mm ihr Maximum erreicht
und anschlieflend in ein Stick-Slip-Verhalten iibergeht.

In den Abbildungen 6.10 und 6.11 sind die in den Lastfillen 1 und 2 mit den DMS-
Schrauben S1 bis S4 gemessenen Vorspannkréfte Fy iiber der Verschiebung u dargestellt.
Im Lastfall 1 (a«=0° T'=RT) ergeben sich mit Ausnahme der Schraube S3 weitestge-
hend dhnliche Vorspannkraft-Verschiebungskurven Fy (u), Abbildung 6.10. Wahrend die
Vorspannkréfte der Schrauben S1, S2 und S4 iiber den gesamten Zugversuch abnehmen,
zeigt die Schraube S3 nach einer anfénglichen Abnahme der Vorspannkraft einen Anstieg
der Vorspannkraft bis zu einem Maximum. Dies steht im Widerspruch zur Vorspannkraft
der ebenfalls hinten gelegenen Schraube S4. Nachdem die in der FE-Analyse ermittelte
Vorspannkraft den Vorspannkraftverlauf Fy(u) der Schraube S4 wiedergibt und auch in
den zug-schwellenden Priifungen kein Anstieg der Vorspannkraft beobachtet werden kann,
ist das Messergebnis der Schraube S3 als kritisch anzusehen.

11

10,5

10

9,5

Fy in kN

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

u in mm

Abbildung 6.10: Vorspannkraftdnderung des Lasteinleitungselementes wéhrend eines stati-
schen Zugversuches des Lastfalls 1 (a=0°, T'=RT)

Im Lastfall 2 (a«=10°, T'=RT) ergeben sich vergleichbare Vorspannkraft-Verschiebungs-
kurven Fy(u) fir alle Schrauben, Abbildung 6.11. Zu Beginn des Versuches verlaufen
alle Fy(u)-Kurven horizontal und gehen anschlieend in einen zunehmend progressiven
Verlauf iiber, welcher gegen Ende des Versuches flacher wird (degressiv). Der Vergleich der
Vorspannkrifte gegeniiberliegender Schrauben zeigt, dass die Vorspannkraftverlaufe der
hinteren Schrauben S3 und S4 eine hohe Ubereinstimmung aufweisen, wihrend bei den
vorderen die Vorspannkraft der Schraube S2 stidrker abnimmt als die der Schraube S1. Als
mogliche Ursache kann der Einfluss des Kraftmessringes, der als zusétzliches ,federndes®
Element die Vorspannkraftabnahme der Schraube S1 verringert, genannt werden.
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Abbildung 6.11: Vorspannkrafténderung des Lasteinleitungselementes wihrend eines stati-
schen Zugversuches des Lastfalls 2 (a=10°, T'=RT)

Die maximal tibertragbaren Krafte Fi,,x werden aus einer maximal zulédssigen Differenz-
verschiebung Aug ermittelt (vgl. Abschnitt 5.4.2). Aus einem Vergleich der Zugkraft-
und Vorspannkraftmessungen mit den FE-Berechnungen folgt, dass das vollstandige Rut-
schen zwischen CFK-Platte und Stahl-Lasche bei einer Differenzverschiebung von 0,05 mm
eintritt. Dieser Wert wird zur Berechnung der maximal {ibertragbaren Kraft F,,x heran-
gezogen. Der effektive Haftreibungskoeffizient pg eg wird mit Gleichung (6.1) ermittelt.

Die Ergebnisse in Tabelle 6.6 zeigen, dass sich die maximal {ibertragbaren Kréfte Fiax
und die effektiven Haftreibungskoeffizienten pip e bei den Lastféillen 1 und 2 nur un-
wesentlich voneinander unterscheiden. Dies bestétigt die Vorhersage der FE-Simulation
(vgl. Tabelle 6.4). Zu beachten ist, dass die experimentellen Ergebnisse in Tabelle 6.6
fiir das Rutschen zwischen CFK-Platte und Lasche angegeben sind (Aug=0,05mm).
Die Zugkraft-Verschiebungskurven F'(u) in Abbildung 6.9 zeigen jedoch, dass prinzipiell
groflere Zugkrifte als die angegebenen maximal {ibertragbaren Kréfte iibertragen werden
koénnen. Insofern die damit verbundenen gréfleren Differenzverschiebungen Aug toleriert
werden kénnen, ergeben sich groflere effektive Haftreibungskoeffizienten.

Tabelle 6.6: Ergebnisse der statischen Zugversuche, Mittelwerte aus n-Versuchen

Lastfall n Froax JH off

1 2 7,548kN 0,184
2 4 7,380kN 0,180

In Abbildung 6.12 sind die experimentell und numerisch ermittelten Vorspannkraft-
Zugkraftkurven Fy(F) bei den Lastfillen 1 und 2 bezogen auf die jeweilige initiale
Vorspannkraft Fyg vor dem Aufbringen der zug-schwellenden Belastung dargestellt.
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Abbildung 6.12: Reibschliissige Lastiibertragung des Lasteinleitungselementes unter stati-
scher Belastung

Fiir den Lastfall 1 («=0° T'=RT) sind in Abbildung 6.12a die Vorspannkrifte der
Schrauben S1 und S4 dargestellt. Dabei zeigt sich im Allgemeinen eine gute Ubereinstim-
mung zwischen FEM und Versuch. Der Beginn des Rutschens zwischen CFK-Platte und
Stahl-Lasche wird entsprechend den Versuchen von der FEM vorhergesagt. Auflerdem
wird die hohere Vorspannkraft der vorderen Schraube (S1) gegeniiber der hinteren (S4)
wéahrend der Zugbelastung von der FEM korrekt wiedergegeben.

In Abbildung 6.12b ist die Vorspannkraft der Schraube S1 und der gegeniiberliegenden
Schraube S2 sowie der hinteren Schraube S4 fiir den Lastfall 2 (a« =10°, T'=RT) dargestellt.
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Im Anfangsbereich sind die Unterschiede zwischen Versuch und FEM gering, jedoch weisen
die numerisch ermittelten Vorspannkraft-Zugkraftkurven Fy(F) eine geringere Steigung
auf als die gemessenen. Bei hoheren Zugkraften sind die gemessenen Vorspannkrifte
geringer als die numerisch ermittelten. Jedoch ist es mdoglich durch Anpassungen des
Reibungsmodells die Ubereinstimmung zwischen FEM und Versuch zu erhéhen [46].

6.2.4 Zug-schwellende Belastung

Alle zug-schwellenden Priifungen (Lastfaktor 5=90%) der Lastfille 1 bis 3 erreichen die
vorgegebene Maximalzahl der Lastwechsel von 2 - 105, Wihrend der zug-schwellenden Be-
lastung der Lastfélle 2 und 3 kann eine starke Biegeverformung der CFK-Platte beobachtet
werden. Messungen mit Thermoelementen zeigen keine Eigenerwérmung der CFK-Platte
infolge der zug-schwellenden Belastung.

Wiéhrend der zug-schwellenden Belastung éndern sich die Vorspannkrafte Fy; der Schrau-
ben S1 bis S4. Dies ist in Abbildung 6.13 fiir den Lastfall 1 (¢ =0°, T'=RT) anhand
weniger Belastungszyklen dargestellt. Die gréfleren Kraftamplituden der Schrauben S3
und S4 zeigen, dass diese Schrauben durch die Zugkraft F' hoher belastet werden als
die Schrauben S1 und S2. Dieses Verhalten steht im Einklang mit der FE-Analyse (vgl.
Abbildung 6.6).
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Abbildung 6.13: Gemessene Vorspannkrafte Fy der Schrauben S1 bis S4 des Lasteinlei-
tungselementes wihrend der zug-schwellenden Belastung F', Lastfall 1

Die Vorspannkraftmessungen zeigen eine Abnahme der mittleren Vorspannkraft wéih-
rend der zug-schwellenden Belastung bei allen Lastfdllen und Schrauben. Dazu sind in
Abbildung 6.14 beispielhaft fiir den Lastfall 1 die Vorspannkréfte iiber der gesamten
Versuchszeit dargestellt. Die Abnahme der Vorspannkréfte beschrankt sich im Wesentli-
chen auf die ersten 24h (=4,32 - 10° Lastwechsel) nach dem Beginn der zug-schwellenden
Belastung. Im weiteren Verlauf der Priifung nehmen die mittleren Vorspannkréfte einen
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6 Untersuchung eines realitdtsnahen Lasteinleitungsszenarios

nahezu konstanten Wert an. Als Ursache fiir die geringen Schwankungen der mittleren
Vorspannkrifte sind Anderungen der Raumtemperatur zu nennen. Die Abnahme der
mittleren Vorspannkréfte sind bei Raumtemperatur (Lastfille 1 und 2) zum Grofteil auf
Setzeffekte zuriickzufiithren, wihrend im Lastfall 3 durch die erhéhte Temperatur von
70°C im Wesentlichen Kriechvorgéinge in der CFK-Platte fiir die Abnahme der mittleren
Vorspannkraft verantwortlich sind.
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Abbildung 6.14: Gemessene Vorspannkrafte Fy des Lasteinleitungselementes wéahrend
eines zug-schwellenden Versuches, Lastfall 1 (a«=0°, T=RT)

Wie bereits erwéhnt, entstehen bei allen zug-schwellenden Priifungen Vorspannkraftverluste.
Da sich diese innerhalb eines Versuches nur geringfiigig unterscheiden, werden diese
gemittelt. In Abbildung 6.15 sind dazu die Vorspannkréfte nach der zug-schwellenden
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Abbildung 6.15: Durchschnittliche Vorspannkraft einer Schraube des Lasteinleitungsele-
mentes nach der zug-schwellenden Belastung (2 - 10° Lastwechsel iiber
111h), Mittelwerte aus n-Messungen mit min./max. Abweichung
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6 Untersuchung eines realitdtsnahen Lasteinleitungsszenarios

Belastung Fy ,yx 1 als Anteil der Vorspannkrifte Fy ,y 0 vor dem Aufbringen der zug-
schwellenden Belastung) dargestellt. Es zeigt sich, dass im Lastfall 2 (a=10°, T'=RT) die
Vorspannkraft nach der zug-schwellenden Belastung geringer ist als im Lastfall 1 (o =0°,
T =RT). Im Lastfall 3 (a«=10°, T'="70°C) entsteht aufgrund der temperaturabhéngigen
Kriechprozesse in der CFK-Platte ein deutlich groflerer Vorspannkraftverlust als in den
Lastféllen 1 und 2.

Der abschlieflende Vergleich der Ergebnisse dieses Anwendungsfalles mit den grundsétz-
lichen Betrachtungen aus Kapitel 4 und 5 erfolgt zusammen mit der Zusammenfassung
aller Ergebnisse im folgenden Kapitel 7.
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7 Interpretation und Vergleich der
Ergebnisse

Die Vorspannkraftmessungen an &uflerlich mechanisch unbelasteten M8 Schraubenverbin-
dungen ergeben fiir das thermoplastische CF-PA6-Laminat (CF-PA6-3.0) einen deutlich
grofleren Vorspannkraftverlust als fiir das duroplastische CF-EP-Laminat (CF-EP-2.9).
Der Vorspannkraftverlust ist temperaturabhéingig, dabei ist die Temperaturabhingigkeit
des CF-PA6-Laminates ausgepragter als die des CF-EP-Laminates, welches eine Glas-
iibergangstemperatur von 126 °C aufweist. Der Vergleich des Vorspannkraftverlustes der
CF-EP- mit der Stahl-Schraubenverbindung bei Raumtemperatur zeigt, dass in Bezug auf
die verbleibende Vorspannkraft der Unterschied in den Vorspannkraftverlusten als gering
anzusehen ist.

Aus den Vorspannkraftuntersuchungen ergibt sich, dass das Verformungsverhalten des
CF-EP-Laminates (CF-EP-2.9) in Dickenrichtung im Vergleich zu dem CF-PA6-Laminat
(CF-PAG6-3.0) iiberwiegend von reversiblen zeitabhingigen Verformungen gepragt ist. Zu-
dem zeigen die Vorspannkraftmessungen, dass bei dem CF-EP-Laminat die Annahme
eines linear viskoelastischen Werkstoffverhaltens unter Raumtemperatur und unter er-
hohter Temperatur von 70 °C mit hohen Montagevorspannkraften zwischen 10 kN und
15kN vertretbar ist. Unter diesen Voraussetzungen wird der Vorspannkraftverlust in
Schraubenverbindungen infolge von Kriechen numerisch und analytisch mit der linearen
Viskoelastizitéatstheorie unter Beriicksichtigung des temperaturabhéngigen Materialver-
haltens nach dem ZTVP ermittelt. Dabei erweist sich die quasi-elastische Losung als
eine sehr gute Approximation der viskoelastisch exakten Losung (maximal 0,5 % relative
Abweichung nach 1000h). Auch bei langeren Betriebszeiten von ¢ >1000h ist von einer
guten Ubereinstimmung auszugehen (vgl. hierzu die zeitlichen Verliufe der Vorspannkraft
in Abbildung 4.33).

Das eindimensionale, analytische Berechnungsmodell liefert insbesondere bei multiaxialen
CF-EP-Laminaten eine gute Ubereinstimmung zur FEM. Damit ist es moglich alle geome-
trischen und werkstoffspezifischen Einflussfaktoren der Schraubenverbindung, dhnlich wie
bei der Ermittlung von Setzkraftverlusten metallischer Schraubenverbindungen, auf den
Vorspannkraftverlust durch Kriechen abzubilden. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wer-
den Kriechdaten der EP-Matrix aus der Literatur verwendet, um den Vorspannkraftverlust
infolge von Kriechen zu berechnen. Der Vergleich mit den experimentellen Untersuchungen
zeigt, dass damit der Vorspannkraftverlust bei erhohter Temperatur zum Teil deutlich
unterschétzt wird. Daher sollten nur Kriechdaten der tatsédchlich verwendeten CFK-
Laminate herangezogen werden und diese idealerweise durch Vorspannkraftmessungen an
der vorliegenden Schraubenverbindung abgesichert werden.
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7 Interpretation und Vergleich der Ergebnisse

Aus den Vorspannkraftuntersuchungen kénnen folgende Méglichkeiten zur Verringerung
des Vorspannkraftverlustes in Schraubenverbindungen abgeleitet werden:

o Verwendung von Laminaten mit multiaxialer Faserverstarkung (vgl. Abbildung 4.8
bzw. Abschnitt 4.5),

e hoher Faservolumengehalt,

o Erhohung der Montagevorspannkraft (unter Beachtung der maximal zulédssigen
Grenzflachenpressung),

o Warm-Montieren und Nachziehen der Schraubenverbindung (vgl. z.B. Abbildung 4.18),
o geringe Anzahl innerer Fiigeteiltrennfugen,

o geringe Laminatdicke (betrifft in erster Linie den Vorspannkraftverlust durch Krie-
chen) und

¢ insofern moglich, Verwendung von duroplastischen CF-EP-Laminaten anstatt ther-
moplastischen CF-PA6-Laminaten.

Insgesamt lasst sich festhalten, dass unter Beriicksichtigung der genannten Moglichkeiten
zur Verringerung von Vorspannkraftverlusten bei Temperaturen bis 70 °C eine Vorspann-
kraft von mindestens 50 % der Montagevorspannkraft zur reibschliissigen Lastiibertragung
,genutzt* werden kann.

Die reibschliissige Lastiibertragung in Schraubenverbindung wird grundlegend anhand
von doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen mit CF-EP/CF-EP-, CF-EP /St- und
CF-EP/Al-Fugeteilpaarungen analysiert.

e Aus FE-Analysen geht hervor, dass infolge einer dufleren Zugbelastung die Vor-
spannkraft geringfiigig abnimmt. Dies ist auf Querkontraktionen der Fiigeteile und
lokales Gleiten in den Reibflichen zuriickzufithren. Jedoch ist der Einfluss auf die
maximal Ubertragbare Kraft bzw. den effektiven Haftreibungskoeffizienten als gering
anzusehen (max. 5,3 %). Der Querkontraktionseinfluss kann analytisch berticksichtigt
werden, und somit zu einer genaueren Vorhersage der maximal ibertragbaren Kraft
beitragen.

e Der Einfluss des Lagenaufbaus der CF-EP-Fiigeteile auf die maximal iibertragbare
Kraft ist sehr gering und kann daher vernachléssigt werden. Dies wird durch statische
Zugversuche bestatigt.

o Die Berechnung der maximal iibertragbaren Kraft Fj, max erfolgt mit dem effektiven
Haftreibungskoeffizienten i eg und der Vorspannkraft Fyy unmittelbar vor dem
Aufbringen der Zugbelastung:

Ep,max = Q,UH,effFVO' (71)
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7 Interpretation und Vergleich der Ergebnisse

Aus statischen Zugversuchen mit doppelschnittigen Schraubenverbindungen ergibt sich
fiir eine CF-EP/CF-EP-Paarung mit einer glatten und gereinigten Oberflichen ein ver-
gleichsweise hoher effektiver Haftreibungskoeffizient von 0,280. Bei einer CF-EP/Al- und
einer CF-EP /St-Verbindung ergeben sich geringere Werte von 0,210 und 0,177. Weitere
Versuche zeigen, dass der effektive Haftreibungskoeffizient durch die Anwesenheit von
Wasser oder Ol in den Reibflichen deutlich abnimmt. Eine Erhéhung des effektiven Haftrei-
bungskoeffizienten kann durch ein Aufrauen oder den Einsatz einer Montagepaste erreicht
werden. Dafiir miissen jedoch unter Umstdnden deutlich groflere Verschleilerscheinungen
an den CF-EP-Oberflichen im Gegensatz zu einer glatten und gereinigten Oberflidche in
Kauf genommen werden.

Als positiv ist das Verhalten der doppelschnittigen Schraubenverbindungen (und des
Anwendungsszenarios) unter zug-schwellender Belastung zu bewerten. Auftretende Vor-
spannkraftverluste fithren nicht zu einem Versagen der Verbindung durch Durchrutschen,
sie werden durch eine Zunahme des effektiven Haftreibungskoeffizienten kompensiert. Somit
koénnen selbst unter einer hohen Temperatur von 95 °C zug-schwellende Belastungen dauer-
haft iibertragen werden, sofern die Maximalkraft der zug-schwellenden Belastung 90 % der
aus der Vorspannkraft Fy unmittelbar vor dem Aufbringen der Belastung berechneten
statischen maximal iibertragbaren Kraft Fi, max nicht iibersteigt.

Die numerischen und experimentellen Untersuchungen der reibschliissigen Lastiibertragung
eines realitdtsnahen Anwendungsszenario (einschnittige Mehrschraubenverbindung beste-
hend aus einer CFK-Platte mit EP-Matrix und einer Stahl-Lasche, glatte und gereinigte
Oberflichen) zeigen, dass das Konzept der reibschliissigen Lastiibertragung auch in praxis-
nahen Anwendungen fiir strukturelle Einsétze geeignet ist. Das Rutschen beginnt zuerst
zwischen der CFK-Platte und der Stahl-Lasche, da diese Reibfliche den Hauptlastpfad
darstellt. Dariiber hinaus ist eine weitere Laststeigerung bis zum Rutschen in einer der
restlichen Reibflichen moglich. In Bezug auf das erste Rutschen zwischen CFK-Platte
und Stahl-Lasche betrégt der experimentell ermittelte effektive Haftreibungskoeffizient bei
reiner in-plane Belastung 0,184. Aus der FE-Analyse und den statischen Zugversuchen des
Anwendungsfalles zeigt sich im Vergleich zu den doppelschnittigen Schraubenverbindungen
eine groBere Anderung der Vorspannkraft mit der Zugkraft. Dies verdeutlicht die Relevanz
von Fiigeteilverformungen bei der reibschliissigen Lastiibertragung. Auflerdem werden die
Schrauben ungleichméfig belastet, wodurch sich Optimierungsmoglichkeiten hinsichtlich
des Schraubendurchmessers ergeben.

Ahnlich wie die doppelschnittigen Schraubenverbindungen, zeigen die zug-schwellenden
Versuche des realitdtsnahen Anwendungsszenarios, dass der Reibschluss dauerhaft erhalten
bleibt (Priftemperatur: RT und 70°C). Es gelten dabei die gleichen Zusammenhénge
zwischen der Maximalkraft der zug-schwellenden Belastung und der statisch maximal
iibertragbaren Kraft wie fiir die doppelschnittigen Schraubenverbindungen. Zur Berechnung
der maximal {ibertragbaren Kraft wird das Rutschen zwischen CFK-Platte und Stahl-
Lasche herangezogen. Nach der zug-schwellenden Belastung verbleiben in Abhéngigkeit des
Lastfalls zwischen 81 % und 96 % der Vorspannkraft vor dem Aufbringen der Belastung.

In Tabelle 7.1 sind die wichtigsten experimentell ermittelten effektiven Haftreibungs-
koeffizienten pp g der durchgefithrten Versuche zusammengefasst. Die Werte beziehen
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7 Interpretation und Vergleich der Ergebnisse

sich auf eine glatte und gereinigte Oberfliche und Raumtemperatur. Zwischen den Haft-
reibungsversuchen und den doppelschnittigen Schraubenverbindungen liegt bei der CF-
EP/CF-EP- und CF-EP/Al-Paarung eine gute Ubereinstimmung vor. Ebenfalls zeigt
sich bei der CF-EP /St-Paarung eine gute Ubereinstimmung zwischen dem Anwendungs-
szenario (pp e = 0,184) und der doppelschnittigen Schraubenverbindung (pm e = 0,177).
Im Gegensatz dazu, ergibt sich bei dieser Paarung im Haftreibungsversuch ein deutlich
hoéherer Haftreibungskoeffizient. Im Anwendungsszenario kann theoretisch ein wesentlich
hoherer effektiver Haftreibungskoeffizient als 0,184 angesetzt werden, insofern die damit
einhergehenden Differenzverschiebungen zwischen den Fiigeteilen tolerierbar sind. An-
zumerken wiére, dass die durch den vergleichsweise hohen Haftreibungskoeffizienten der
CF-PA6/CF-PA6-Paarung von 0,333 maximal iibertragbare Kraft zu einer ,Kompensation*
des erhohten Vorspannkraftverlustes in CF-PA6-Schraubenverbindungen beitragen kann.

Tabelle 7.1: Effektiver Haftreibungskoeffizient pp o bei RT, Reibungsbedingung: glatt und

gereinigt
(Fugeteil-) Haftreibungs- Doppelschnittige Anwendungs-
Paarung versuch Schraubenverbindung szenario
CF-EP/CF-EP 0,268 0,280 -
CF-EP/St 0,260 0,177 0,184
CF-EP/Al 0,227 0,210 -
CF-PA6/CF-PA6 0,333 - -

Zum Vergleich des Anwendungsszenarios aus Kapitel 6 mit der doppelschnittigen Schrau-
benverbindung aus Kapitel 5 und den Vorspannkraftuntersuchungen aus Kapitel 4 ist
in Abbildung 7.1 die gemessene Vorspannkraft Fy; nach der zug-schwellenden Belastung
iiber 94,4h (ca. 3,9d) bzw. nach einer Zeitspanne von 94,4h ohne eine duflere Belas-
tung dargestellt. Die angegebenen Werte sind auf die Vorspannkraft Fyg zum Zeitpunkt
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duflere Belastung: keine zug-schwellend  zug-schwellend
Aufbau: einfach doppelschnittig  einschnittig
Fiigeteile: CF-EP St/CF-EP/St CF-EP/St

Abbildung 7.1: Vorspannkraft nach den durchgefithrten Untersuchungen, RT, Mittelwerte

mit min./max. Abweichung
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7 Interpretation und Vergleich der Ergebnisse

vor dem Aufbringen der zug-schwellenden Belastung bezogen. Der erste Balken gibt
den Wert, der in den Vorspannkraftuntersuchungen zum Setzen und Kriechen fiir eine
CF-EP-Verbindung ermittelt wurde, an (vgl. Abschnitt 4.1.3). Der zweite und dritte
Balken stellen die Vorspannkraft, die sich nach der zug-schwellenden in-plane Belastung
der doppelschnittigen Schraubenverbindung und das Anwendungsszenarios mit jeweils
einer CF-EP/St-Fiigeteilpaarung ergibt, dar. Wie zu erkennen ist, zeigt sich eine gu-
te Ubereinstimmung zwischen den drei betrachteten Szenarien. Die Vorspannkraft der
Schraubenverbindungen wird nur unwesentlich durch die duflere Belastung beeinflusst.

Die Vorteile der reibschliissigen Lastiibertragung in Schraubenverbindungen liegen, wie
eingangs erwahnt, in der Losbarkeit und dem moglichen Toleranzausgleich. Im Gegen-
satz zu formschliissigen Schraubenverbindungen ist die Tragfihigkeit im Wesentlichen
unabhéngig von der Fiigeteildicke und deutlich weniger stark vom Randabstand abhingig.
Daher besteht die Moglichkeit mit den ermittelten effektiven Haftreibungskoeffizienten
insbesondere bei diinnen Fiigeteilen und/oder geringen Randabsténden in Kombination mit
hohen Montagevorspannkréften theoretisch eine hohere Tragféhigkeit gegeniiber einer form-
schliissigen Schraubenverbindung zu erreichen. Dabei gilt es zu beachten, dass die maximal
zuldssige Flichenpressung der polymeren Faserverbundwerkstoffe (140 N/mm? bei CFK-
Laminaten [12]) nicht iiberschritten wird, da sonst Beschidigungen der CFK-Laminate
entstehen koénnen.

Eine weitere Stellschraube zur Erhéhung der Tragfahigkeit reibschliissiger Verbindungen ist
der Reibungskoeffizient zwischen den Fiigeteilen. Wie aus den Untersuchungen hervorgeht,
nimmt die maximal {ibertragbare Kraft durch ein Aufrauen der CFK-Oberfliche oder
durch den Einsatz einer Montagepaste zu. Andere Konzepte zur Reibwerterh6hung sind
der Einsatz von Hartpartikeltragerfolien [12] oder gezahnte Oberflachen [13].
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Reibschliissige Schraubenverbindungen stellen ein kostengiinstiges Fiigeverfahren mit der
Moglichkeit eines Toleranzausgleiches dar. Daher ist es wiinschenswert diese Technologie
effizient und zuverléssig auch auf Verbindungen mit polymeren Faserverbundwerkstoffen
anzuwenden. Aus diesem Grund wird die reibschliissige Lastiibertragung in Schraubenver-
bindung mit CFK-Werkstoffen unter statischer und zug-schwellender Belastung untersucht.
Betrachtet werden:

e Vorspannkraftverluste,
o Haftreibungskoeffizienten,
o doppelschnittige Schraubenverbindung und

o realitdtsnahes Anwendungsszenario.

Aufgrund der Bedeutung der Vorspannkraft fiir die reibschliissige Lastiibertragung und der
bekannten Entstehung von Vorspannkraftverlusten in Schraubenverbindung mit polymeren
Faserverbundwerkstoffen wird der Vorspannkraftverlust durch Setzen und Kriechen anhand
von duferlich mechanisch unbelasteten M8 Schraubenverbindungen mit CFK-Werkstoffen
analytisch, numerisch und experimentell untersucht. Es werden Vorspannkraftmessungen
zur Bestimmung des Einflusses des Platten- bzw. Matrixwerkstoffes, der Priiftemperatur,
der Montagevorspannkraft, des Lagenaufbaus und der Anzahl der inneren CFK/CFK-
Trennfugen durchgefiihrt. Die Ergebnisse werden fiir die Vorspannkraftberechnungen und
die analytische Ermittlung von ,,Auslegungskriechfunktionen* herangezogen.

Die Vorspannkraftmessungen zeigen eine signifikante Abhédngigkeit des Vorspannkraftver-
lustes vom Matrixwerkstoff (EP und PA6). Bei Raumtemperatur und einer Montagevor-
spannkraft von 10 kN entsteht bei dem quasi-isotropen, duroplastischen CF-EP-Laminat
(CF-EP-2.9) nach ca. 22 Tagen ein Vorspannkraftverlust von 9,0 % und bei dem ther-
moplastischen CF-PA6-Laminat (CF-EP-3.0) ein dreifach hoherer Vorspannkraftverlust
von 27,4 %. Der Vorspannkraftverlust mit dem CF-EP-Laminat liegt in der Groéfienord-
nung des Vorspannkraftverlustes einer dquivalenten Stahl-Schraubenverbindung (5,5 %).
Werden die bei Raumtemperatur montierten CFK-Schraubenverbindungen einer erh6h-
ten Temperatur ausgesetzt, zeigt sich zunéchst eine Zunahme der Vorspannkraft durch
die unterschiedlichen Warmeausdehnungskoeffizienten und nach Erreichen des Tempera-
turgleichgewichtes eine hohere Vorspannkraftverlustrate als bei Raumtemperatur. Die
Erhohung der Temperatur auf 70 °C zeigt bei den thermoplastischen CF-PA6-Laminaten
einen deutlich starkeren Einfluss auf den Vorspannkraftverlust (43,1 %) als bei den duro-
plastischen CF-EP-Laminaten (11,8 %) mit einer Glasiibergangstemperatur von 126 °C. Im
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Vergleich zu einer konstanten Temperatur von 70 °C entsteht bei der wechselnden Tempe-
ratur zwischen —10°C und 70 °C keine erhéhte Verlustrate bzw. Vorspannkraftverluste.

Aus den Vorspannkraftmessungen mit unidirektionalen, biaxialen und quasi-isotropen
CF-EP-Laminaten geht hervor, dass ein Einfluss des Lagenaufbaus auf den Vorspann-
kraftverlust nur fiir die unidirektionale Faserverstdrkung erkennbar ist. Fiir diesen La-
genaufbau ergibt sich in Abhéngigkeit der Temperatur ein héherer Vorspannkraftverlust
gegeniiber dem biaxialen und dem quasi-isotropen Lagenaufbau. Die Anzahl der inneren
CFK-Trennfugen zeigt keinen Einfluss auf den Vorspannkraftverlust infolge von Kriechen,
jedoch nimmt der Setzkraftverlust erwartungsgeméfl zu. Es wird ein Setzbetrag von 1,7 pm
zwischen zwei CF-EP-Platten ermittelt (Rz =2,879 pm). Die Vorspannkraftmessungen
zeigen, dass in Abhéngigkeit des Matrixwerkstoffes und der Temperatur mit zunehmender
Montagevorspannkraft Fyr (5kN bis 15kN) der Vorspannkraftverlust unterschiedlich stark
abnimmt. Wéhrend bei dem CF-PA6-Laminat diese Abhéngigkeit bereits bei Raumtempe-
ratur relativ stark ausgepragt ist (27,2 % bei Fyy =5kN und 16,4 % bei Fyy = 15 kN nach
168 Stunden), ergibt sich bei dem CF-EP-Laminat bei Raumtemperatur eine sehr geringe
(9,8 % bei Fy =5kN und 8,2 % bei Fyp = 15kN) und bei erhéhter Temperatur von 70 °C
mit hohen Montagevorspannkréften eine geringe Abhéngigkeit (14,6 % bei Fyp=10kN
und 14,2 % bei Fyy =15kN). Aus Schliffbildern und Messungen der Eindriicktiefen der
CFK-Laminate nach den Vorspannkraftmessungen wird fiir das CF-EP-Laminat auf ein
reversibles und bei dem CF-PA6-Laminat auf ein {iberwiegend irreversibles zeitabhéngiges
Materialverhalten in Dickenrichtung geschlossen. Mit dem Ziel den Vorspannkraftverlust
durch Kriechen zu reduzieren, wird der Einfluss einer Warm-Montage auf den Vorspann-
kraftverlust in CF-EP- und CF-PAG6-Schraubenverbindungen grundlegend untersucht und
das Potential zur Reduktion von Vorspannkraftverlusten nachgewiesen.

Zur Vorhersage des Vorspannkraftverlustes durch Kriechen wird ein analytisches, linear
thermoviskoelastisches Berechnungsmodell basierend auf dem elastischen Kraft-Verfor-
mungsverhalten einer Schraubenverbindung mit isotropen Werkstoffen nach VDI 2230 [19]
entwickelt und anhand eines dreidimensionalen Finite-Elemente-Modells verifiziert. Die
erforderlichen Kriech- bzw. Relaxationsfunktionen der unidirektionalen CF-EP-Schichten
und der CF-EP-Laminate werden mit repriasentativen Volumenelementen aus Faser- und
Matrixdaten, welche der Literatur entnommen wurden, ermittelt. Es zeigt sich, dass
die Temperaturabhéngigkeiten mit dem Zeit-Temperatur-Verschiebungsprinzip und der
Arrhenius-Gleichung sowie einer linearen vertikalen Verschiebungsfunktion sehr gut be-
schrieben werden kénnen. Aus den Finite-Elemente-Analysen unter Berticksichtigung
orthotroper Viskoelastizitat geht hervor, dass die quasi-elastische Naherungslosung eine
sehr gute Approximation der viskoelastisch exakten Losung darstellt. Die Analysen ergeben,
dass mit zunehmender Temperatur, zunehmender Laminatdicke und abnehmendem Faser-
volumengehalt der Vorspannkraftverlust zunimmt. Der Vergleich zwischen den gemessenen
und berechneten Vorspannkriften zeigt bei Raumtemperatur eine geringe Abweichung
von maximal 2,6 %. Bei erhohter Temperatur von 70 °C werden die Vorspannkréfte zum
Teil deutlich von den Vorhersagemodellen iiberschétzt (Abweichung: 6,7 % bis 47,9 %).
Daher ist in diesem Fall die Verwendung der Literatur-Kriechdaten zur Berechnung des
Vorspannkraftverlustes nicht zu empfehlen. Aus einem Fitting des analytischen Modells an
die Vorspannkraftmessdaten einer CF-EP-Schraubenverbindung (CF-EP-2.9) iiber einen
Zeitraum von 96 Tagen geht hervor, dass das Potenzgesetz nach Findley und das Zeit-Tem-
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peratur-Verschiebungsprinzip zur Beschreibung des Kriechverhaltens des CF-EP-Laminates
in Dickenrichtung gut geeignet sind.

An einem eigens entwickelten Priifstand nach DIN EN ISO 8295 werden Haftreibungs-
messungen bei geringen Normalkréaften von maximal 81 N durchgefiihrt und der Haftrei-
bungskoeffizient verschiedener CFK/CFK- und CFK-Metall-Paarungen mit gereinigten
und glatten Oberflichen bei Raumtemperatur und 80 °C ermittelt. Es ergibt sich fiir alle
CF-PA6-Paarungen ein groBerer Haftreibungskoeffizient (0,278 bis 0,451) als fiir die CF-EP-
Paarungen (0,218 bis 0,278). Bei den CF-PA6-Paarungen nimmt der Haftreibungskoeffizient
unter erhohter Temperatur geringfiigig ab, wohingegen der fiir die CF-EP-Paarungen na-
hezu konstant bleibt. Ein Einfluss des Lagenaufbaus auf den Haftreibungskoeffizienten ist
im untersuchten Normalkraftbereich nicht erkennbar.

Um die grundlegende Funktionsweise der reibschliissigen Lastiibertragung zu untersuchen
und die maximal {ibertragbare Kraft zu ermitteln, werden Finite-Elemente-Analysen
und statische Zugversuche mit doppelschnittigen M8 Schraubenverbindungen mit CF-
EP-, Stahl- und Aluminium-Figeteilen in den Aufbauten CF-EP/CF-EP/CF-EP und
Metall/CF-EP /Metall durchgefithrt. Aus der Finite-Elemente-Analyse ergibt sich ein
geringer Einfluss der Zugkraft auf die Vorspannkraft und die maximal {ibertragbare Kraft.
Aufgrund von Querkontraktionseffekten und Nachgiebigkeitsénderungen des verspannten
Systems durch Gleiten nimmt die Vorspannkraft mit zunehmender Zugkraft bzw. Diffe-
renzverschiebung der Fiigeteile geringfiigig ab. Das Gleiten beginnt lokal zwischen den
Fiigeteilen und breitet sich mit zunehmender Zugkraft iiber die gesamte Reibfliache bis zum
vollstdndigen Rutschen aus. Die Orthotropie der Fiigeteilwerkstoffe wirkt sich geringfiigig
auf die maximal iibertragbare Kraft bzw. den effektiven Haftreibungskoeffizienten der dop-
pelschnittigen Schraubenverbindung aus. Um die maximal iibertragbare Kraft analytisch
genauer vorherzusagen, wird die Vorspannkraftdnderung durch die Querkontraktion der
Fiigeteile in der Berechnung beriicksichtigt. Der Vergleich mit der Finite-Elemente-Methode
zeigt unter Beriicksichtigung der getroffenen Annahmen eine gute Ubereinstimmung.

Die statischen Zugversuche an doppelschnittigen Schraubenverbindungen mit CF-EP/
CF-EP- und CF-EP/Metall-Paarungen zeigen einen deutlichen Einfluss der Fiigeteilpaa-
rung und der Reibungsbedingung auf den effektiven Haftreibungskoeffizienten (0,090 bis
0,387). Gegeniiber einer glatten und gereinigten Oberflache nimmt der effektive Haftrei-
bungskoeffizient durch ein Aufrauen oder den Einsatz einer Montagepaste zu, wohingegen
bei Wasser und Ol eine erwartungsgemés signifikante Abnahme zu verzeichnen ist. Wie aus
den statischen Zugversuchen hervorgeht, ist der Einfluss des Lagenaufbaus (unidirektional,
biaxial und quasi-isotrop) auf die maximal tibertragbare Kraft vernachlédssigbar. Der
Vergleich der Versuchsergebnisse mit der Finite-Elemente-Methode zeigt hinsichtlich der
Berechnung des effektiven Haftreibungskoeffizienten eine gute Ubersteinstimmung. Die
zug-schwellenden Priifungen der doppelschnittigen Schraubenverbindungen ergeben, dass
der Reibschluss auch bei hohen Temperaturen von bis zu 95 °C dauerhaft iiber 1,7 - 10°
Lastwechsel aufrecht erhalten bleibt. Voraussetzung dafiir ist, dass die Maximalkraft der
zug-schwellenden Belastung hochstens 90 % der statisch maximal tibertragbaren Kraft
berechnet aus der Vorspannkraft vor dem Aufbringen der zug-schwellenden Belastung
betragt. Aus statischen Zugversuchen nach der zug-schwellenden Belastung ergibt sich eine
Zunahme des effektiven Haftreibungskoeffizienten infolge der zug-schwellenden Belastung.

148



8 Zusammenfassung und Ausblick

An den CF-EP-Figeteilen konnen nach den statischen und zug-schwellenden Priifungen
Verschleiflerscheinungen der Epoxidharz-Matrix in unterschiedlicher Auspriagung beobach-
tet werden. Wiederholende statische Zugversuche zeigen, dass diese zu keiner Verringerung,
sondern zu einer Erhohung des effektiven Haftreibungskoeffizienten fithren.

In einem realitdtsnahen Anwendungsszenario wird die reibschliissige Lastiibertragung einer
einschnittigen Mehrschraubenverbindung bestehend aus einer CFK-Platte mit Epoxidharz-
Matrix und einer Stahl-Lasche unter reiner in-plane und kombinierter in- und out-of-plane
Belastung numerisch und experimentell untersucht. Die Finite-Elemente-Analyse zeigt,
dass das Rutschen zuerst zwischen der CFK-Platte und der Stahl-Lasche beginnt. Dariiber
hinaus ist eine weitere Laststeigerung unter Entstehung von ersten Differenzverschiebungen
bis zum vollstdndigen Rutschen der Stahl-Lasche moéglich. Wahrend der Zugbelastung
nimmt die Vorspannkraft in Abhéngigkeit des Belastungsfalles und der Schraubenposition
unterschiedlich stark ab. Dies verdeutlicht den Einfluss von Fiigeteilverformungen auf die
reibschliissige Lastiibertragung. Statische Priifungen zeigen wihrend des Ubergangs vom
Haften zum Gleiten einen stetigen Verlauf der Zugkraft mit der aufgebrachten Verschiebung.
Auflerdem nimmt die Zugkraft wihrend des vollstdndigen Gleitens zu. Die experimentell
ermittelten Vorspannkraft-Zugkraftkurven kénnen bis zum Rutschen zwischen der CFK-
Platte und der Stahl-Lasche von der Finite-Elemente-Methode und dem Coulombschen
Reibungsmodell gut wiedergegeben werden. Die zug-schwellenden Priifungen zeigen, dass
sowohl bei Raumtemperatur als auch bei 70 °C eine zug-schwellende Belastung mit einer
Maximalkraft von 90 % der statisch maximal iibertragbaren Kraft berechnet aus der
Vorspannkraft vor dem Aufbringen der zug-schwellenden Belastung und dem effektiven
Haftreibungskoeffizienten beziiglich des Rutschens der CFK-Platte und der Stahl-Lasche
dauerhaft iiber 2 - 105 Lastwechsel iibertragen werden kann. Infolge der zug-schwellenden
Belastung entstehen zwar temperaturabhéngige Vorspannkraftverluste, jedoch sind diese
fir die Lastiibertragung nicht kritisch.

Aus den Untersuchungsergebnissen werden Moglichkeiten zur Verringerung des Vorspann-
kraftverlustes, zur Erhohung der maximal iibertragbaren Kraft und zum bevorzugten
Einsatzgebiet reibschliissiger Schraubenverbindungen abgeleitet. Der Vergleich der durch-
gefithrten Untersuchungen zeigt, dass die Vorspannkréfte der CFK-Schraubenverbindungen
nur unwesentlich durch die duflere Belastung beeinflusst werden, Vorspannkraftverluste
durch temperaturabhingiges Matrixkriechen nicht zu einem Versagen der Verbindungen
fithren und der Reibschluss aufrecht erhalten bleibt. Es zeigt sich somit, dass reibschliissige
Schraubenverbindungen mit polymeren Faserverbund-Fiigeteilen fiir strukturelle Anwen-
dungen geeignet sind, sofern die Montagevorspannkraft definiert aufgebracht werden kann.
Sie weisen ein Fail-Safe-Verhalten auf, da im Falle eines Durchrutschens der Fiigeteile
eine zusatzliche Laststeigerung tiber Lochleibung méglich ist. Der Einsatz von reibschliis-
sigen Schraubenverbindungen ist insbesondere zu empfehlen, wenn diinne Fiigeteile mit
Wandstérken im Bereich weniger Millimeter vorliegen oder der Toleranzausgleich aus
beispielsweise Griinden der Kosteneinsparung eine wesentliche Anforderung darstellt.

In zukiinftigen Arbeiten sollte das Verhalten von reibschliissigen Schraubenverbindun-
gen unter zug-schwellender Belastung, deren Maximalkraft im nichtlinearen Zugkraft-
Verschiebungsbereich des Lasteinleitungselementes liegt, analysiert werden. Dabei gilt es
zu priifen, ob die Differenzverschiebung zwischen den Fiigeteilen mit der Lastwechselanzahl
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zunimmt und damit zu einem Versagen fiihrt oder ob sie sich auf einen Wert stabilisiert
und damit der Reibschluss aufrecht erhalten bleibt. Es wird zwar davon ausgegangen, dass
das ermittelte Verhalten unter zug-schwellender Belastung der Schraubenverbindungen mit
duroplastischen CF-EP-Fiigeteilpaarungen auf thermoplastische CFK-Fiigeteilpaarungen
iibertragbar ist, jedoch wére eine experimentelle Verifikation sinnvoll. Es wird gezeigt,
dass mit einer Warm-Montage der Vorspannkraftverlust in CFK-Schraubenverbindungen
reduziert werden kann. Im néchsten Schritt gilt es die Wirkung und die Wirtschaftlichkeit
in industriellen Anwendungsszenarien, wie z.B. Erwdrmung mittels Ultraschall oder Infra-
rotstrahler, zu untersuchen. Da insbesondere bei dem thermoplastischen CF-PAG6-Laminat
eine Abhéngigkeit des Vorspannkraftverlustes von der Montagevorspannkraft beobach-
tet werden kann, ist der Einsatz von nichtlinear viskoelastischen Materialmodellen [52,
70, 95-97] zur Vorhersage des Vorspannkraftverlustes in Schraubenverbindungen mit
polymeren Faserverbund-Fiigeteilen zu analysieren. Aulerdem wird die Entwicklung ei-
nes analytischen Modells zur Ermittlung der Plattennachgiebigkeit dp von polymeren
Faserverbund-Fiigeteilen unter Beriicksichtigung der Orthotropie als sinnvoll angesehen.
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A Auswertung der Vorspannkraftmessungen

A.1 Schraubenkalibrierung

Zur Kalibrierung der DMS-Schrauben werden diese mit einer gelenkigen Vorrichtung in
die Zugpriifmaschine eingespannt und parallel zur Schraubenldngsrichtung mit einer Zug-
kraft F' beaufschlagt. Es werden zwei Zyklen bis zu einer Maximalkraft von 20 kN gefahren.
In Abbildung A.1 sind exemplarisch die Kalibrierkurven von drei Schrauben dargestellt.
Die Be- und Entlastungskurven der zwei Zyklen weisen eine sehr hohe Ubereinstimmung
auf. Erwartungsgeméif ergibt sich ein linearer Zusammenhang zwischen der Zugkraft F
und der Dehnung epymg des eingeklebten DMS. Wie in Abbildung A.1 zu erkennen ist,
zeigen die Kalibrierkurven unterschiedliche Steigungen. Als mogliche Ursachen sind Streu-
ungen im Elastizitdtsmodul des Schraubenwerkstoffes oder eine nicht exakte Ausrichtung
des eingeklebten DMS zur Schraubenléngsachse zu nennen. Fiir jede Schraube wird aus
zwei Punkten der Messkurve ein Kalibrierfaktor berechnet und fiir die Berechnung der
Vorspannkraft aus der gemessenen Schraubendehnung verwendet.

T
20 B

15

10 | N

F in kN

0 \ \ \ \
0 500 1000 1500 2000

€pmMs in pm/m

Abbildung A.1: Kalibrierung der DMS-Schrauben fiir Vorspannkraftmessungen

A.2 Umgang mit scheinbaren Schraubendehnungen nach dem
Losen

Die Langzeitmessungen der Schraubenvorspannkraft mit den DMS-Schrauben zeigen nach
dem Losen im mechanisch unbelasteten Zustand scheinbare Dehnungen in unterschiedlicher
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A Auswertung der Vorspannkraftmessungen

Hohe. Diese liegen bis auf wenige Ausnahmen unterhalb von 7% der Montagedehnung.
Die Ursache fiir dieses Verhalten konnte nicht eindeutig geklért werden. Die Vermutung
liegt nahe, dass unter der Belastung Kriecheffekte im verwendeten Klebstoff oder im
Spezial-DMS der Messschraube aufgetreten sind.

Die aufgetretenen scheinbaren Dehnungen werden durch eine Korrekturfunktion eg(t)
in der Vorspannkraftberechnung beriicksichtigt. Die wahre mechanische Dehnung der
Schraube eg(t) berechnet sich aus der gemessenen Dehnung epys(t) und eg(t) zu:

Es(t) = 5DMS(t) — ER(t). (Al)

Da der zeitliche Verlauf und die Temperaturabhéngigkeit der scheinbaren Dehnung nicht
bekannt sind, wird das Potenzgesetz nach Findley (3.6) zur Beschreibung der vermeintlichen
Kriechphé&nomene verwendet. Es gilt:

er(t) =at" mit t>0. (A.2)

Der Parameter a wird aus der Bedingung, dass die scheinbare Dehnung nach dem L&sen
(t =t{") den gemessenen (scheinbaren) Wert des DMS epys(t{) annimmt, bestimmt:

_ epms(t])
()"

Der Exponent n kann ausgehend von 0,2 nach qualitativer Begutachtung der resultieren-
den Verldufe und dem Vergleich mit weiteren Vorspannkraftmessungen variiert werden.
Der Nullpunkt der Korrekturfunktion entspricht fiir die Vorspannkraftmessungen bei
Raumtemperatur dem Zeitpunkt des Erreichens der Montagevorspannkraft. Fiir Versuche
unter erhéhter Temperatur zeigt sich, dass aufgrund der Temperaturabhéngigkeit der
scheinbaren Dehnungen die Verschiebung des Nullpunktes vor das Aufheizen die besseren
Ergebnisse liefert.

(A.3)
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B Bestimmung der Relaxationsfunktionen
der UD-Schicht

Fiir die Bestimmung der Relaxationsfunktionen der UD-Schicht aus dem représentativen
Volumenelement (RVE) werden folgende Lastfélle (LF) verwendet:

LF1: - {edp} ={1,0,0,0,0,04" AT =0, (B.1a)
LF2: {efp} ={0,1,0,0,0,04" ATy =0, (B.1b)
LF3: {efp} =1{0,0,0,1,0,04" ATy =0, (B.1c)
LF4: {e%D} =1{0,0,0,0,0,0}" AT, =1. (B.1d)

Die Lastfille und die zugehdrigen Randbedingungen werden getrennt voneinander aufge-
bracht. Die Verschiebungen gegeniiberliegender Knoten auf den Auflenseiten des RVE sind
iiber periodische Randbedingungen miteinander gekoppelt. Die Querkontraktionen des
RVE werden somit behindert.

Fir die Lastfdlle 1-3 gilt nach Gleichung (4.3) im 1-2-3 Koordinatensystem der UD-
Schicht:

Ul(t) _011(t) 012(t) Clg(t) 0 0 0 1 6(1)
O‘Q(t) 012(75) ng(t) 023<t) 0 0 0 58
O'3(t) _ Clg(t) ng(t) ng(t) 0 0 0 Eg (B 2)
To3(t) 0 0 0 Cult) 0 0 93 '
7'31(t) 0 0 0 0 Ceﬁ(t) 0 ’ygl
T12(t) L 0 0 0 0 0 Ces(t)] Y
1
mit C44(7f) = 5(022( ) — ng(t))
und es folgen die Relaxationsfunktionen zu:
Ciu(t) = o1,Lri(t), Cia(t) = oo,Lr1(t), Caa(t) = oo, ra(t), (B.3)

Co3(t) = o3,LF2(t), Ce6(t) = Ti2,LF3(t)-
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B Bestimmung der Relaxationsfunktionen der UD-Schicht

Die Warmeausdehnungskoeffizienten der UD-Schicht {aynyp(t)} konnen mit dem Lastfall 4
aus Gleichung (4.3) bei bekannter Relaxationsmatrix [Cyyp(t)] ermittelt werden:

Ul(t) _Cll(t) Clg(t) 012(75) 0 0 0 athl(t)

Jg(t) Cm(t) ng(t) ng(t) 0 0 0 Ozthg(t)

o3(t) | _ _ |Cr2(t) Cas(t) Caa(t) 0 0 0 aha(t)

72?:)’)(75) T 1(2) 28 2(2) Cua(t) 0 0 hg AT. (B.4)
T31 (t) 0 0 0 0 CGﬁ(t) 0 0

7_12(t> L 0 0 0 0 0 C6G(t)_ 0

Hierfir ist es erforderlich die Relaxationsmatrix zu invertieren. Man erhilt mit der Kriech-
Nachgiebigkeitsmatrix [Sup(t)] = [Cup ()] '

athi (t) = =S11(t)o1,Lra(t) — Si2(t)o2 Lra(t) — Si3(t)os Lra(t),

atha(t) = —S12(t)o1,Lra(t) — Soa(t)oa Lra(t) — Sa3(t)os Lra(t). (B:5)

171



C Materialparameter der CF-EP-Platten

C.1 Materialparameter der UD-Schicht

Tabelle C.1: Elastische Steifigkeitskennwerte C;; der UD-Schicht, Tk =23,9°C

YR Ci Cr2 Cao Cos Ces
% MPa MPa MPa MPa MPa

40 9,664 -10* 4,250-10% 9,624 -10% 4,733-10% 3,048 - 103
48 1,148 -10° 4,579-10% 1,082-10* 5,177-10% 3,663 - 103
50 1,194-10° 4,671-10° 1,115-10* 5,298-10% 3,845-103
55 1,308-10° 4,923-10% 1,208-10* 5,624-10% 4,365 103
60 1,422-10° 5,212-10% 1,315-10* 5,989-10% 5,007 - 103

Tabelle C.2: Warmeausdehnungskoeffizienten a;p; der UD-Schicht, Ty = 23,9 °C

PF Qthl Olth2
% 1 / K 1 / K

40 1,050-107% 4,614-107°
48 6,804-10"7 4,123-107°
50 6,053-1077 4,003-107°
55  4,397-1077 3,704-107°
60 3,000-10"7 3,410-107°

Tabelle C.3: Parameter der horizontalen thermischen Verschiebungsfaktoren ar
bzgl. C;;(t,T) der UD-Schicht

or  AHyy  AHip  AHy»  AHsz  AHgg AH, AH,
% kJ/mol kJ/mol kJ/mol kJ/mol kJ/mol kJ/mol kJ/mol

40 99,201 109,477 117,604 113,381 115,745 119,859 117,196
48 98,584 106,155 118,229 113,397 115,874 125,084 118,313
50 98,436 104,842 118,391 113,433 115,911 126,756 118,579
55 98,116 100,261 118,796 113,542 116,015 131,421 119,216
60 97,921 93,401 119,184 113,640 116,140 136,138 119,837

172



C Materialparameter der CF-EP-Platten

Tabelle C.4: Parameter der horizontalen thermischen Verschiebungsfaktoren at bzgl.

Tabelle C.5: Parameter der vertikalen thermischen Verschiebungsfaktoren bt bzgl. C;;(t,T')

auni(t, T) der UD-Schicht

der UD-Schicht

AH,
kJ/mol

PF
%

AH,
kJ/mol

40
48
50
95
60

119,859
125,084
126,756
131,421
136,138

117,196
118,313
118,579
119,216
119,837

PF mypTi11 mprTi12 mpT22 mpT23 mpT66

% 1/K 1/K 1/K 1/K 1/K

40 —9,700-107° —1,809-10"% —1,795-10"% —1,802-10"3% —2,003-103
48 —-7,600-107° —1,719-10% —1,700-10"% —1,719-10"% —1,975-1073
50 —7,100-107° —1,694-10"% —1,674-10"% —1,697-10"% —1,967 1073
55 —6,200-107° —1,624-10"% —1,601-10"3 —1,638-10"2 —1,944.1073
60 —5,400-10"° —1,545-10"2 —1,516-10"3% —1,573-10"2 —1,916-1073

Tabelle C.6: Parameter der vertikalen thermischen Verschiebungsfaktoren bt bzgl.

ayni(t, T) der UD-Schicht

¥F mpT1 mpT2

% 1/K 1/K

40 —2,746-1073 —1,900-107°
48 —3,088-107% —2,800-10°
50 —3,209-10"% —3,000-107°
55 —3,639-1073 —3,500-107°
60 —4,430-1073 —3,900-107°
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C Materialparameter der CF-EP-Platten

Tabelle C.7: Parameter der Relaxationsfunktionen Cj;(t,Tg) der UD-Schicht, pp =40 %,

Tr =23,9°C

m T, inh a11,m a12.m Q13,m 23.m Q66,m

1 710710 2243.107° —2,930-10* 6,668 -10"* —4,580-10"* 2,105-1073
2 71077 3,013-100% —3939-107° 8,975-107° —6,170-107° 2,831-107*
3 71078 1,773-107° —2317-107* 5276-107* —3,625-10"* 1,665 1073
4 71077 2197-107° —-2871-107% 6,541-107% —4,497-10"* 2,063 1073
5 71076  3,608-107° —4,715-107* 1,075-107% —7,391-10"* 3,389-1073
6 710° 5450-107° —-7,123-107% 1,625-107% —1,119-103 5,121-1073
7 7107*  8373-107° —1,094-10"% 2,500-10"% —1,723-10"% 7,872-1073
8§ 71073 1,270-107* —1,661-10"3 3,802-107% —2,626-10"3 1,195-102
9 71072 1,910-107* —2498-1073 5,736-107% —3,974-10" 1,800 102
10 7107t 2825-107* —3,697-1073 8,532-1073% —5,939-1072 2,668-102
11 7100 4,084-107*% —5348-1073 1,243-107%2 —8,718-1073 3,868 102
12 7-10 5,699-10"* —7,470-10"% 1,757-1072 —1,245-10"% 5,423-1072
13 7.10? 7,581-107% —9,960-10"3 2376-10"2 —1,714-10"% 7,255 1072
14 7-103 9,362-107* —1,226-10"2 3,026-10"2 —2,205-10"2 9,069 102
15 7-10 1,165-107% —1,599-10"2 3,675-10"2 —3,079-10"2 1,100-10""
16 7-10° 8,262-107* —7,798-1073 3,931-107%2 —1,695-10"2 1,006-10""

Tabelle C.8: Parameter der Relaxationsfunktionen Cj;(¢, Tr) der UD-Schicht, pp =48 %,

Tr =23,9°C

m T, inh a11,m a12,m 13,m 23.m 066,m

1 71071 1592.-107° —2254-107% 6,417-10* —4,162-10"* 2,073-1073
2 7107% 2,139-107% —-3,031-107° 8,639-10"° —5,611-10"° 2,788-10"%
3 7107% 1,259-107° —1,783-10"* 5,078-107%* —3,295-10"* 1,640-1073
4 71007 1,560-107° —2209-10"* 6,297-107* —4,089-10"* 2,032-1073
5 7107 25561-10° -3,627-107* 1,035-107% —6,723-10"* 3,338-1073
6 7-100° 3,870-107° —5480-10"* 1,565-107% —1,018-10"3 5,045-1073
7 7107%  5,945-107° —8,420-107* 2408-10"% —1,570-10"% 7,756-1073
8 71073 9,018-107° —1,278-1073 3,664-107% —2.396-10"3 1,178 1072
9 71072 1,356-107*% —1,922-107% 5,534-107% —3,635-107% 1,774-1072
10 7100 2,006-107* —2,844-1073 8,243-107% —5451-10"3 2,632-1072
11 7-10° 2,899-107% —4,114-1073 1,203-1072 —8,045-10"3 3,819-1072
12 710 4,047-107* —5,747-1073 1,706-10"%2 —1,158-10"2 5,363 102
13 7-102 5,375-107* —7,656-10"% 2,318-1072 —1,613-10"% 7,188-1072
14 710° 6,708 1074 —9,481-1073 2,971-107%2 —2,107-10"2 9,010- 1072
15 7104 7.575-107* —1,174-107%2 3,641-1072 —3,026-10"2 1,094-107!
16 7-10° 9,404 -107*% —-8,814-107% 3,958-107%2 —-1,697-10"2 1,016-107!
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C Materialparameter der CF-EP-Platten

Tabelle C.9: Parameter der Relaxationsfunktionen Cj;(t,Tg) der UD-Schicht, ¢r =50 %,

Tr =23,9°C

m T, inh a11,m a12.m Q13,m 23.m Q66,m

1 710710 1463-107° —2,087-10* 6,334-10"%* —4,043-10* 2,064-1073
2 71077 1,965-1076 —2807-107° 8,528-107° —5452-107° 2,776-1074
3 7107% 1,157-107° —1,651-10"* 5,012-107* —3,201-10"* 1,632-1073
4 71077 1,433-107° —2,046-10"* 6,215-107% —3,973-10"% 2,023-1073
5 71076 2353.107° —3,359-10~* 1,021-10~% —6,533-10"* 3,323-1073
6 71075 3,555-107° —5,075-10"% 1,545-107% —9,897-10~* 5,023-1073
7 7107%  5462-107° —7,797-107* 2,378-107% —1,526-10"% 7,723-1073
8§ 71073 8285-107° —1,183-107% 3,618-107% —2330-1073 1,173-102
9 71072 1,246-107* —1,779-107% 5,466-10"3 —3,538-1073 1,767-10"2
10 7100 1,843-107% —-2,634-107% 8,144-10~% —5311-1073 2,622-1072
11 7100 2,663-107* —3,809-10"% 1,190-1072 —7,849-10"3 3,806-1072
12 7-10 3,719-107* —5,322-1073 1,688-107%2 —1,132-1072 5,345-102
13 7.10? 4,937-107% —7,086-1073 2296-10"2 —1,582-10"% 7,168 1072
14 7-103 6,180-107* —8,792-1073 2,949-10"%2 —2,076-10"2 8,993-102
15 7-10% 6,765-10"* —1,069-1072 3,619-10"2 —3,005-10"2 1,092-10"!
16 7-10° 9,632-107* —9,067-10"3 3,971-107%2 —1,699-10"2 1,019-107!

Tabelle C.10: Parameter der Relaxationsfunktionen Cj;(t,TR) der UD-Schicht, pp =55 %,

Tr =23,9°C

m T, inh a11,m a12,m 13,m 23.m 066,m

1 71071 1183.107° —1,677-10~* 6,089-10"%* —3,722-10~* 2,038.1073
2 7107%  1,590-107% —2.255.107° 8,200-10"° —5,021-107° 2,741-10"%
3 710 9,355-100% —1,326-107* 4,818-107*% —2947-107* 1,612-1073
4 71007 1,159-107° —1,643-10"* 5,976-107* —3,659-10"* 1,998 1073
5 7107 1,903-107° —2,698-10"* 9,820-10~%* —6,018-10"* 31282-1073
6 7100° 2875-107° —4,076-10"* 1,486-10"% —9,121-10"* 4,961-1073
7 7107%  4417-107° —6,262-107% 2,287-107% —1,408-10"% 7,629-1073
8 71073 6,701-107° —9,501-10"* 3,482-107% —2,152-1073 1,159-10"2
9 71072 1,007-107* —1,429-10"% 5,263-107% —3,272-107% 1,747-1072
10 7100 1,490-107* —2,114-107% 7,849-107% —4,925-10"3 2,593 1072
11 7-10° 2,153-10% —3,056-10"3 1,148-10"2 —7,309-10"3 3,766-102
12 710 3,009-107* —4270-1073 1,633-1072 —1,060-10"2 5,296-102
13 7-102 3,988 -107* —5,676-1073 2,227-107%2 —1,495-10"2 7,113-1072
14 710° 5,039 -107% —7,085-107% 2,875-1072 —1,985-10"2 8,943-1072
15 7104 5,013-107* —8,071-10~% 3,535-1072 —2931-10"2 1,087-107!
16 7-10° 1,012-107% —9,694-107% 4,017-1072 —1,708-10"2 1,028-10""

175



C Materialparameter der CF-EP-Platten

Tabelle C.11: Parameter der Relaxationsfunktionen Cj;(t,Tr) der UD-Schicht, ¢r =60 %,

Tr =23,9°C

m T, inh a11,m a12.m Q13,m 23.m Q66,m

1 710710 9540-107% —1,277-10~* 5,779-10"%* —3,344-10* 2,006-1073
2 7107% 1,284-107% —1,718-10"° 7,783-107° —4,515-10"° 2,699-10~*
3 7107% 7,543-107% —1,010-107* 4,573-107* —2,649-10"* 1,587-1073
4 71077 9,350-107% —1,252-107* 5,672-10"% —3,290-10"*% 1,967-1073
5 71076  1,535-107° —2,055-10"* 9,322.10~* —5413-107* 3,232-1073
6 7-107° 2,319-107° —3,105-10"% 1411-107% —8208-10"* 4,886 1077
7 7107*  3,563-107° —4,769-10"* 2,172-107% —1,268-10"3 7,514-1073
8 71073 5,404-107° —-7.234-107* 3,308-107% —1,940-1073 1,142-1072
9 71072 8,125-107° —1,087-1073 5,003-107% —2956-10"3 1,722-102
10 7107 1,202-107* —1,608-10"3 7.,469-10"3 —4,463-1073 2,557-102
11 7100 1,737-107% —2,323-10% 1,094-1072 —6,652-10"% 3,718.1072
12 710 2,428 -107*% —3,244-107% 1,559-1072 —9,712-107% 5,236-1072
13 7-102 3,213-107%  —4,297-1073 2133-1072 —1,383-10"2 7,045 1072
14 7-103 4,106-107* —5,412-1073 2,770-107%2 —1,860-10"2 8,882-102
15 7-10 3,581-107% —5,491-1073 3,395-10"2 —2,796-10"2 1,081-10"!
16 7-10° 1,052-1073 —1,031-10"2 4,086-10"2 —1,731-10"2 1,038 10"

Tabelle C.12: Parameter der Kriechfunktionen ay;(t,7g) der UD-Schicht, ¢p =40 %,

Tr =23,9°C

m T, inh a1m a2m

1 81070 2563-107% —3,489-1074
2 81079 2229-107° —5,086-1077
3 8107% 2112.-107% —2,850-10~*
4 81077 2,167-107% —2,904-10~*
5 81076 3919-107* —5,268-10~4
6 8107° 5,724-107% —7,689-10~*
7 8107% 8933-107* —1,201-1073
8 810~% 1,353-1072 —1,819-1073
9 81072 2048-1072 —2,756-1073
10 810°' 3,052-1072 —4,109-1073
11 810 4,462-1072 —6,015-1073
12 810 6,340- 1072 —8,560- 1073
13 8-102 8,608-1072 —1,165-102
14 8103 1,120-10~* —1,518-1072
15 8-10% 1,174-1071  —1,634- 1072
16 810° 2,406 -10"" —3,103- 1072
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Tabelle C.13: Parameter der Kriechfunktionen auy;(t,Tr) der UD-Schicht, @p=48%,

Tr =23,9°C

m Ty inh a1,m a2.m

1 810719 2880-1073 —3,528-10"*
2 8107 1,474-107°  1,085-107
3 8107% 2363-107% —2,865-10~*
4 81077 2417-107% —2,907-10~*
5 8107% 4376-1073 —5,284-107%
6 8107° 6,390-107% —7,709-10~*
7 8107* 9974-1073 —1,204-1073
8 81072 1,511-1072 —1,824-1073
9 81072 2,288.1072 —2,765-1073
10 8107' 3,410-1072 —4,125-1073
11 810 4,989-1072 —6,044-1073
12 810! 7,090-102 —8,610-1073
13 8-10? 9,651-1072 —1,174-102
14 8103 1,246 -10~1  —1,532-1072
15 8-10% 1,456 -10~1  —1,665- 1072
16 8-10° 1,967 -10~1 —3,095- 1072

Tabelle C.14: Parameter der Kriechfunktionen ay;(t,7g) der UD-Schicht, ¢p =50 %,

Tr =23,9°C

m Tm,inh a1,m a2.m

1 81070 2993.107% —3530-1074
2 8107 1,228-107°  1,493-107°
3 81078 2452.107% —2,862-10~*
4 81077 2,505-107% —2,901-10~*
5 81076 4539.107% —5,274-107%
6 8107° 6,627-107% —7,695-10~*
7 8107% 1,035-1072 —1,202-1073
8 81072 1,567-1072 —1,821-1073
9 81072 2373-1072 —2,760-1073
10 810°' 3,538-1072 —4,119-1073
11 8-10° 5,177-1072 —6,036-1073
12 810 7,357-1072 —8,602-1073
13 8.10% 1,002-1071  —1,174-1072
14 8103 1,290-10~" —1,532-1072
15 810% 1,555-1071 —1,668 - 1072
16 810° 1,812-1071 —3,094-1072
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Tabelle C.15: Parameter der Kriechfunktionen auy;(t,Tr) der UD-Schicht, @p=>55%,

Tr =23,9°C

m Ty inh a1,m a2.m

1 810719 3379.1073 —3,515-107%
2 81072 4387-107%  2628-1076
3 81078 2,759.107% —2,839-10~*
4 81077 2811-107% —2,868-10~*
5 8107% 50991073 —5,223-107%
6 8107° 7,443-107% —7,617-10*
7 8107* 1,162-1072 —1,190-1073
8 81072 1,760-102 —1,804-107°
9 81072 2,667-1072 —2,734.1073
10 810~% 3976-1072 —4,081-10"3
11 810 5,821-1072 —5,984-1073
12 810! 8,273-1072 —8,536-1073
13 8102 1,129-107" —1,166- 1072
14 8103 1,444 -1071  —1,525-1072
15 8-10% 1,897 -10"' —1,663-1072
16 8-10° 1,278 - 1071 —3,094 - 1072

Tabelle C.16: Parameter der Kriechfunktionen aip;(¢,7R)

der UD-Schicht, ¢p=60%,

Tr =23,9°C

m T, inh a1,m o2.m

1 81079  4,039-107% —3,471-10~*
2 8107 —7651-1076  3,853.10°°
3 81078 3,285-107% —2,790-104
4 81077 3,337-107% —2,810-1074
5 81076 6,061-1072 —5,123-1074
6 8107° 8,843-107% —7,469 104
7 8107 1,381-1072 —1,167-1073
8 81073 2,092-1072 —1,769-1073
9 81072 3,170-1072 —2,683-1073
10 81071 47271072 —4,007-1073
11 8-10° 6,925-1072 —5,878-1073
12 810* 9,843-1072 —8,392-1073
13 8107 1,347 -1071  —1,148-1072
14 8103 1,705-1071  —1,504 - 1072
15 8.10% 2,481-1071 —1,637-1072
16 810° 3,646 -1072 —3,099 - 102
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C.2 Materialparameter auf Laminatebene

Tabelle C.17: Elastische Laminatkennwerte, Tg = 23,9 °C

Lagenaufbau YR E, Otthz
%  MPa 1/K

[0/90/+45/-45]; 40 89212 6,457-1075
[0/90/+45/-45]; 48 10110,0 5,753 1075
[0/90/+45/-45]; 50 10444,0 55771075
[0/90/+45/-45]; 55 11354,6 5,139-1075
[ ]

[
[0

0/90/+45/-45]s 60 12397,7 4,705-107°
0/90]25 55 11354,6 5,139-107°
s 55 9411,3 3,704-107°

Tabelle C.18: Parameter der thermischen Verschiebungsfaktoren at und bt

Lagenaufbau FE, il

©OF AH mpT AH mpT
%  kJ/mol 1/K kJ/mol 1/K

[0/90/+45/-45)s 40 112,053 —1,708-1073 119,350 7,589 -107°
[0/90/+45/-45]s 48 112,548 —1,629-1073 119,525 5,248 -107°
[0/90/+45/-45)s 50 112,660 —1,606-1073 119,593 4,687 -107°
[0/90/+45/-45]s 55 112,911 —1,540-1073 119,806 3,326 - 107>
[0/90/+45/-45)s 60 113,099 —1,463-1073 120,084  1,954-107°
[0/90]25 55 112,911 —1,540-1073 119,806 3,326 -107°
[0]4s 55 118,007 —1,570-1073 115,444 —1,416-107°
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Tabelle C.19: Relaxations- und Kriechparameter, [0/90/445/-45]s, op =40 %, Ty = 23,9 °C

E.(t,Tr) anz(t, Tr)

m T, inh m, Tm in h O

1 7-10710 7838.107* 7-107'0 —7313.-10°*
2 71077 1,04-107* 7-107Y —4,324-107°
3 7-100% 6,200-107* 7-107® —5,125-107%
4 7-1007 7,691-100% 7-1007  —6,120-10"*
5 7-100% 1,263-107% 7-100% —1,016-103
6 7-100° 1,910-107% 7-10° —1,537-1073
7 7-100% 2939.107% 7-100* —2,376-1073
8 7-100% 4470-107% 7-1073 —3,633-1073
9 7-1072 6,747-107% 7-1072 —5,526-1073
10 7-100' 1,004-107%2 7-107' —8,327-1073
11 7-10° 1,463 -1072 7-10° —1,237-1072
12 7-10! 2,073-1072 7-10! —1,800 - 1072
13 7-10? 2,797-107%2 7102 —2,534 - 1072
14 7-10° 3,649-1072 7.103 —3,418 - 1072
15 7-10? 3,592-1072 7.10% —4,434 - 1072
16 7-10° 8,602-1072 7.10° —5,437 - 1072

Tabelle C.20: Relaxations- und Kriechparameter, [0/90/445/-45]s, or =48 %, Tr =23,9°C

Ez(t7TR) athz(thR)

m Tminh Qm T in h Qm

1 7-1071° 7359.107% 7-10710 —7,143.1074
2 7-100° 9913-107° 7-107Y —3,861-107°
3 7-107% 5,823-107* 7-107® —5,028-1074
4 7-1007 7219-100% 7-1007 —5,953-107*
5 7-100% 1,187-107% 7-100% —9932.107%
6 7-100° 1,795-107% 7-107° —1,499-1073
7 7-100% 2,763-107% 7-107%* —2317-1073
8 7-100% 4,204-107% 7-107% —3,548-1073
9 7-100%2 6,350-107% 7.-1072 —5,398-1073
10 7-100Y 9463-1073% 7.-107' —8,149-1073
11 7-10° 1,382-1072 7-10° —1,212-1072
12 7-10! 1,964 -1072 7-10 —1,768 - 1072
13 7-10° 2,660 -1072 7.10? —2,496 - 1072
14 7-10° 3,502-107%2 7-.103 —3,385 - 1072
15 7-10 3,402-1072 7-10% —4,448 - 1072
16 7-10° 8,744-1072 7.10° —5,423 - 1072
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Tabelle C.21: Relaxations- und Kriechparameter, [0/90/445/-45]s, or =50 %, Ty = 23,9 °C

E.(t,Tr) anz(t, Tr)

m T, inh m, Tm in h O

1 7-1071° 7227.107* 7-107'° —6,891-10*
2 7-100% 9,708-107° 7-107% —4,569-107°
3 7-100% 5,720-107* 7-100®% —4,970-10"%
4 7-1007 7,090-107* 7-1077 —5,858-107*
5 7-100% 1,165-107% 7-100% —9.839.107¢
6 T7-100° 1,763-107% 7-107° —1,483-1073
7 7-100% 2,713-107% 7-100%* —2,297-1073
8 7-100% 4,129-107% 7-1073 —3,509-10"3
9 7-1002 6,240-107% 7-1072 —5,345-1073
10 7-100' 9301-107% 7-100' —8,064-1073
11 7-10° 1,359 -1072 7-10° —1,201 - 1072
12 7-10! 1,933-1072 7-10' —1,751-1072
13 7-102 2,621-1072 7-107 —2,476 - 1072
14 7-10° 3,460-1072 7.103 —3,362 - 1072
15 7-10? 3,345-1072 7-.10% —4,425 - 1072
16 7-10° 8,785-1072 7.10° —5,423 - 1072

Tabelle C.22: Relaxations- und Kriechparameter, [0/90/4-45/-45]s, o =55 %, Tr = 23,9°C

Ez (t7 TR) Olthz (t7 TR)

m Tminh Qm T in h Qm

1 7-1001° 6867-107* 7-10710 —6,814-107*
2 7-1070% 9,251-107° 7-107Y —4,192-107°
3 7-107% 5434-107* 7-107% —4,766-107*
4 7-1007 6,741-107* 7-1007 —5,717-107*
5 7-100% 1,108-107% 7-100% —9.490-107%
6 T7-100° 1,676-107% 7-107° —1,434-1073
7 7-100% 2581-107% 7-100% —2,223-1073
8§ 7-100% 3,929-107% 7-107% —3,391-1073
9 7-1002 5940-107% 7.-1072 —5,177-1073
10 7-107' 8863-107% 7-107! —7.804-1073
11 7-10° 1,297-1072 7-10° —1,163 - 1072
12 7-10! 1,848 1072 7-10 —1,698 - 1072
13 7-10? 2,514-1072 7.10% —2,406 - 1072
14 7-10° 3,340 -107%2 7-10° —3,276 - 1072
15 7-10* 3,181-1072 7-.10* —4,317 - 1072
16 7-10° 8,901-1072 7.10° —5,429 - 1072
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Tabelle C.23: Relaxations- und Kriechparameter, [0/90/445/-45]s, or =60 %, Ty = 23,9 °C

E.(t,Tr) anz(t, Tr)

m T, inh m, Tm in h O

1 7-10019 6452-100* 7-10719 —6,340-107*
2 7-107% 8697-107° 7-107? —4,474-107°
3 7-100% 5,106-107%* 7-1078% —4,547-107*
4 7-1007 6,336-107%* 7-1077 —5,436-10"1
5 7-100% 1,041-10% 7-107% —9,058-107*
6 7-10° 1,575-107% 7-10° —1,368-1073
7 7-100* 2426-107% 7-107* —2,118-1073
8 7-107% 3,696-107% 7-107% —3,239-1073
9 7-1002 5591-107% 7-1072 —4,935-1073
10 7-100' 8350-107% 7.-107' —7,449-1073
11 7-10° 1,223-1072 7-10° —1,111-1072
12 7-10! 1,748 1072 7-10* —1,623 - 1072
13 7-10? 2,383-1072 7102 —2,302 - 1072
14 7-10° 3,191-107%2 7103 —3,145 - 1072
15 7-10? 2,963-1072 7-10% —4,121 - 1072
16 7-10° 9,049-1072 7.10° —5,448 - 1072

Tabelle C.24: Relaxations- und Kriechparameter, [0/90]ss, ¢r =55 %, Tg = 23,9 °C

Ez (t7 TR) Olthz (t7 TR)

m Tminh Qm T in h Qm

1 7-1001° 6867-107* 7-10710 —6,814-107*
2 7-1070% 9,251-107° 7-107Y —4,192-107°
3 7-107% 5434-107* 7-107% —4,766-107*
4 7-1007 6,741-107* 7-1007 —5,717-107*
5 7-100% 1,108-107% 7-100% —9.490-107%
6 T7-100° 1,676-107% 7-107° —1,434-1073
7 7-100% 2581-107% 7-100% —2,223-1073
8§ 7-100% 3,929-107% 7-107% —3,391-1073
9 7-1002 5940-107% 7.-1072 —5,177-1073
10 7-107' 8863-107% 7-107! —7.804-1073
11 7-10° 1,297-1072 7-10° —1,163 - 1072
12 7-10! 1,848 1072 7-10 —1,698 - 1072
13 7-10? 2,514-1072 7.10% —2,406 - 1072
14 7-10° 3,340 -107%2 7-10° —3,276 - 1072
15 7-10* 3,181-1072 7-.10* —4,317 - 1072
16 7-10° 8,901-1072 7.10° —5,429 - 1072
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Tabelle C.25: Relaxations- und Kriechparameter, [0]4s, ¢r =55 %, Tr =23,9°C

E.(t,Tr) anz(t, Tr)

m T, inh m, Tm in h O

1 7-107'° 1,151-107% 7-107'0 —-3,893.10*
2 7-107° 1,552-107* 7.107° 2,144 -1074
3 7-100% 9114-107* 7.107% 4,299 - 1077
4 7-1007 1,131-107% 7-.1077 1,358 - 1074
5 7-100% 1,.860-107% 7.107 1,558 - 1074
6 7-107° 2817-107% 7-107° 2,795 - 1074
7 7-100% 4345.107% 7.107¢ 4,333.1074
8 7-100% 6,631-107% 7-1073 7,371-107%
9 7-1072 1,007-107%2 7-1072 1,243-1073
10 7-107Y 1511-1072 7-107! 2,200 - 1073
11 7-10° 2,232-1072 7-10° 4,000 - 1073
12 7-10! 3,220-1072 7-10! 7,519-1073
13 7-102 4,498 -1072 7-102 1,450 - 1072
14 7-10° 5,936-1072 7.103 2,737 -1072
15 7-104 8,394-10"2 7-10% 6,201 - 1072
16 7-10° 6,044 -1072 7.10° 8,474 - 1072
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