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Einfuhrung

1 Einfihrung

1.1 Leichtbauwerkstoffe im Automobilbau

Leichtbau als ,Auslegungsphilosophie” im Sinne einer verantwortungsvollen
Nutzung der begrenzt verfligbaren Ressourcen stellt fir die Automobilindustrie
eine wesentliche Zielrichtung fur die Zukunft dar. Vor dem Hintergrund zu-
nehmender Umweltbelastung fordern Politik und Verbraucher Lésungen zur
Reduzierung von Treibstoffverbrauch und Schadstoffemissionen. Gewichtsre-
duzierte Materialien bieten neben diesen 6kologischen Vorteilen erhebliche 6-
konomische Chancen. So kénnen durch neue Werkstoffe und Technologien
Wettbewerbsvorteile erzielt werden, wenn es gelingt, die Innovationsfihrer-
schaft zu erlangen oder Kosten- und Zeitreduktionen fur die Entwicklung und
Herstellung der Produkte zu erreichen.

Nachdem in den letzten Jahren zunehmend Aluminium als Konstruktionswerk-
stoff fur Automobilstrukturen eingesetzt worden ist, werden in jingster Zeit
erstmalig faserverstarkte Kunststoffe in Serienfahrzeugen verwendet. In sehr
kleinen Stlckzahlen sind mittlerweile Fahrzeuge erhaltlich, deren Fahrgastzelle
als Teil der Karosseriestruktur vollstandig aus CFK besteht.

Bild 1.1:  Rohkarosserie eines Hochleistungssportwagens mit Fahrgastzelle aus CFK
[100].
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Nach heutigem Technologiestand bieten kohlefaserverstarkte Kunststoffe in der
Karosseriestruktur das gréBte Einsparungspotential beim Fahrzeuggewicht. So
kann beim BMW M3 CSL auch durch den Einsatz von Teilen aus kohlenstofffa-
serverstarkten Kunststoffen (CFK) eine Gewichtsreduktion von 150 Kg und da-
mit etwa 10% des Gesamtgewichtes erreicht werden.

Neben dem Leichtbaupotential durch hohe gewichtsbezogene Steifigkeit und
Festigkeit bietet CFK den Vorteil , Werkstoffe nach MaB"” zu realisieren sowie
eine Vielzahl an Moglichkeiten, verschiedene Werkstoffe und Verstarkungsfor-
men (z.B. Faserarchitekturen) zu kombinieren. Dies resultiert in einer hohen
konstruktiven Gestaltungsfreiheit und ermdglicht groBe Flexibilitat in der Ferti-
gung. So kann z.B. eine weitgehende Integration verschiedener funktionaler E-
lemente wahrend des Entwicklungs- und Herstellungsprozesses durchgefihrt
und die Gesamtzahl der Bauteile deutlich reduziert werden. Ein Beispiel dafur
ist die im ,superleichten Mechatronik-Auto” BMW Z22 [54] umgesetzte
Leichtbaukonstruktion der Fahrgastzelle. Das folgende Bild 1.2 zeigt das Seiten-
rahmenbauteil aus CFK.

Bild 1.2:  Integriertes einteiliges Seitenrahmenbauteil des Technologietrdgers BMW
722 aus CFK mit 50% Gewichtsreduktion gegentiber vergleichbaren Stahl-
teilen [54].

Neben den Méglichkeiten bezlglich des Leichtbaus und der konstruktiven Frei-
heiten stellt das hervorragende Crashverhalten einen weiteren bedeutenden
Vorteil von CFK dar. Der Grund hierflr liegt in der unterschiedlichen Versagens-
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charakteristik gegeniber metallischen Werkstoffen. Diese versagen bei axialer
Stauchung vor allem durch Beul- und Faltvorgange. Es liegen punktuelle plasti-
sche Deformationen vor, wobei die Crashenergie durch plastisches Fliessen des
Werkstoffs verzehrt wird. Faserverbundwerkstoffe versagen hingegen in der
Regel durch progressives Crushing, d.h. das komplette Material wird in einer
Vielzahl von mikro- und makromechanischen Bruchvorgangen zerstért. Die Fa-
sern biegen und brechen und Matrixmaterial wird fragmentiert, was zur Folge
hat, dass der Zusammenhalt zwischen Fasern und Matrix verloren geht. Im fol-
genden Bild 1.3 sind die Unterschiede dargestellt.

Bild 1.3:  Vergleich des unterschiedlichen Versagensverhaltens von Leichtbau-
werkstoffen nach Crashbelastung. Plastisches Fliessen von Aluminium im
linken Bild und komplexes, sprédes Versagen von CFK im rechten Bild.

Eine schematische Kraft-Verformungsweg-Kurve eines energieaufnehmenden
Crashelements aus CFK ist im folgenden Bild 1.4 dargestellt. Nach der Kraftan-
stiegsphase folgt die Hauptcrashphase, in der die Bauteilzerstérung durch Um-
wandlung der kinetischen Energie in Werkstoffzerstérung progressiv voran-
schreitet. Die Lage des Kraftniveaus in der Hauptcrashphase beschreibt die
Qualitat der Energieaufnahme. Die von der Crashprobe absorbierte Energie ent-
spricht dabei der Flache unter der Kraft-Verfomungsweg-Kurve. Die Lage des
Kraftniveaus l3sst sich bei Crashelementen aus Faserverbundwerkstoffen tber
Variation der Geometrie oder des Lagenaufbaus in weiten Bereichen einstellen.
Damit lassen sich bei vorgegebener aufzunehmender Schadensenergie auch die
maximalen  Deformationswege  (rot = niedrige  spez.  Energieaufnah-
me / griin = hohe spez. Energieaufnahme) einstellen.
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Bild 1.4:  Idealer Kraft-Verformungsweg-Verlauf eines energieabsorbierenden Bau-
teils (rot = niedrige spez. Energieaufnahme / griin = hohe spez. Energieauf-
nahme).

Im folgenden Schaubild sind die erreichbaren spezifischen Energieaufnahmen
far Stahl, Aluminium und CFK gegenilbergestellt. Bauteile aus CFK kénnen im
Crashfall bei gleichem Gewicht bis zu dreimal mehr Energie als Stahl und etwa
das Doppelte der Energie von Bauteilen aus Aluminium aufnehmen.
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Bild 1.5: Darstellung des Steigerungspotential der spezifischen Energieauf-
nahmefahigkeit durch den Einsatz von CFK im Vergleich zu traditi-
onellen metallischen Konstruktionswerkstoffen [79].
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Trotz dieser Vorteile wird CFK derzeit noch begrenzt in der Serienfertigung ein-
gesetzt. Ein Grund hierflr liegt darin, dass es bisher noch nicht gelungen ist,
das besondere Crashverhalten des Werkstoffs CFK Gber numerische Methoden
in Crashberechnungen darzustellen. Bei der Fahrzeugentwicklung werden heu-
te standardmaBig Finite-Elemente-Methoden (FEM) eingesetzt, um einen Kon-
struktionsentwurf durch Simulationen im Rechner in der Vorentwicklungsphase
auszutesten. Gelingt dies, lassen sich Fehlentwicklungen bereits vor dem Bau
von Prototypen und somit Kosten fir falsche Werkzeuge und Teile vermeiden.
Dies fuhrt zu einer wesentlichen Senkung der Produktentwicklungszeiten und
schlagt sich in erheblichen Einsparungen bei den Entwicklungskosten nieder.
Fur prognosefahige Computersimulationen bedarf es auBer sehr schnellen
Rechnern auch numerisch stabiler Programme und physikalisch praziser Werk-
stoffmodelle. Die numerische Beschreibung des Verhaltens des Karosseriewerk-
stoffes Stahl ist heute Stand der Technik. Faserverbundwerkstoffe als neu ein-
gesetzte Werkstoffklasse kdnnen wegen ihres komplexen Versagensverhaltens
und vieler bendtigter Materialkennwerte noch nicht in voller Form abgebildet
werden. Daraus resultieren neue Herausforderungen fir die Crash-Simulation,
es mussen entsprechende neue, physikalisch sinnvolle Werkstoffmodelle entwi-
ckelt werden.

1.2  Zielsetzung und Aufgabenstellung

Ziel dieser Arbeit ist es, ein Werkstoffmodell und geeignete numerische Verfah-
ren zu entwickeln, die eine prognosefahige Simulation des Crashverhaltens von
Strukturbauteilen aus CFK erméglichen.

Gangige Verfahren in der Crashsimulation, die auf der Modellierung mit Scha-
lenelementen basieren, bericksichtigen Ublicherweise keine Spannungen in Di-
ckenrichtung und kénnen daher den fir CFK typischen Versagensmodus Dela-
mination nicht darstellen. Im Rahmen dieser Arbeit soll daher ein
dreidimensionales Werkstoffmodell entwickelt werden, das

e Elastisches Materialverhalten, den Ubergang zu
e Versagen und das fur das Crashergebnis entscheidende
e Nachversagensverhalten

beschreiben kann. Dieses Modell soll in einen Hydrocode, ein Finite-Elemente-
Losungsprogramm mit expliziter Zeitintegration und nichtlinearem Geometrie-
und Materialverhalten, implementiert und an realitdtsnahen Versuchen validiert
werden. Aufgrund des fur CFK charakteristischen spréden Versagensverhalten
gelangt die herkdmmliche FE Modellierung an ihre Grenzen. Deshalb soll die
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Abbildung des Versagensmodus , Delamination” mit einer adaptiven Modellie-
rung realisiert werden.

Als Basis zur Modellentwicklung sollen neue, experimentelle Methoden zur
qualitativen und quantitativen Untersuchung des Versagensverhaltens von CFK
unter statischer und dynamischer Belastung entwickelt werden. Die Parameter,
die als Eingabewerte fur das Modell notwendig sind, missen bestimmt werden.

1.3  Vorgehensweise und Aufbau der Arbeit

Im Kapitel 2 werden zunachst die theoretischen Grundlagen zu Faserverbund-
werkstoffen und der Stand der Technik der Werkstoffmodellierung dargestellt.
Darauf aufbauend wird in Anlehnung an Hiermaier [65] eine Konzept zur
Werkstoffmodellierung entwickelt. Dazu wird in Kapitel 3 ein experimentelles
Untersuchungsprogramm erstellt. Der Schwerpunkt dieser Werkstoffcharakteri-
sierung liegt auf dem fir die Crashsimulation wesentlichen Aspekt des dynami-
schen Werkstoffverhaltens. Deshalb wird das Crashverhalten und das Energie-
aufnahmevermogen eines Kohlenstofffaserverbundwerkstoffes in
unterschiedlichen Konfigurationen und Probekdrpergeometrien gepriift und die
Ergebnisse analysiert. Aufbauend auf den Erfahrungen, die die Crashversuche
liefern, wird der Versagensmodus Delamination in Kapitel 3.4 ausfihrlich un-
tersucht. Experimente zur Bestimmung der Delaminationseigenschaften werden
mit einem neu entwickelten Versuchsaufbau ausfuhrlich beschrieben. Aufbau-
end auf diesen Ergebnissen erfolgt in Kapitel 4 die Werkstoffmodellierung als
kontinuumsmechanische Beschreibung des experimentell beobachteten Werk-
stoffverhaltens. Das Werkstoffmodell wird anschlieBend in die am EMI entwi-
ckelte Simulationssoftware SOPHIA implementiert. Die Uberprifung der Mo-
dellformulierung erfolgt in  Kapitel 5 durch die Simulation der
Werkstoffversuche bei verschiedenen Belastungszustanden. In einem weiterfiih-
renden Schritt erfolgt in Kapitel 5.3 der Einsatz des entwickelten Werkstoffmo-
dells in der Struktursimulation zur Berechnung des axialen Crashverhaltens ver-
schiedener Motortrager. Die das Energieaufnahmeverhalten beeinflussenden
Parameter wie Lagenaufbau und Geometrie des Probekdrpers werden in einem
breiten Spektrum numerisch untersucht. AbschlieBend werden in Kapitel 6 die
erarbeiteten Ergebnisse diskutiert und notwendige weitere Schritte abgeleitet.
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Theoretische Grundlagen

Theoretische Grundlagen

Im folgenden Kapitel wird auf die theoretischen Grundlagen zu dieser Arbeit
eingegangen, die als Basis fir die experimentellen Untersuchungen und die
Werkstoffmodellierung dienen. Hierzu gehort ein Uberblick tber die verwende-
ten Faserverbundwerkstoffe und die sich daraus ergebenden physikalischen
Versagensmechanismen. Notwendige Grundlagen der Kontinuumsmechanik
und der Crashberechnung mittels numerischer Methoden werden erldutert.
AbschlieBend wird eine umfangreiche Darstellung Uber bestehende Werkstoff-
modelle und Modellierungsansatze fir Faserverbundwerkstoffe gegeben.

Definition und Komponenten von Verbundwerkstoffen

Basis dieser Zusammenfassung der werkstoffphysikalischen Grundlagen sind die
Darstellungen von Berthelot [20], Daniel und Ishai [43], und Friedrich [52].

Ganz allgemein handelt es sich bei Verbundwerkstoffen um Materialien, die
durch den Verbund beliebiger verschiedener Einzelkomponenten miteinander
entstehen. In dieser Arbeit soll die folgende Definition von Verbundwerkstoffen
nach Friedrich [52] gelten:

e Verbundwerkstoffe bestehen aus zwei oder mehr, deutlich voneinander
abgrenzbaren und mechanisch trennbaren Komponenten derselben
oder verschiedener Werkstoffgruppen. Diese sind im Verbund nicht
mehr einfach voneinander |6sbar.

e Die Anordnung der Komponenten zueinander l3sst sich bei der Herstel-
lung der Verbunde kontrolliert durchfiihren, um so ein gewlnschtes Ei-
genschaftsprofil zu erzielen.

e Das makroskopische Eigenschaftsprofil des neuen Werkstoffes aus meh-
reren Komponenten ist denen der Einzelkomponenten Uberlegen und in
einigen Fallen sogar einzigartig.

Die geometrische Form der zu verbindenden Komponenten kann unterschied-
lich sein. Zur Systematik der Verbundwerkstoffe wird daher haufig die raumli-
che Anordnung der Komponenten als ordnendes Prinzip herangezogen:

e Teilchenverbundwerkstoffe (eindimensional) makroskopisch isotrop
e Faserverbundwerkstoffe (zweidimensional) makroskopisch anisotrop

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
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e Schichtverbundwerkstoffe (dreidimensional) makroskopisch anisotrop

Die Untersuchungen in der vorliegenden Arbeit beschaftigen sich ausschlieBlich
mit Faserverbundwerkstoffen, einer Untergruppe der Verbundwerkstoffe. Dabei
besteht eine Komponente aus Fasern, die in eine andere Komponente, die Mat-
rix, eingebettet sind. Zwischen Matrix und Faser liegt die Grenzflache. Diese Be-
standteile weisen in ihrer Funktion charakteristische Unterschiede auf:

Matrix

e (Ubertragt und verteilt Belastungen auf das Verstarkungsmaterial
e separiert und fixiert Verstarkungskomponenten
e schitzt die Fasern gegen Umwelteinfllsse

Verstarkungsfasern

e erhdhen die Steifigkeit und Festigkeit
e verbessern die Ermidungs- und Brucheigenschaften
e erhohen den Kriechwiderstand

Grenzflache

e Schicht zwischen Matrix und Verstarkungskomponente
e unterstUtzt den Lastlbergang von Matrix zur Faser
e absorbiert die Energie beim Versagen des Verbundes

Im folgenden sollen die Hauptbestandteile Matrix und Faser genauer betrachtet
werden:

Die Matrix bestimmt die duBere Formgebung des Werkstoffes. Sie Gbernimmt
die Krafteinleitung in die Fasern und die Stltzung der Fasern bei auftretenden
Druckbeanspruchungen. Der Matrixwerkstoff wird in Abhdngigkeit von den
Einsatzkonditionen ausgewahlt. Hierbei sind die mechanischen, thermischen,
elektrischen und chemischen Bedingungen genauso zu beriicksichtigen wie das
vorgesehene Fertigungsverfahren. Man unterscheidet prinzipiell zwei Matrix-
werkstofftypen, Duromere und Thermoplaste:

e Kennzeichnend fir Thermoplaste ist, dass sie aus vielen Einzelmolekulen
ohne kovalente, intermolekulare Vernetzungen bestehen. Dadurch las-
sen sich die Molekule bei gentigend hoher Temperatur wiederholt und
leicht gegeneinander verschieben, d.h. plastisch (unter viskosem Flie-
Ben) verformen. Bei Gebrauchstemperatur sind sie dagegen fest.

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
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e Als besonderes Merkmal der Duromere gilt, dass die Polymer-
Makromolekdiile untereinander vernetzt vorliegen. Sie sind deswegen
nicht mehr schmelzbar und weder quellbar noch léslich. Die Formge-
bung geschieht daher im noch nicht vernetzten, flissigen Zustand. Da-
nach wird eine Aushartung durch Vernetzung eingeleitet. Eine wichtige
Gruppe der Duromere sind die auch in dieser Arbeit eingesetzten Epo-
xydharze, die generell als Matrizes fur Hochleistungsverbundwerkstoffe
verwendet werden.

Zur Klassifizierung der Faser als Verstarkungskomponente gibt es drei Ebenen:

e Fasergeometrie
e Fasermaterial
e Faserarchitektur im Verbund

Grundsatzlich unterscheidet man bei Fasern anhand ihrer Geometrie zwischen:

e Kurzfasern: Dies sind kurz geschnittene Fasern, die fur die Herstellung
von Harzmatten und Pressmassen oder in Spritzverfahren verwendet
werden kénnen.

e Endlosfasern: Hierzu zéhlen unidirektionale Fasergelege, die aus parallel
angeordneten endlosen Einzelfaden (Rovings) bestehen, sowie textile
flachige Halbzeuge wie Gewebe und Gestricke.

Als Fasermaterialien kommen Glas-, Kohlenstoff-, und Aramidfasern zur An-
wendung. Fur die in dieser Arbeit betrachteten Strukturbauteile werden fast
ausschlieBlich die hochfesten und hochsteifen Kohlenstofffasern als Verstar-
kungskomponente eingesetzt. Diese haben einen Durchmesser von ca. 7 -
8 um. Sie bestehen aus Graphit-Kristallen, einer der moglichen Strukturen des
Kohlenstoffs. Die Atome sind in den einzelnen Schichten Gber sehr starke kova-
lente Bindungen miteinander gekoppelt, wahrend sehr schwache ,van - der -
Waalsche” Bindungen zwischen den Schichten vorherrschen. Dadurch kénnen
die Schichten leicht gegeneinander verschoben und voneinander abgerieben
werden. Um in den Fasern einen hohen Modul und eine hohe Festigkeit zu er-
zielen, mussen die Schichtebenen parallel zur Faserachse angeordnet sein. In
der Praxis sind die Kristalleinheiten relativ kurz, nicht perfekt geordnet und
beinhalten eine Vielzahl von Defekten und Fehlern. Der Steifigkeitsmodul der
C-Fasern hangt demzufolge vom Grad der Perfektion der Ausrichtung ab, wel-
che besonders stark durch die Herstellbedingungen beeinflusst wird. Fehler in
der Ausrichtung bewirken kompliziert geformte Poren ldngs der Faserachse.
Diese kénnen als Spannungskonzentrationsstellen und Schwachpunkte wirken
und die Festigkeitseigenschaften deutlich verringern.
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Drittes Unterscheidungsmerkmal ist die Faserarchitektur im Verbund. Die Fasern
werden in einer bestimmten Anordnung zusammengelegt und im weiteren
Herstellverfahren mit dem Matrixwerkstoff verarbeitet. Hierbei kénnen die Fa-
sern wie in Bild 2.1 dargestellt auf drei Arten gelegt bzw. , verwebt” werden,
um die gewlinschten mechanischen Eigenschaften zu erzielen:

Bild 2.1:  Faserarchitektur im Verbundwerkstoff: unidirektional angeordnetes Laminat
(linkes Bild), Gewebeanordnung (mittleres Bild) und 3D-Anordnung mit ge-
flochtener Faserarchitektur (rechtes Bild).

e unidirektionale Anordnung: Die von der Matrix umhullten Fasern
sind geradlinig und parallel zueinander angeordnet.

e Gewebeanordnung: Ein Gewebe kann entweder aus einem oder aus
mehreren verschiedenen Fasertypen gewebt werden. Bei der zweiten
Variante werden verschiedene Faserarten zu so genannten Misch- oder
Hybridgeweben verarbeitet. Auf diese Weise ist es mdglich, die unter-
schiedlichen Eigenschaften der einzelnen Fasern in einem Bauteil zu
kombinieren. So kann man zum Beispiel im Vergleich zu einem reinen
Kohlenstofffaser-Laminat ein Laminat mit einer geringeren Steifigkeit,
aber wesentlich hoherer Schlagzahigkeit erhalten.

e 3D-Anordnung: Zu den dreidimensionalen Verstarkungsformen zahlt
die Moglichkeit, bestehende herkémmliche Faseranordnungen durch
Hinzufigen einer Verndhung in Dickenrichtung zu verknipfen. Weiter
gibt es voll dreidimensionale Faserarchitekturen wie z.B. durch Flechten
hergestellte Faseranordnungen.

In dieser Arbeit werden nur unidirektional verstarkte Laminate betrachtet. In-
nerhalb einer Einzellage sind alle Fasern gleich orientiert. Je nach Anforderung
lassen sich Kombinationen unterschiedlich gedrehter Einzellagen Gbereinander
zu einem Mehrschichtenlaminat verbinden. Dabei bestimmen die Ausrichtung
der einzelnen Lagen und die Reihenfolge ihrer Anordnung die Eigenschaften
des Laminates und den Grad der Anisotropie.
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2.2  Kontinuumsmechanische Beschreibung unidirektional verstarkter Faserverbunde

Grundsatzlich erfolgt die mathematische Beschreibung des Werkstoffverhaltens
in dieser Arbeit auf makroskopischer Ebene mit Hilfe der Kontinuumsmechanik.
Darauf basierend werden Werkstoffmodelle formuliert, die in der numerischen
Simulation ihre Anwendung finden. Im folgenden werden die kontinuumsme-
chanischen Grundprinzipien fur Faserverbundwerkstoffe dargelegt und somit
die Basis zur Ableitung von Stoffgesetzen geschaffen, die Spannungen und
Verzerrungen in Beziehung setzen.

2.2.1 Verallgemeinertes Hooke’sches Gesetz

Traditionelle Leichtbauwerkstoffe wie Aluminium, Magnesium oder Titan wer-
den generell als homogene Werkstoffe betrachtet. Das bedeutet, dass alle ihre
Eigenschaften ortsunabhangig und isotrop sind. Faserverbundwerkstoffe sind
hingegen inhomogene Werkstoffe mit anisotropen Eigenschaften. Die Kombi-
nation einer steifen bzw. festen Faser mit einem relativ weichen Kunststoff
fahrt in der Regel zu einem Verbundwerkstoff mit stark ausgepragten rich-
tungs- und ortsabhangigen Eigenschaften. Fur die Auslegung und Entwicklung
von Faserverbundstrukturen und Bauteilen ist in den meisten Fdllen aber eine
makromechanische Betrachtung ausreichend. Der Werkstoff kann dann als
homogen betrachtet werden. Aufgrund der zu berUcksichtigenden Anisotropie
wird die Steifigkeit nicht mehr durch skalare GréBen abgebildet sondern durch
Tensoren 4. Ordnung. Unter Voraussetzung linearer Beziehungen zwischen
Spannungs- und Verzerrungskomponenten kann das verallgemeinerte Hooke-
sche Gesetz fir ein homogenes anisotropes Kontinuum angewendet werden.

Ganz allgemein kédnnen Spannungen an einem Punkt in irgendeinem Festkor-
per durch einzelne Spannungskomponenten beschrieben werden, die an den
Oberflachen eines kubischen Volumenelementes in diesem Punkt wirksam wer-
den (Bild 2.2).
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Bild 2.2:  Dreidimensionale Spannungskomponenten an einem Einheitswirfel.

Aufgrund der richtungsabhangigen Eigenschaften wird mit dem kartesischen
Tensor vierter Ordnung Cj,, der Zusammenhang zwischen den Spannungen
o; und den Verzerrungen &, an einem Punkt in einem belasteten Kontinuum
beschrieben:

Die Indizes bezeichnen die kartesischen Richtungen des dreidimensionalen
Raumes und nehmen deshalb die Werte von 1 bis 3 an. Es gibt deswegen je-
weils 3% = 9 Spannungs- und Verzerrungstensorkomponenten und 3* = 81 elas-
tische Konstanten.

Die Zahl der unabhangigen elastischen Konstanten kann durch Symmetrielber-
legungen und thermodynamische Betrachtungen reduziert werden. So gilt auf-
grund der Symmetrie ¢, = &, des Green-Verzerrungstensors:

Ciwr = Cie 2.2

i i

Es verbleiben noch 54 unabhangige Konstanten. Aufgrund der Symmetrie
o; = 0; des Cauchy-Spannungstensors gilt:

C"k/ = Cj/kl 2.3

Ul

Somit reduziert sich die Zahl der Konstanten auf 36.
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Eine weitere Minderung der Konstantenanzahl erhalt man unter der Vorausset-
zung der Existenz eines quadratischen elastischen Potentials, d.h. dass elasti-
sche Formanderungen mit der Speicherung von Formanderungsenergie ver-
bunden sind. Diese spezifische Formanderungsenergie W ist:

1
W = EC,-j.k,g,jgk, 2.4

Die Spannungen sowie die Komponenten des Elastizitatstensors ergeben sich
aus der partiellen Ableitung von W zu:

éo;, oW W ooy,

C“k/ =

Ul

Ogy 0&,0s; 0g;0g, Ot

]

Wie hier dargestellt folgt durch einfaches Differenzieren nach den Verzerrun-
gen das allgemeine Hooke'sche Gesetz und durch zweifaches Differenzieren
die Materialkonstanten. Da die Reihenfolge des Differenzierens belanglos ist,
sind auch die Indizes vertauschbar. Es gilt die Symmetrieeigenschaft der Steifig-
keitsmatrix:

womit noch 21 unabhéangige elastische Konstanten verbleiben:
C1111 C1122 C1133 C1123 C1131 C1112
C1122 CZZZZ C2233 C2223 C2231 C2212
C1133 C2233 C3333 C3323 C3331 C3312
Cansiotrop = C C C C C C 2.7
1123 2223 3323 2323 2331 2312
C1131 C2231 C3331 C2331 C3131 C3112
_C1112 C2212 C3312 C2312 C3112 C1212_

Dies ermdglicht die in Tabelle 2.1dargestellte und im weiteren verwendete
Schreibweise der Spannungs- und der Verzerrungskomponenten.
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Tabelle 2.1: Verwendete Definitionen der Notation
Spannungen Verzerrungen

tensorielle Ingenieur tensorielle Ingenieur
Notation Notation Notation Notation

071 (o & &

022 o, &2 &

O33 O3 &33 &3

072 Oy V12=2&2 &y

O3 O5 V13=2&13 &5

023 Op 123=263 &6

Damit kann die lineare Beziehung zwischen Spannungs- und Verzerrungskom-
ponenten in Matrixform geschrieben werden:

0, =C; & mitj=123456 2.8

Die vorangegangene Gleichung stellt das allgemeine Hooke’'sche Gesetz aus
Gleichung 2.1 in vereinfachter Schreibweise dar, womit allgemein anisotrope,
homogene, linear elastische Werkstoffe beschrieben werden kénnen. Es dient
als Ausgangspunkt fir alle folgenden Uberlegungen.

2.2.2 Beschreibung des elastischen Verhaltens unidirektionaler Faserverbundschichten

Gleichung 2.8 beschreibt das Hooke'sche Gesetz fir ein anisotropes Material
ohne weitere Symmetrieeigenschaften. In Gleichung 2.9 ist die Steifigkeitsmat-
rix mit 21 unabhangigen Konstanten fur ein solches triklines Material darge-
stellt:
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0

0
0 0
D N0 N
» B >
D O N0
D O N0

C.. = 29
triklin C44 C45 C46
Sym. s G
C,

L 66 |
Die Anzahl dieser unabhdngigen Materialparameter verringert sich weiter,
wenn das betrachtete Material geometrische Symmetrieeigenschaften aufweist.
Existiert eine Spiegelsymmetrieebene, reduziert sich die Anzahl der unabhangi-
gen Konstanten auf 13 (monoklinisch). Existieren zwei senkrecht aufeinander
stehende Symmetrieebenen, so gibt es auch eine dritte, welche wiederum
senkrecht auf der ersten und der zweiten steht. Ein solches Material nennt man
orthotrop, und es wird durch neun unabhdngige Elastizitatskonstanten be-
schrieben. Da in dieser Arbeit nur unidirektional verstarkte Faserverbundwerk-
stoffe betrachtet werden, ist die Annahme der Existenz von drei senkrecht auf-
einander stehenden Symmetrieebenen zulassig.

Zur Herleitung des verallgemeinerten Hooke'schen Gesetzes fUr bestimmte
Symmetrieeigenschaften wird gefordert, dass die Formanderungsenergiefunkti-
on W in zwei Systemen dquivalenter Achsen 1, 2, 3 sowie 1’, 2°, 3" gleich sein
muss (Bild 2.3).

Bild 2.3:  Orientierung verschiedener Koordinatensysteme, &dquivalente Achsen
1,2, 3 sowie 1', 2", 3".

Fur die Verzerrungskomponenten im gestrichenen und diejenigen im ungestri-
chenen System in Bild 2.3 gilt der Zusammenhang:
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2W

2W'

+ o+ + o+ o+

+ o+

r_ r_ r r__ r_ r_
E\=E,E =6,E3=83,8, =&, 6 =—E,E = &

Die Formanderungsenergie W (Gleichung 2.4) im Referenzsystem lautet:

C&8
Cpi&8,
C31838,
Chi&48;
Coi&58

Co1€68;

Cp 88,
Cy6,6,
C5y638,
Caréat;

Cs858;

+ + + + + +

Co2865;

+ + + + + +

Ci38:85
Cp36,8;
Ca3638,
Cu3€485
Coz6:85

Co38653

+ + + + + +

Clagié,
Coutr84
Cou838,
Cuutsty
Cossséy

Ceatsts

+ o+ + + + o+

Cis&iés
Cys6,85
Cis6585
Cus&sts
Cosésés

Cos865

+ o+ + + + o+

Cie&i66
Cre8r65
Ci66365
Cue€48s
Coess

Cos6%s

und mit den Verzerrungskomponenten des gestrichenen Systems:

Chre
Cpi&r8
G638,
Cpere
G658,

! ’
Cor€e8;

+

r_!
Cr68;

+

1 1
Cp88,

+

r !
Cs838,
! ’
Chréa8;
’ 1

- G858

[ !
+ Cp&es

+ + o+

+

Ci36163
Cp36:65
Cy38383
Cus&48}
C38583

! !
Cos&5€3

+ +

Clu&ie,
Cou58,
Couezey
Cutré,
Csu&58,

r !
Ceatsts

+ +

Cis&iés
Cps6764
Cyséiés
Casésés
Cssésés

’ [
Cos&665

+
—+
—+

+

Cie&18¢
Coe6r86
Cye36
Cus&is€e
Cogéség

! !
Cos&656

2.10

2.12

Da das Werkstoffgesetz in beiden Koordinatensystemen gelten soll, missen in
Gleichung 2.11 und Gleichung 2.12 alle elastischen Konstanten mit jeweils un-
terschiedlichem Vorzeichen eliminiert werden. Daraus folgt das verallgemeiner-
te Hooke'sche Gesetz fir ein monoklines Material (Symmetrie existiert bezlg-

lich einer Ebene):

C

CH

monoklin —

C, G

CZZ C23
C33

Sym.

Cre
Cos
Ce
Cas
Css
Ces i

2.13

Liegt eine zweite (und damit auch dritte) Symmetrieebene vor, liefert analoges
Vorgehen das verallgemeinerte Hooke'sche Gesetz fir orthotrope Materialien:
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_C1 1 C1 2 C1 3 ]
C-22 C~23
C
C = > 2.14
orthotrop C44
Sym. Ces
L C66 a

Damit lautet das Materialgesetz fur unidirektional verstarkte Faserverbundwerk-
stoffe:

o G G, G3 0 0O 0 &
o, ¢, CG; 0 0 O0]]s
o3| _ G 0 0 0 |]g 515
o, C, 0 O &,
o, Sym. Cs 0 ||é&
%6 L Cos ] L&

Dieses Materialgesetz ist die Grundlage des in dieser Arbeit entwickelten Mo-
dells zur Beschreibung des elastischen Verhaltens von unidirektional verstarkten
Faserverbundwerkstoffen. Darlber hinaus gehende Vereinfachungen liefern
keine weiteren Leerstellen in der Steifigkeitsmatrix. Die weit verbreitete An-
nahme der transversalen Isotropie verringert die Anzahl der unabhangigen Elas-
tizitatskonstanten dennoch, indem weitere Elemente der Steifigkeitsmatrix je-
weils gleiche Werte erhalten. Die Voraussetzung dafdr sind unidirektional
verstarkte Einzelschichten mit idealer Faserausrichtung. Dann sind, wie in Bild
2.4 ersichtlich, die Materialeigenschaften senkrecht zur Faser in jeder Richtung
gleich.
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Matrix

H 1
4

Bild 2.4: Begriindung fiir die transversale Isotropie aus der Symmetrie der
Materialeigenschaften in senkrechter Richtung zur Faserorientie-
rung.

Da diese Annahme fur die in dieser Arbeit untersuchten Materialien nicht unter
allen Umstanden zulassig ist und besonders die physikalisch sinnvolle Beschrei-
bung des Nachversagensverhaltens so nicht méglich ist, wird von dieser Verein-
fachung im Modell abgesehen.

Um die Elemente der Steifigkeitsmatrix fir unidirektionale Faserverbundwerk-
stoffe als Funktion der abgeleiteten oder gemessenen E-Moduli, Querdehnzah-
len und Schubmoduli angeben zu koénnen, berechnet man zundchst die Ele-
mente der Nachgiebigkeitsmatrix. Diese wird anschlieBend invertiert. Im
Anhang A ist die entsprechende Herleitung aufgefihrt.

2.3  Grundlagen der nichtlinearen Finite Elemente Berechnung

In der Crashberechnung fur die Automobilindustrie werden Ublicherweise Be-
rechnungsmodelle eingesetzt, die mit der Methode der Finiten Elemente (FEM)
formuliert sind. Zur numerischen Simulation solcher kurzzeitdynamischer Vor-
gange wurden bereits in den frihen funfziger Jahren die sogenannten , Hydro-
codes” als Unterklasse der Finite-Element-Programme entwickelt. Der Name
.Hydrocode” ruhrt von rein hydrodynamischen Problemstellungen her, da die
ersten Codes dieses Typs, etwa der von Wilkins vorgestellte HEMP Code [131],
im Zuge der numerischen Simulation der Wirkung von Kernwaffen entwickelt
wurden. Die dabei auftretenden hydrostatischen Drlcke Ubersteigen die Mate-
rialfestigkeit um GroéBenordnungen, so dass das deviatorische Verhalten ver-
nachlassigt werden konnte. Die heutigen Hydrocodes erlauben durch die Be-
rlcksichtigung der Festigkeitseigenschaften, Vorgange in einem sehr weiten

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
Crashverhalten von Strukturbauteilen aus kohlefaserver-

starkten Kunststoffen



Theoretische Grundlagen

Geschwindigkeitsbereich zu simulieren. Neben der Crashberechnung sind typi-
sche Anwendungsgebiete moderner Hydrocodes Impaktanalysen bei Ge-
schwindigkeiten bis zu einigen Kilometern pro Sekunde.

Bei der numerischen Beschreibung des Materialverhaltens in dynamischen Vor-
gangen, wie den im Rahmen der vorliegenden Arbeit betrachteten Crashvor-
gangen, sind eine Vielzahl von Nichtlinearitaten, wie

e geometrische Nichtlinearitaten
e wechselnde Randbedingungen
e nichtlineare Materialgleichungen

zu berUcksichtigen. Die mathematische Beschreibung eines solchen Impaktvor-
gangs entspricht der Formulierung eines Randwertproblems unter der BerUck-
sichtigung von

e Erhaltungssatzen fur Masse, Impuls und Energie

e Randbedingungen fir Spannungen, Geschwindigkeiten und Verschie-
bungen

e Anfangsbedingungen.

Im folgenden Kapitel sollen die Grundlagen der Lésungsmethoden fur ein sol-
ches Anfangsrandwertproblem dargestellt werden. Weiter wird die Umsetzung
der Lésungsmethode in Programme der Klasse Hydrocodes dargestellt. Der In-
halt dieses Kapitels basiert auf den Veroffentlichungen von Bathe [16], Benson
[19], Anderson [9]. WeiterfUhrende Literatur findet sich bei Hiermaier [65], [66]
und Sauer [108].

Bei beliebigen Bewegungen von Kérpern in einem abgeschlossenen System gilt
das Prinzip der Energieerhaltung am Gesamtsystem. Entsprechend missen auch
der Gesamtimpuls und die Masse erhalten bleiben. Diese drei Beziehungen bil-
den unter Vernachlassigung von inneren Warmequellen und Warmeleitung die
Erhaltungsgleichungen der Kontinuumsmechanik in differentieller Form, die
nach Bathe [16] lauten:
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Energieerhaltung:

de ov. ov.

- =P 5. —L 2.16
r dt 0X, Y ox
Massenerhaltung:
dp . , 0% _g 2.17
dt OX
Impulserhaltung:

dv, oP 80,1-

P + + f. 2.18
dt ox.  ox, P

! J

Darin sind p die Werkstoffdichte, e die massespezifische innere Energie, v; der
Geschwindigkeitsvektor und t die Zeit. f; beschreibt volumetrische Krafte wie
beispielsweise die Gravitation. In der hier verwendeten Lagrange'schen Formu-
lierung der Erhaltungsgleichungen bezeichnet d/dt die substantielle Zeitablei-
tung. Sie beschreibt die zeitliche Ableitung einer GréBe in einem Lagrange-
Referenzsystem.

Damit diese drei Erhaltungsgleichungen |6sbar sind, muss zusatzlich der in ih-
nen auftretende Spannungstensor o, der die Erhaltungsgleichungen mit den
Stoffgesetzen der verwendeten Materialien verknlpft, berechnet werden. In
Hydrocodes, die urspringlich fir hochdynamische StoBwellenprobleme entwi-
ckelt wurden, wird der Spannungstensor in einen hydrostatischen Anteil und in
einen deviatorischen Anteil zerlegt. Der hydrostatische Anteil wird mit einer Zu-
standsgleichung beschrieben, die einen Zusammenhang zwischen Druck, Vo-
lumen bzw. Dichte und innerer Energie bzw. Temperatur herstellt. Der deviato-
rische Anteil enthalt die Schubspannungen und die vom hydrostatischen Druck
abweichenden Normalspannungen. Die Beschreibung erfolgt mit konstitutiven
Modellen, die die Spannungs-Verzerrungs-Beziehung, das plastische Verhalten,
Versagenskriterien, Nachversagensverhalten und vielféltige weitere Einflussgro-
Ben beinhalten.

Hier wird davon ausgegangen, dass fir das Faserverbundwerkstoffverhalten
unter Crashbelastung im fur die Automobilindustrie relevanten Geschwindig-
keitsbereich sowohl Plastizitat als auch nichtlineare Zustandsgleichungen keine
Rolle spielen. Deshalb kann in dieser Arbeit auf die Aufteilung des Span-
nungstensors in einen hydrostatischen und deviatorischen Anteil verzichtet
werden.
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Das Grundprinzip eines jeden Hydrocodes ist es, die den Erhaltungsgleichungen
zugrunde liegenden partiellen Differentialgleichungen durch raumliche und
zeitliche Diskretisierung naherungsweise I6sbar zu machen. Diese Diskretisie-
rung bedeutet eine Zerlegung kontinuierlicher Strukturen oder des zeitlichen
Verlaufes in eine begrenzte Anzahl von finiten Elementen und Zeitintervallen.
Bei den Elementen, in die das Gesamtsystem zerlegt wird, kann es sich um die
,Finiten Elemente”, aber auch um ,Finite Differenzen” oder , Finite Volumen”
handeln. Unabhangig von der verwendeten Formulierung wird das Kontinuum
in endlich viele, kleine Teilbereiche zerlegt, die zusammen das Elementnetz,
bzw. im dreidimensionalen Fall das Elementgitter bilden. Elementgitter dieser
netzbasierten Methoden kénnen im wesentlichen auf zwei verschiedene Wei-
sen Strukturen reprdsentieren:

e In der Formulierung nach Lagrange bewegt sich das Netz mit dem be-
wegten Korper mit. Das Lagrange-Netz ist fest mit der Struktur verbun-
den und verzerrt sich mit ihr. Die Masse der einzelnen Elemente bleibt
im gesamten Betrachtungszeitraum konstant und die Réander des abge-
bildeten Koérpers werden durch die Elementgrenzen definiert. Die Be-
wegung des Koérpers durch den Raum wird dadurch beschrieben, dass
die Knoten des Netzes in Bezug zu einem raumfesten Koordinatensys-
tem gesetzt werden. Da wahrend der gesamten Rechenzeit die Rander
der Struktur bzw. der einzelnen Komponenten des gesamten Modells
scharf abgebildet werden, wird eine Vereinfachung der Randbedingun-
gen erreicht. Materialgrenzen und freie Oberflachen sind immer mit E-
lementgrenzen identisch. Der abbildbaren Deformation der Kérper sind
infolge der korperfesten Gitter aufgrund ihrer mathematischen Formu-
lierung jedoch Grenzen gesetzt. Zu groBe Zellverzerrungen kénnen bei
groBen Deformationen zu unphysikalischen Ergebnissen oder zum Be-
rechnungsabbruch fuhren.

e In der Euler-Formulierung ist das gesamte modellierte System mit einem
raumfesten Gitter Uberzogen, dessen Zellen als Kontrollvolumina alle
eintretenden und austretenden Massen registrieren. Hauptanwen-
dungsgebiet dieser Methode ist vor allem der Bereich der Fluid- und
Stréomungsberechnungen. Allerdings ist sie rechentechnisch aufwendi-
ger als die Lagrangesche Methode, und die Genauigkeit hangt in ho-
hem Mal von der Gitterfeinheit ab.
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Bild 2.5: Darstellung der unterschiedlichen Diskretisierungsmoglichkeiten
nach Lagrange (linkes Bild) und Euler (rechtes Bild). Im Zeitpunkt t,
(oberer Bildteil) sind die Ausgangskonfigurationen dargestellt. Im
Zeitpunkt t; (unterer Bildteil) ist der deformierte Kérper zu erken-
nen.

Da in dieser Arbeit nur Festkérper berechnet werden, wird die Lagrange-
Methode eingesetzt. Die Struktur wird also rdaumlich in finite Elemente unter-
teilt, die nur Uber ihre Elementknoten miteinander verbunden sind. Anstelle ei-
nes Nadherungsansatzes fur die gesamte Struktur werden Naherungsansatze
gewahlt, die nur in den finiten Elementen von Null verschieden sind. Mithilfe
der Ansatzfunktionen wird die Verschiebung im Element in Abhadngigkeit von
den unbekannten Knotenverschiebungen ausgedrickt. Aus dem Kraftegleich-
gewicht am Knoten resultiert eine Steifigkeitsbeziehung, welche die inneren
und duBeren Krafte mit den Knotenverschiebungen koppelt. Nach einer Trans-
formation der lokalen Daten der einzelnen Elemente in globale Daten folgt aus
diesen Knotenverschiebungen der Verzerrungszustand, der zusammen mit ei-
nem Stoffgesetz die Spannungen liefert.

Betrachtet man das mechanische Gleichgewicht eines beliebigen Kérpers Q, so
mussen drei Bedingungen erfillt sein, die Gleichgewichtsbedingung, die Kom-
patibilitatsbedingung und das Stoffgesetz. Die Gleichgewichtsbedingung be-
schreibt das Gleichgewicht der duBeren Lasten am Korper Q, die Kompatibili-
tatsbedingung beinhaltet entsprechend der Forderung einer kontinuierlichen
Losung die Bedingung fur den Verbund und das Stoffgesetz den Zusammen-
hang zwischen Verzerrungen und Spannungen des Korpers.

Fur die statische Beschreibung werden als duB3ere Lasten z.B. Oberflachenkrafte
bzw. —Spannungen und Volumenkrafte unterschieden. Bei den in dieser Arbeit
betrachteten Crashvorgdngen andern sich die aufgebrachten Lasten und die
Verschiebung u des Kérpers Q allerdings mit der Zeit t. Ziel der Betrachtung ist
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deswegen die Berechnung der Lagen des Korpers Q in diskreten Zeitpunkten 0,
At, 2At, ..., wobei At ein Zuwachs der Zeit t ist. Die numerische Losung dieser
zeitabhdngigen Bewegungsgleichung kann durch zwei Arten der Zeitintegrati-
on erreicht werden, die implizite und die explizite Methode.

Zeitintegration:

Das bei Berechnungen mit impliziter Zeitintegration Ublicherweise verwendete
Integrationsschema ist die sog. Euler-Rickwarts Methode, bei der eine Losung
des Gleichungssystems fir die auf das Ende eines jeden Inkrements bezogenen
GroBen erforderlich ist. In nichtlinearen Analysen werden iterative Verfahren
mit Gleichgewichtskontrolle zur Uberpriifung der Konvergenz fir den Zeitpunkt
t + At verwendet, was den Nachteil hoher Rechenzeit mit sich bringt. Allerdings
kann genau festgelegt werden, bei welcher Genauigkeit die Iteration abgebro-
chen werden soll, was eine Aussage Uber die Genauigkeit der Gesamtberech-
nung ermdoglicht. Der Hauptvorteil der impliziten Zeitintegration ist allerdings,
dass die Berechnungen sehr stabil durchgefihrt werden. Das bedeutet, dass
sehr groB3e Zeitschrittldangen At moglich sind.

Fur die Berechnung sehr schnell ablaufender Vorgange wird Ublicherweise ein
explizites Zeitintegrationsverfahren eingesetzt. In der Regel handelt es sich hier-
bei um die Euler-Vorwdartsmethode, bei der die geforderte Integrationsgenauig-
keit durch eine einfache Vorwartsintegration Uber eine ausreichende Zahl von
Inkrementen gewahrleistet wird. Der dabei eingesetzte Zeitintegrationsoperator
ist der zentrale Differenzenoperator. Die Geschwindigkeit wird in der Mitte des
Zeitschritts ausgewertet. Ausgehend von den bekannten GréBen zu den Zeit-
punkten t — At/2 und t werden die GréBen zum Zeitpunkt t + At/2 berechnet.
Da das Verfahren im Gegensatz zu der impliziten Zeitintegration unter der Vor-
aussetzung einer diagonalen Massenmatrix keine Dreieckszerlegung der Koeffi-
zientenmatrix bendtigt, kdnnen verschiedene Vereinfachungen bericksichtigt
werden. Deshalb entspricht der Loésungsprozess einem einfachen zeitlichen
Fortschreiten. Ublicherweise werden einfache Elemente verwendet, die nur ei-
nen Integrationspunkt besitzen, und die Stoffgesetzintegration wird nicht voll-
standig ausiteriert. So wird eine sehr hohe Rechengeschwindigkeit und ein ge-
ringerer Speicherplatzbedarf ermoglicht. Durch die Unterintegration kénnen
sich in einem Element allerdings unerwinschte energiefreie Deformationszu-
stande einstellen, die als “Hourglassing” bezeichnet und durch entsprechende
StabilisierungsmaBnahmen unterdrtickt werden mussen.

Weiter muss der Zeitschritt klein gewahlt werden, um die Stabilitat der Berech-
nung zu gewahrleisten. Die Stabilitatsgrenze ist durch den kritischen Zeitschritt
gegeben, der von der Elementgeometrie und dem Werkstoff, bzw. der Schall-
geschwindigkeit des Werkstoffes abhangt. Er muss der Courant-Friedrichs-Levy
(CFL)-Bedingung genugen:
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At < At =$ 2.19
C

krit

Darin stellen d, die kleinste Elementldnge oder Elementdiagonale und c die
Ausbreitungsgeschwindigkeit von Schallwellen innerhalb des Elements dar. Die
obere Grenze fur den Zeitschritt fir das gesamte Problem wird durch das Ele-
ment mit dem kleinsten Zeitschritt bestimmt. Das bedeutet, dass sowohl groBe
Netzfeinheit als auch hohe Geschwindigkeiten zu kleinen Zeitschritten und da-
mit hohen Rechenzeiten fihren.

In der vorliegenden Arbeit wird fir die Simulation der Laborversuche und der
Anwendungsbeispiele in Kapitel 5 der am Ernst-Mach-Institut angewendete
und kontinuierlich weiterentwickelte Berechnungscode ,SOPHIA” [66], [108]
eingesetzt. Zur Loésung der Erhaltungsgleichungen zusammen mit der Lésung
der Stoffgleichungen unter Berlcksichtigung der Anfangs- und Randbedingun-
gen wird eine explizite Zeitintegration durchgefuhrt. Die Berechnungsschritte,
die in jedem Zeitschritt durchgefihrt werden, sind im einzelnen:

e Bestimmung der Schallgeschwindigkeit in jedem Integrationspunkt
e Zurlcksetzen der Knotenkrafte jedes Knotens

e Berechnen der Knotenkrafte aus Spannungen am Integrationspunkt
e Kontaktberechnungen

e Berechnung der Beschleunigungen jedes Knotens Uber die Impulserhal-
tung aus den Knotenkraften

e Integration der Geschwindigkeiten und Verschiebungen an jedem Kno-
ten

e Berechnung der Verzerrungen und Spannungen in jedem Element

e Berechnung des neuen Zeitschrittes fur den folgenden Berechnungszyk-
lus

Die zeitliche Abfolge der innerhalb eines inkrementellen Rechenschrittes durch-
gefuhrten Operationen ist in Bild 2.6 schematisch dargestellt.
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Bild 2.6: Schematische Darstellung der innerhalb eines Zeitinkrementes
durchgefihrten Rechenoperationen in SOPHIA unter Verwendung
einer expliziten Zeitintegration [66].

2.3.1 Adaptivitat in SOPHIA

Der verwendete Hydrocode SOPHIA des EMI bietet neben den vorgestellten
raumlichen Diskretisierungsmaoglichkeiten noch eine weitere Methode. Fiur die
numerische Simulation von Vorgangen mit starker Fragmentierung und sehr
groBen Verformungen und Verzerrungen, wie sie Ublicherweise bei Impaktvor-
gangen auftreten, kann die sogenannte Smooth-Particle-Hydrodynamics (kurz
SPH)-Methode eingesetzt werden. Die Diskretisierung erfolgt dabei nicht Gber
ein Netz bzw. Gitter, sondern Uber Partikel. Bei dieser netzfreien Methode sind
die Partikel mathematisch gesehen die Stltzstellen der Interpolationsfunktio-
nen. Am Ort dieser Punkte sind Feld- und ZustandsgréBen wie Masse, Dichte,
Druck, Geschwindigkeit und der Spannungstensor bekannt. Die Interpolations-
funktion verschmiert einerseits diese GréBen Gber den Raum um die Stutzstel-
len und sorgt andererseits fur die Impulsibertragung zwischen den Partikeln.
Der Hauptvorteil dieser Methode liegt gegenlber den netzbasierten Methoden
darin, dass sich auch Extremsituationen mit groBBen lokalen Verformungen be-
rechnen lassen. Der wesentliche Nachteil dieser Methode sind die gro3en Re-
chenzeiten und eine hohere Anfalligkeit gegen numerische Instabilitaten. Sauer
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[108] formulierte eine Kopplungsmaoglichkeit zwischen mit verschiedenen Me-
thoden diskretisierten Kérpern und erweiterte dies dahingehend, dass wahrend
der Berechnung die Diskretisierung adaptiv verandert werden kann. Eine ver-
breitete Anwendung von Adaptivitat in Berechnungen ist die Mdglichkeit von
Finiten Elementen auf Partikel wechseln zu kénnen. Man macht dies, um am
Anfang einer Berechnung, wenn noch keine groBen Deformationen vorliegen,
mit den numerisch gut beherrschbaren und sehr schnell zu berechnenden Fini-
ten-Elementen Zeit zu sparen. Werden Teile des Modells im Lauf der Simulation
stark deformiert, kénnen lokal die Finiten Elemente in Partikel umgewandelt
werden und die Berechnung wird weitergefihrt. Es wird dabei ein Kopplungs-
algorithmus eingesetzt, der Uber die Knotengeschwindigkeiten bzw. die Kno-
tenkrafte der jeweiligen Punkte die Kopplung berechnet.

Im Rahmen dieser Arbeit wird der Adaptivitatsalgorithmus in abgewandelter
Form genutzt. Dabei wird ein adaptives Separieren von Elementen durch Kno-
tenduplikation vollzogen, um den Versagensmodus Delamination, also das Ab-
|6sen einzelner Laminatschichten voneinander, abbilden zu kénnen. Falls ein
dafir entwickeltes und spater beschriebenes Kriterium erfillt ist, wird der Ele-
mentteilungsalgorithmus eingeleitet. Entscheidend ist hierbei, dass nicht nur
neue Knoten generiert, sondern auch die neu entstandenen Kontaktflachen der
Elemente sofort in der Berechnung beriicksichtigt werden. Es muss auf jeden
Fall vermieden werden, dass sich die Elemente wahrend der Simulation durch-
dringen.

Der Kontaktalgorithmus funktioniert so, dass zu jedem Zeitpunkt der Berech-
nung Gberprift wird, ob eine Uberschneidung verschiedener Netze vorliegt. Ist
dies der Fall, werden an den BerlUhrungspunkten Rickstellkrafte aktiviert. Die
Kontaktalgorithmen lassen sich in die Bereiche der Kontaktsuche, der Kontakt-
bedingungen und der Ermittlung der Kontaktkrafte einteilen. Dabei ist die Kon-
taktsuche besonders bei dreidimensionalen Netzen der rechenintensivste Be-
reich. Grundsatzlich sind zwei Vorgehensweisen bekannt, um die Knotenkrafte
zu ermitteln. In der einen wird zuerst die Interface-Kraft zwischen den Oberfla-
chen berechnet und anschlieBend als Kraftrandbedingung auf die Master-
Oberflache gesetzt. In der anderen werden die Slave- und Master-Oberflachen
miteinander verbunden und die Werte der Massen und Spannungen von der
Slave-Oberflache auf die Master-Oberflache abgebildet.

In der ersten Vorgehensweise, die auch in SOPHIA als sogennante Penalty-
Methode Verwendung findet, wird zuerst festgestellt, wie weit sich die zuvor
ermittelten Kontaktflachen innerhalb des aktuellen Zeitschrittes durchdringen
warden. Proportional zu den detektierten Eindringtiefen werden dann die riick-
stellenden Knotenkrafte fir jeden Knoten berechnet und zu den sonstigen in-
neren und duBeren Knotenkraften addiert. Dann werden, wie oben gezeigt, die
resultierenden Beschleunigungen, Geschwindigkeiten und Verschiebungen be-
rechnet. Flr die Berechnung ist es entscheidend, welche der beiden in Kontakt
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tretenden Oberflachen als Master und welche als Slave behandelt wird, da
hierdurch die Verteilung der Knotenkrafte bestimmt wird. Weil auBer in weni-
gen Sonderfallen eine glnstige Wahl nicht von selbst getroffen werden kann,
lauft die Kontaktberechnung in SOPHIA im Prinzip zweimal vollstandig ab, wo-
bei die wechselwirkenden Oberflachen jeweils einmal die Master- und einmal
die Slaverolle Ubernehmen. Danach werden alle auftretenden Kontakt- und Re-
aktionskrafte dem Betrag nach halbiert und addiert.

2.4 Werkstoffmodelle fiir Faserverbundwerkstoffe

Versagensformulierungen fur isotrope Werkstoffe verwenden trotz des am Bau-
teil auftretenden, allgemeinen mehrachsigen Spannungszustands haufig nur
einen einzelnen experimentell bestimmten Kennwert. Es wird eine Verzerrungs-
komponente, Vergleichsverzerrung oder Spannungskomponente mit dem
Grenzwert aus einer einachsigen Belastung wie beispielsweise aus einem Zug-
versuch verglichen. Dies setzt jedoch ein isotropes und makroskopisch homo-
genes Kontinuum mit richtungsunabhangigem Versagensverhalten voraus. Fa-
serverbundwerkstoffe besitzen diese Eigenschaften nicht. Ihre Anisotropie muss
in dreierlei Hinsicht beachtet werden:

e Anisotropie des elastischen Materialverhaltens
e Anisotropie der Festigkeitseigenschaften

e Anisotropie des Versagensverhaltens bzw. Versagensmodus

Wahrend beim isotropen Werkstoff ein beliebiger Spannungszustand durch
Hauptspannungen ausgedriickt werden kann, ist dies bei anisotropen Werk-
stoffen wie den hier untersuchten Faserverbundwerkstoffen nicht méglich. Hier
muss statt mit Hauptspannungen stets mit den Normal- und Schubspannungen
in den Materialhauptachsen gerechnet werden.

2.4.1 Elastisches Materialverhalten

Der Stand der Technik zur Berechnung des elastischen Materialverhaltens von
Faserverbundwerkstoffen fur die Crashberechnung ist in allen angewendeten
Programmsystemen nahezu identisch. In den verfigbaren Materialmodellen
werden Delaminationsvorgange nicht explizit berechnet und im Modell erfasst.
Daher werden unidirektionale Faserverbundwerkstoffe als transversal isotropes
Material modelliert. Dies fuhrt nach mit Gleichung 2.15 zu folgender konstituti-
ver Beziehung:
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mit den Elementen der Steifigkeitsmatrix gemal3 Gleichung 8.27 bis Gleichung
8.31.

Zur Loésung dieser konstitutiven Beziehung fur das elastische Materialverhalten
von Faserverbundwerkstoffen mit dreidimensionaler Modellierung sind in den
gangigen Programmsystemen entsprechende Kontinuumselemente implemen-
tiert. Daher kann das Materialgesetz nach Gleichung 2.20 als Standard in der
Berechnung von Faserverbundstrukturen angesehen werden.

Weiter verbreitet ist die Modellierung mit Schalenelementen. Diese unterliegen
Ublicherweise der Beschrankung auf ebene Spannungszustdande, d.h. es kénnen
nur Spannungen in einer zweidimensionalen Mittelflache berechnet werden.
Da in den klassischen Schalenformulierungen keine Spannungen in Dickenrich-
tung der Elemente bertcksichtigt werden, werden diese Querspannungen auch
bei der Berechnung der Faserverbundstrukturen vernachldssigt. Der Span-
nungstensor des ebenen Spannungszustandes reduziert sich demzufolge auf
die Komponenten o, o, und o3, also den beiden Normalspannungen in der Be-
trachtungsebene und einer Schubspannung. Das Materialmodell zur Beschrei-
bung des elastischen Materialverhaltens von Faserverbundwerkstoffen unter
Berlicksichtigung eines ebenen Spannungszustandes ergibt sich zu:

O, ¢, G, O &
o, | = G, 0 |1s 2.21
O, Sym. Ces | | &6

mit den Elementen der Steifigkeitsmatrix:
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Dies ist die in der Literatur am haufigsten zu findende elastische Beziehung fir
Faserverbundwerkstoffe. Eine Erklarung, warum heute noch nahezu Uberall
und daher auch in der Crashberechnung diese Art der konstitutiven Beziehung
Verwendung findet, liegt sicherlich in der weiten Verbreitung der Modellierung
mit Schalenelementen. Je nach Anwendung und Fragestellung Uberwiegen
Vorteile wie z.B. der reduzierte Berechnungsaufwand dieser Modellierungswei-
se. Im Rahmen dieser Arbeit sollen die physikalischen Gegebenheiten jedoch
maoglichst genau modelliert werden. Dies erfordert eine detaillierte Beschrei-
bung der konstitutiven Beziehung der Faserverbundwerkstoffe. Es schlieBt die
Verwendung von Schalenelementen aus, da vor allem die Abbildung der Dela-
minationsvorgange eine Modellierung erfordert, die auch die Spannungen in
Dickenrichtung bericksichtigt.

2.4.2 Modellierung des Werkstoffversagens

Ein entscheidendes Element fur die Berechnung des Energieaufnahmevermo-
gens ist die Modellierung des Werkstoffversagens mittels Versagenskriterien.
Allgemein soll ein Versagenskriterium dazu benutzt werden, Beanspruchungs-
zustande zu identifizieren die zu Zerstérung des Materials fihren. Im folgenden
werden deshalb die gangigen und meistbenutzten Versagensindikatoren vorge-
stellt und diskutiert. Man kann die Kriterien grundsatzlich in zwei Kategorien
einteilen:

e Kriterien, die ohne eine Interaktion verschiedener Spannungs- bzw.
Verzerrungskomponenten das Versagen detektieren (unabhangige bzw.
Independent Failure Criteria)

e Kriterien, die eine Interaktion bericksichtigen (Interaktive bzw. Polyno-
mial Failure Criteria).
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Ein weiterer Unterschied ist, ob neben der Entscheidung, dass Versagen vor-
liegt, auch Informationen Uber die Art des Versagensmodus ermittelt werden
kédnnen. Eine besondere Rolle nehmen deswegen die Direct-Mode-Kriterien ein,
da sie eine Interaktion ausgewahlter Spannungskomponenten berlcksichtigen
und gleichzeitig durch die Definition verschiedener Unterkriterien eine Aussage
Uber den vorliegenden Versagensmodus liefern. Die gleichzeitige Bestimmung
des vorliegenden Versagensmodus ist im Hinblick auf die Modellierung des
Nachversagensverhaltens vorteilhaft.

Maximalspannungs- und Maximalverzerrungskriterium

Bei diesem Kriterium wird von einem Versagen ausgegangen, wenn eine Kom-
ponente des in die Materialhauptrichtungen transformierten Spannungsvektors
unabhangig von den weiteren Komponenten den entsprechenden Festigkeits-
wert erreicht. Versagen tritt ein, sobald eine der folgenden neun Gleichungen

erfullt ist:
}:1 2.26

Die neun unabhadngigen Materialparameter kdnnen aus jeweils drei einaxialen
Zug- und Druckversuchen sowie drei Schubversuchen bestimmt werden. Dies
sind entsprechend:
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Xy !1=xz1
Alternativ kann das Maximalspannungskriterium auch als Maximalverzerrungs-
kriterium definiert werden. Versagen wird hierbei leicht abweichend zum Ma-
ximalspannungskriterium detektiert, da sich aufgrund der Beeinflussung durch
die Querverzerrungen kleine Unterschiede ergeben.

Der Vorteil beider Kriterien ist die einfache Anwendbarkeit und eine eindeutige
Zuordnung des Versagens zur jeweiligen Spannungskomponente und damit in
die verschiedenen Arten von Langs-, Quer- und Schubversagen mit Unterschei-
dung jeweils von Zug und Druck. Nachteil ist, dass keine Interaktion der Span-
nungskomponenten bertcksichtigt wird. Vor allem unter mehrachsigen Belas-
tungszustanden werden keine physikalisch sinnvollen Vorhersagen getroffen. Es
ist daher erforderlich, Kriterien zu verwenden, die eine Interaktion der Span-
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nungskomponenten ermoglichen und somit eine bessere Ubereinstimmung mit
Versuchsergebnissen unter beliebigen Spannungszustanden liefern.

Polynomkriterien

Ein Polynomkriterium entsteht durch Umformulierung des Maximalspannungs-
kriteriums aus Gleichung 2.26 zu:

(o, —X:)(o, —XC)(O'y —YT)(ay —YC)(GZ ~-Z:)o,-Z¢)
(5, =5, ) (5 + 5, ) (20 =50 ) (7 + 5. )(2 =S, )z, 45, ) =0

Versagen wird jetzt nur noch mittels einer einzigen Gleichung, in der alle Span-
nungskomponenten bertcksichtigt werden, detektiert. Allerdings fihrt das Vor-
liegen mehrachsiger Spannungszustdnde nicht zu gegentber dem mittels des
direkten Maximalspannungskriterium vorhergesagten Versagen abweichenden
Ergebnissen. Eine echte Interaktion liegt hier nicht vor, es ist nur eine mathema-
tische Umwandlung der urspringlichen neun Versagensbedingungen.

Hill-Kriterium

Ein polynomiales Versagenskriterien, das in der Lage ist, die Interaktion ver-
schiedener Spannungskomponenten zu bericksichtigen wurde 1948 von Ri-
chard Hill vorgestellt [68]. Es ist urspringlich als Fliesskriterium fur gewalzte
und demzufolge anisotrope Metalle entwickelt und 1990 verbessert worden
[671].

Hill entwickelt eine Verallgemeinerung der Gestaltsanderungshypothese nach
von Mises. Er nimmt an, dass die FlieBbedingung eine quadratische Funktion
der Spannungskomponenten ist:

2f(0,)=F (0, ~0,) +G(0, ~0,) +H(0, ~0,) +2Lc2 +2Mz, +2Ne?, = 1 2.28

wobei F, G, H, L, M, N Materialkoeffizienten darstellen, die den Grad der Ani-
sotropie beschreiben. Weiter zeigt Hill, dass diese Koeffizienten abhdngig von
den jeweiligen FlieBspannungen in den Anisotropierichtungen sind.

Azzi und Tsai [14] machen 1965 einen Vorschlag zur Anwendung des Hill’schen
Kriteriums auf Faserverbundwerkstoffe. Sie ersetzen die anisotropen Fliessgren-
zen des Hill’schen Kriteriums durch die Festigkeiten von Faserverbundwerkstof-
fen. Aus gedachten einachsigen Festigkeitstests folgen die Festigkeitskennwerte
XY Zund S, ,S Syz.

Xy 1=xz!
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Die Gultigkeit dieses in der Literatur als Azzi-Tsai-Hill bezeichneten Kriteriums
ist auf transversal isotrope, also unidirektional verstarkte Faserverbundwerkstof-
fe ohne Belastungen in Dickenrichtung beschrankt. Angewendet unter ebenem
Spannungszustand vereinfacht es sich zu:

2 2 2
(&) 42 “Xfu Dy | g 2.30
X % X S,

Ohne diese Annahmen ist keine Herleitung aus dem Hill-Kriterium maoglich
[126]. Weiter muss das Vorzeichen der auftretenden Spannungen o, und o, in
der Wahl von Zug- oder Druckfestigkeiten fir X bzw. Y berlcksichtigt werden.

Um diese Unzulanglichkeit zu verbessern, wandelt Hoffman 1967 [71] das Kri-
terium so um, dass Unterschiede zwischen Druck- und Zugfestigkeiten berick-
sichtigt werden kénnen:

1 1 1 1 2 101 1 1 2
- + - (O'X —ay) + = + - (0'y —GZ) + 2.31
2\ X; X VY. ZZ- 2\ ;Y. Z;Z. XX

2 2 2
LY D B (o,-0,) + D |y B | 4| 2| oy
2 XTXC ZTZC YTYC Syz Szx Sxy

Die mathematische Formulierung dieses Kriteriums ist umfangreich, was zur
Formulierung des Versagenskriteriums als generelles Tensorpolynom wie von
Gol'denblat und Kopnov 1966 [55] vorgeschlagen, fahrt. Dieses lautet in der
allgemeinsten Form:

f(0)=(F0',)a+(Fva.a.)b+(F,jk aiajak)c+...=1 mit j,j=1.2,..,6 2.32
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Dabei sind F symmetrische Festigkeitstensoren und a, b, c... experimentell zu
bestimmende Konstanten.

Tsai und Wu [128] gehen 1971 davon aus, dass der verwendete Faserverbund-
werkstoff orthotropes Verhalten aufweist und demzufolge Symmetrieeigen-
schaften vorliegen. Deswegen werden die Konstanten a und b gleich eins ge-
setzt und hohergradige Polynome vernachlassigt. Dies fuhrt zu folgendem
Kriterium:

f(o-):/—',.o-/.+l:,.ja,-0'j:1mit ij=12,..,6 2.33

Wu [128] zeigt 1974, dass alle tensorpolynomischen Kriterien als Sonderfalle
des Tsai-Wu-Kriteriums ableitbar sind.

Unter Beriicksichtigung der Tatsache, dass wechselnde Vorzeichen der Schub-
spannungen die Festigkeitsparameter nicht beeinflussen dirfen und daher
wegfallen missen, folgt ausgeschrieben das Tsai-Wu-Kriterium im dreidimensi-
onalen Raum:

flo)=F,0,'+FRo,+F,0,°+Fo,+F,0,'+F o, +

2.34
2/:12 O-XG)/ + 2/:13 GXJZ + 2/:23 Jyo-z + 'L-44Tyz2 + /:55sz2 + F66Txy2 = 1
Durch Einsetzen der Festigkeiten ergibt sich das Kriterium zu:
1 1 N T
¥ —_— _— Lt O, o, + o, +
Y, v.) "V \z, Z X X, (A2
F13/ FZB/ 235

Die Bestimmung der Materialkonstanten X .Y, -Z; 5 .S,.,S, geschieht durch

YZ=Xz= Xxy
einaxiale Zug- bzw. Druckversuche sowie reine Schubversuche. Hauptproblem
ist die Bestimmung der Interaktionskoeffizienten F,,, F;5 und F,5. Hierzu wer-
den mehrere biaxiale Versuche benétigt, wobei die Bestimmung der Parameter
in der Literatur [63] auch bei aufwendiger Versuchsdurchfihrung als schwierig
eingeschatzt wird. Bei genauer Betrachtung sind enge Verwandtschaften dieser
Kriterien untereinander erkennbar. So kann das Hoffmann-Kriterium als Son-
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derfall aus dem Tsai-Wu-Kriterium hergeleitet werden. Die beiden Kriterien un-
terscheiden sich lediglich in der Definition der Interaktionsterme. Das Hoffman-
Kriterium ist deswegen als orthotroper Sonderfall in dem fir anisotrope Materi-
alien allgemein formulierten Tsai-Wu-Kriterium enthalten. Wird der lineare
Spannungsanteil des Hoffman-Kriteriums bzw. des Tsai-Wu-Kriteriums wegge-
lassen, so erhalt man das Tsai-Hill-Kriterium, das zwar die Materialrichtungen
bertcksichtigt, aber keine Unterscheidung bezuglich Zug- und Druckbeanspru-
chung trifft.

Eine physikalische Unsicherheit dieser Kriterien ist, dass die Zugfestigkeit unter
zweiachsiger Beanspruchung von den Druckfestigkeiten abhangt [63].

Ein weiteres Problem bei den bisher diskutierten Interaktions-Kriterien ist, dass
infolge der Spannungsinteraktion keinerlei Aussage Uber die Art des
Versagensmodus und das Bruchphdnomen zu treffen ist. Damit fehlt jedoch ei-
ne wesentliche Voraussetzung fur eine fortschreitende Schadensanalyse und
zur Beschreibung des Nachversagensverhaltens. Eine Losung hierfdr ist die
Maoglichkeit, verschiedene Versagenskriterien zu kombinieren. So kann z.B. die
Versagensart Faserbruch mit dem Maximalspannungskriterium sowie die
Versagensart Matrixbruch mit dem Tsai-Wu-Kriterium ermittelt werden. Solch
einen Ansatz wahlen 1992 Maier [87] und Thoma et al. [118], um mittels nor-
mierter Spannungskomponenten nach Zutreffen des Tsai-Wu-Kriteriums den
Versagensmodus zu bestimmen. Normierte Spannung bedeutet, dass die jewei-
lige Spannungskomponente mit der hdchstzuldssigen in dieser Richtung vergli-
chen wird. Unterschieden wurden insgesamt neun Modi. Diese sind:

Faserzug- und Faserdruckversagen:

||aﬂ||— L (o, >0) bzw. |21t (o, <0) 2.36

T C

Matrixzug- und Matrixdruckversagen in der Laminatebene:

o] = 522 (0, > 0) bzw.| 222 22\ (g,, <0) 2.37

T C

Matrixzug- und Matrixdruckversagen senkrecht zur Laminatebene:

21 (035 >0) bzw.| 2= 31 (033 <0) 2.38

”0'33” = Z

T C
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Scherversagen in der Laminatebene:

_ (%12
”0'12” “Is 2.39

Xy

Scherversagen zwischen Laminatebenen (senkrecht zur Faserrichtung):

O3
o5l =|— 2.40
ol = 3
Scherversagen zwischen Laminatebenen (parallel zur Faserrichtung):

Oy
o..l=—2 2.41
Jos] = [2

yz

Der Versagensmodus wird durch die groBte dieser normierten Spannungskom-
ponenten bestimmt.

Wie bei diesem Ansatz erkennbar ist, sind die Versagensmaoglichkeiten von Fa-
serverbundwerkstoffen so zahlreich, dass samtliche Versagensvorgange mit nur
einem einzelnen Kriterium nicht zu erfassen sind. Es liegt deswegen nahe, ver-
schiedene Einzelkriterien zu formulieren, die den jeweiligen Versagensarten zu-
geordnet sind. Im Unterschied zu den Einzelkriterien des Maximalspannungs-
bzw. des Maximalverzerrungskriteriums wird allerdings die Interaktion der je-
weiligen versagensrelevanten Spannungskomponenten bertcksichtigt. Dies leis-
ten die nachfolgend beschriebenen so genannten , Direct-Mode " -Kriterien.

~Direct-Mode”-Kriterien

Den Ansatz, Versagen von Faserverbundwerkstoffen mit nur einer Funktion
vorherzusagen, gibt Hashin [63] 1980 auf. Er diskutiert in seiner Arbeit ausfihr-
lich die Vor- und Nachteile des Tsai-Wu-Kriteriums und dessen Abwandlungen.
Akzeptiert wird, dass die Spannungen quadratisch in die Berechnungen einge-
hen. Es soll aber hier darauf hingewiesen werden, dass dieser Ansatz trotz ent-
sprechender in der Literatur zu findender Erkldarungsversuche keiner physikali-
schen Notwendigkeit unterliegt, sondern aufgrund mathematischer Abrundung
der sich im Spannungsraum ergebenden Versagensflachen gewahlt wird. Has-
hin belegt, dass lineare Ansdtze zu nennenswerten Abweichungen fihren, sieht
aber gleichzeitig keine Notwendigkeit, kubische Terme einzufihren. Festzuhal-
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ten ist, dass Kriterien, die quadrierte Spannungen nutzen, mit einer Genauig-
keit, die im Bereich der experimentellen Streuungen liegt, prognosefahig sind.

Hashin akzeptiert die Formulierung einer Versagensfunktion vor allem fir die
Bestimmung von FlieBgrenzen, wie auch im urspriinglichen Sinn von Hill entwi-
ckelt. Er ist allerdings der Meinung, dass dem Versagen von Faserverbunden
nicht ein einzelnes physikalisches Phanomen wie beim plastischen Fliessen von
Metallen sondern eine Vielzahl unterschiedlicher Effekte zugrunde liegt. Des-
wegen flhrt er statt einer einzigen Versagensfunktion, mehrere nur noch
stickweise stetige Kriterien ein. Das Hashin-Kriterium besteht demzufolge aus
zwei Unterkriterien, die den Versagensarten Faserbruch und Matrixbruch zuge-
ordnet sind. Innerhalb dieser Unterkriterien wird zusatzlich zwischen Zug und
Druck unterschieden.

Die einzelnen Unterkriterien sind:

Faserzugversagen:

2 2 2
o o, +0

112 . - 21 2.42
X, S,

Hashin akzeptiert eine Vernachlassigung der Schubspannungen fir diesen
Versagensmodus als zuldssige Naherung. Faserzugversagen wirde dann mittels
folgendem Kriterium detektiert:

o, =X; 2.43
Faserdruckversagen:
o, =X, 2.44

Hashin sieht keinen Einfluss der Schubspannung auf die Druckfestigkeit. Des-
wegen wird sein Kriterium in diesem Fall zum einfachen Maximalspannungskri-
terium.

Matrixzugversagen:

2 2 2
(0y, +033) +O-12 +03 | Oy3 — 0,03

=1 2.45
YTZ 5122 S232
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Matrixdruckversagen:

2 2 2 2 2
( Ye _ jo'zz+o_33 +(O-22+O'33) (0'23 —0220'33)+O'12 + 03, 1
2 2 2 2
45, Ye 45,, S)3 S,

Neben der genaueren Vorhersage, wann Versagen eintritt, ist der Vorteil der
.Direct-Mode"-Kriterien, dass auch der Versagensmodus bestimmbar ist. Has-
hin betont das Potential der Methode beziiglich fortschreitender Schadigungs-
analysen. Wenn nach Erstversagen noch weitere Berechnungen durchzufthren
sind, sind , Direct-Mode"-Kriterien allen bisherigen Ansatzen Uberlegen. Chang
und Chang [34] entwickeln 1986 zur Beschreibung des Versagensverhaltens
von durchbohrten Laminaten eigene Kriterien auf Basis der Arbeiten von Has-
hin. Die Kriterien von Chang und Chang stellen Vereinfachungen der originalen
Funktionen von Hashin dar. Allerdings wurden die Laminate nur Zugbelastun-
gen ausgesetzt und deswegen existieren keine Kriterien fir Druckversagen.

Faserzugversagen wird Uber folgende Funktion bestimmt:
2 2
(&] [G_} . 247
XT 5.12
Matrixzugversagen wird mittels dieser Funktion vorhergesagt:
2 2
(G_j (G—J . 248
Y 512

Wichtiger als die Kriterien ist bei Chang und Chang allerdings, dass ein Nach-
versagensverhalten beschrieben wird. Chang und Chang reduzieren die elasti-
schen Materialkonstanten nachdem das entsprechende Versagenskriterium zu-
trifft. Aufgrund der Beschrdankung auf einen ebenen Spannungszustand und
reine einachsige Zugbelastungen ist allerdings mit diesem Ansatz noch keine
Maoglichkeit gegeben, Versagen unter Crashbelastung zu prognostizieren.

Eine Weiterentwicklung findet 1988 von Brewer und Lagace [26] statt. Sie stel-
len fest, dass Delaminationsvorgange bei der Versagensanalyse von Faserver-
bundstrukturen eine entscheidenden Rolle spielen. So wird zusatzlich zu den
Unterkriterien fur die intralaminaren Versagensarten Faser- und Matrixbruch,
erstmals ein weiteres Kriterium flr die interlaminare Versagensart der Delami-

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
Crashverhalten von Strukturbauteilen aus kohlefaserver-
starkten Kunststoffen

39



Theoretische Grundlagen

nation eingefthrt. Unter Bericksichtigung aller Spannungskomponenten, die
Delamination hervorrufen kénnen, lautet dieses:

2 2 2 2
(O'aarj +[0'33c] _,_(ﬂj +(ﬂj =1 2.49
Z; Zc 5,3 55

Entscheidend ist, dass Spannungen in Dickenrichtung auch delaminations-
hemmend wirken kénnen und daher bei der Berechnung die entsprechenden
Kennwerte zu berlcksichtigen sind. Von Brewer und Lagace wird die Bedeu-
tung dieses Kriteriums vor allem zur Detektion des Delaminationsbeginns her-
vorgehoben.

Hou und Petrinic beschreiben 1999 [73] ein Modell in LS-Dyna [60], das auf den
bisher vorgestellten Kriterien aufbaut und nach einer Modifikation 2001 [72]
den Stand der Technik fir die Simulation von Impaktvorgangen auf Faserver-
bundwerkstoffe darstellt. Versagen wird in diesem Modell mit vier unterschied-
lichen , Direct-Mode”-Kriterien ermittelt:

Faserzugversagen wird mittels eines modifizierten Hashin-Kriteriums detektiert:

o} ’ O 2-|'O' 2
e 2.50

Es wird als einziger Unterschied eine neue Art der Schubfestigkeit eingefuhrt. S
wird als , Schubfestigkeit unter Beteiligung von Faserversagen” bezeichnet. Al-
lerdings werden von den Autoren keine weiteren Hinweise oder Resultate von
experimentellen Untersuchungen gegeben, weshalb davon auszugehen ist,
dass diese Festigkeit aus Schubversuchen in der Laminatebene zu bestimmen
ist.

Matrixzugversagen, c,, >= 0:
2 2 2
O O. O
(_zz] (_) (_] » 251
YT 512 Sm23
Matrixdruckversagen o,, < O:
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2 2
l _0-22 + »/CZ 0-22 _ O-ZZ + 612 — 1 252
4 512 45122 YC YC 512

Delamination wird mit dem urspringlichen Brewer-Lagace—Kriterium unter der
Einschrankung, dass Delamination nur im Fall von o33 >= 0 auftreten kann,
modelliert:

2 2 2
(U_J {Lj {&J 1 253
ZT 5/23 531

Aufgrund von Erfahrungen in der Anwendung ihres Modells und weiterer expe-
rimenteller Resultate entwickeln Hou und Petrinic [72] ihr Modell im Jahr 2001
weiter. Delamination wird nun als Phdnomen angesehen, bei dem die Interakti-
on zwischen Druckspannungen in Dickenrichtung und interlaminaren Schub-
spannungen berlcksichtigt werden muss. Deswegen wird eine Fallunterschei-
dung durchgefihrt und entsprechend verzweigte Kriterien zur Detektion von
Delamination verwendet:

1. Fall: Zugspannung in Dickenrichtung, o535 >= 0 ergibt folgendes Kriterium:

2
Tul _Outon 2.54
ZT 513 (dmsdfs + 5)
o +00

2. Fall: kleine Druckspannungen in Dickenrichtung: — % <053 <0 er-
gibt folgendes Kriterium:

6223+O-§1_80-323 =’| 2.55
5123 (dmsdfs + 5)

ol +00

3.Fall: Unter groBen Druckspannungen o, < — %tritt keine Delamina-
tion auf.
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Die Anwendbarkeit dieses Modells ist flr Impaktvorgange nachgewiesen [72].
Fur die Simulation von axialen Crashvorgangen muss aber, wie in Kapitel 4.3.3
gezeigt wird, die kritische Energiefreisetzungsrate noch als zusatzliche GroBe
berlcksichtigt werden.

Erkennbar ist, dass ausgehend von Hashin’s Kriterien die ,Direct-Mode”-
Kriterien immer aufwendiger und verzweigter werden. So gelingt es den Auto-
ren, immer bessere Ubereinstimmung zwischen ihren Modellen und experimen-
tellen Resultaten zu erzielen.

Einen anderen Weg geht Christensen [36]. Sein so benanntes ,4-Parameter-
Modell” versucht, mit nur zwei Versagensarten und entsprechender Kriterien-
anzahl auszukommen. Es findet lediglich eine Unterscheidung in durch Matrix-
und durch Faserversagen dominierte Phanomene statt. In die Kriterien gehen
dann alle jeweils beteiligten Spannungskomponenten ein. Die Kriterien lauten:

Durch Matrixversagen dominierter Modus I:

1
ak (o, +o5)+(1+ 20(1)[2(0'22 +0,,) + 6232:| +(o,," +03) =k 2.56

mit den beiden aus Versuchen abzuleitenden Parametern:

C C
0{1=% %—1 und k1:oqzy:@ 2.57

Durch Faserversagen dominierter Modus Il

2
—a, k, oy, +%(1+2az)0“2 - (’|+2az) (622 -50-33]611 =k,’ 2.58

mit zwei weiteren, ebenfalls aus Versuchen abzuleitenden Parametern:

.
Oy

2

2.59

B 1 O'HT
a,

=3 m—1 und k, =
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Spater Uberarbeitet Christensen [37] sein ,4-Parameter-Modell” aufgrund der
Tatsache, dass die Druckfestigkeit des Matrixmodus von der Schubfestigkeit
abhangt:

|05, | =207, 2.60

zum ,,5-Parameter-Modell” mit:

Durch Matrixversagen dominierter Modus

1
a,k, (o, +a33)+(1+2a1)[z(022 +0,) +0'232}+,B1(0'122 +o,°)=k’ 261

mit nun drei aus Versuchen abzuleitenden Parametern:

C C

‘022 ‘ 1 ‘O'zz ‘

=—, a1 = —| —
2

c 2
K, ~1|und B, :[GAJ 2.62

T y
2| o0y, Oy,

Der durch Faserversagen dominierte Modus Il bleibt wie in der urspriinglichen
Variante unverandert.

Ein weiteres, relativ neues Modell aus der Gruppe der Direct-Mode-Kriterien ist
das Versagenskriterium nach Puck von 1996 [103]. Unter der Annahme, dass
bei Faserverbundwerkstoffen immer von sprodem Versagen auszugehen ist, lei-
tet Puck fir das Phanomen des Matrixbruches ein auf Wirkebenen bezogenes,
so genanntes ,Zwischenfaserbruchkriterium” her. Die Grundidee liegt darin,
dass die Bruchgrenze eines Materials durch die Spannungen in der Bruchebene
bestimmt wird. Es muss folglich die Lage der Bruchebene und entsprechend
dann ihre Orientierung gefunden werden, um genaue Vorhersagen Uber eintre-
tendes Versagen zu machen. Erste Anwendungen dieser Hypothese, allerdings
nicht zur Berechnung von dynamischen Crash- oder Impaktvorgangen, finden
sich in [102].

Als letztes Modell soll das Ladeveze-Modell oder auch Global-Ply-Modell vorge-
stellt werden, wie es z.B. in PAMCRASH [96] der Firma ESI implementiert ist.
Ladeveze und Dantec entwickeln 1992 ein Modell [82] zur Beschreibung des
dynamischen Verhaltens von unidirektionalen Faserverbundwerkstoffen, das
nicht wie die bisher vorgestellten auf phanomenologischen Kriterien basiert,
sondern zu den schadigungsbasierten Modellen zahlt. Die Autoren sehen ne-
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ben der im Modell nicht behandelten Versagensart Delamination drei weitere
Versagensmodi:

e Sprodbruch der Fasern
e Mikrorisse in der Matrix

e Faser-Matrix-Ablésungen.

Das Modell ist unter der Annahme ebener Spannungszustande gultig und fur
ein  mehrlagiges Schalenelement implementiert. Zur Beschreibung des
Versagensmodus Faserbruch wird ein Maximalverzerrungskriterium fur Belas-
tungen in Faserrichtung verwendet. Die beiden anderen Versagensmodi wer-
den mittels eines gekoppelten Plastizitats- und Schadigungsmodells beschrie-
ben. Das elastische Schadigungsmodell basiert auf der Degradation der
betreffenden Elastizitatsmoduli tber Schadigungsvariablen. Nach Uberschrei-
tung eines maximalen Schadigungswertes tritt Totalversagen auf.

Zur Bestimmung der insgesamt 25 Materialkoeffizienten und Eingabeparameter
des elastischen Schadigungsmodells wird ein umfangreiches experimentelles
Testprogramm bendtigt.

Durch quasistatische Zug- und Druckversuche an Proben mit unidirektionalem
Lagenaufbau werden die elastischen Kennwerte und vor allem die Bruchdeh-
nung als lastbegrenzendes Kriterium fur das Modell bestimmt. Aus Ergebnissen
von zyklischen Zugversuchen, d.h. mit wechselnder Be- und Entlastung mit an-
steigender Amplitude, an Proben mit [£45°]-Lagenaufbau werden die Berech-
nungen zur Schadigungsfunktion unter Schubbelastungen durchgefihrt. Die
jeweilige Schadigung durch die zunehmende Faser-Matrix-Ablésung wird aus
dem Verhaltnis zwischen dem Entlastungsschubmodul G;,, im interessierenden
Entlastungszyklus i und dem Anfangsschubmodul G, bestimmt.

G12,i

0
12

d=1- 2.63

Im Modell wird die so bestimmte Schadigung d Uber eine Schadigungsfunktion
zurlckgerechnet. Dazu wird fur jeden Entlastungszyklus i eine als Schadigungs-
freisetzung bezeichnete Variable Y; bestimmt. Diese wird fur jeden Zyklus i Uber
der Schadigung d aufgetragen. Die Steigung (Schadigungsfreisetzungsrate) der
an diese Wertepaare angenaherten Geraden wird als Y, der Anfangswert bei
d =0 als Y, und der Endwert (im letzten Zyklus) als Yz bezeichnet. Mit diesen
Kennwerten kann dann fir jede beliebige elastische Dehnung und daraus be-
rechneter Schadigungsfreisetzung Y auf die Schadigung d zurtckgerechnet
werden.
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Zusatzlich zum Schadigungsmodell treten unter den genannten Belastungen
auch plastische Effekte auf. Um diese zu beriicksichtigen, erfolgt im Modell die
Bestimmung eines plastischen Verzerrungsanteils Gber ein anisotropes Plastizi-
tatsmodell mit isotroper Verfestigung R(e). Ein exponentielles Verfestigungsge-
setz B(e,)" beschreibt den nichtlinearen Spannungs-Verzerrungsverlauf R(p), in-
dem dieser mit den Koeffizienten B und m an die experimentellen
Messergebnisse angenahert wird.

Zusammenfassend kann zu diesem Modell gesagt werden, dass eine sehr auf-
wendige theoretische Aufarbeitung des Faserverbundversagens durchgefiihrt
wurde. Als problematisch ist der groBe Aufwand zur Messung der bendétigten
Parameter und vor allem die Herleitung der Eingabewerte aus den Messergeb-
nissen anzusehen.

2.4.3 Nachversagen und Delamination

Um das Energieaufnahmeverhalten von Faserverbundstrukturen unter Crashbe-
lastung numerisch zu beschreiben, ist es notwendig, eine Methodik zu Behand-
lung des Nachversagensverhaltens einzusetzen. In den in Kapitel 2.4.2 vorge-
stellten Modellen wird dies nicht bertcksichtigt. Vor allem die , Direct-Mode”-
Kriterien beispielsweise von Chang und Chang [34] sind allerdings dahingehend
erweitert worden, dass je nach erfilltem Kriterium einzelne Steifigkeitskenn-
werte auf Null reduziert werden. Diese einfache Methode reicht zur vollstandi-
gen Beschreibung des Nachversagensverhaltens nicht aus. So muss das Nach-
versagensverhalten in zwei getrennt zu behandelnde Problembereiche
aufgespaltet werden:

¢ Nachversagen innerhalb der Laminatschichten (intralaminar)
e Auftrennen des Laminates nach interlaminarem Versagen

Wahrend fir die Nachversagensbehandlung innerhalb der Laminatschicht De-
gradationsmodelle eingesetzt werden koénnen, muss flr das interlaminare
Nachversagen ein Auftrennen des Laminates maglich sein.

Das Degradationsmodell von Lemaitre [84] beschreibt Schadigung in Form einer
Reduktion der Steifigkeitskennwerte. Ublicherweise sind diese Modelle fir i-
sotrope Werkstoffe entwickelt und implementiert. Um den Besonderheiten der
Faserverbundwerkstoffe Rechnung zu tragen, wird in Kapitel 4.3.3 ein ani-
sotropes Nachversagensmodell entwickelt und angewendet.

Komplexer ist der Fall des Auftrennens des Laminates. Nach Corigliano [39]
muss eine sinnvolle Nachversagensmodellierung das Auftrennen zwischen zwei
Festkorpern als Prozess darstellen, wahrend dem die Fahigkeit der Grenz-
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schicht, transversale und normale Lasten zu transportieren, sich progressiv ver-
ringert. Die Beschreibung dieses Prozesses geschieht mittels der konstitutiven
Gleichungen der Grenzschicht. Solche konstitutive Gleichungen fur Grenz-
schichten werden vor allem zur Untersuchung von Kontaktproblemen, zur Be-
schreibung der Schadigungsmechanik von Beton und bei Klebeverbindungen
verwendet.

Der Einsatz von Grenzschichtmodellen zur Modellierung der Delaminationsvor-
gange in Faserverbundwerkstoffen begann 1991 bei Allix und Ladeveze [3], [7].
Damals und heute ist allen Ansatzen gemeinsam, dass der gesamte Verbund-
werkstoff als eine Kombination aus zwei Hauptbestandteilen betrachtet wird:

e Verstarkte Einzelschichten

e Zwischenliegende Trennschichten

Als Modellierungsgrundlage der zwischenliegenden Trennschicht werden die
konstitutiven Gleichungen der Grenzschicht verwendet. In der Literatur finden
sich hierzu unterschiedliche Formulierungen. Grundsatzliche Uberlegungen zu
dieser Art der Modellierung ergeben vor allem zwei problematische Elemente.
Zum einen ist eine Messung der mechanischen Eigenschaften des Kontinuums
.Grenzschicht” unmaoglich. Deshalb wird diese in der Literatur haufig auch als
harzreiche Zwischenschicht bezeichnet, damit fur die Modellierung der konsti-
tutiven Eigenschaften die mechanischen Kennwerte des Reinharzes verwendet
werden kédnnen. Diese Art der Modellierung ist ungenau, da diese Grenzschicht
physikalisch nicht existiert. Wie in den Mikroskopaufnahmen der Schnittflachen
durch ein Faserverbundlaminat in Bild 2.7 zu erkennen ist, liegen zwei benach-
barte Lagen direkt aufeinander. Eine homogene Zwischenschicht nennenswer-
ter Dicke, die relevante eigene Eigenschaften aufweist, ist nicht vorhanden.
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Bild 2.7:  Schnittaufnahme und VergréBerung (rechtes Bild) eines Faserverbundlami-
nats mit Darstellung der Ubergangsbereiche zwischen unterschiedlich ori-
entierten Einzellagen.

Eine Modellierung, die zusatzliche, sehr diinne Elemente zwischen den einzel-
nen Laminatschichten verwendet, ist im Vergleich zum realen Material physika-
lisch nicht eindeutig belegbar. Eine weitere, in der Literatur zu findende Model-
lierungsvariante  ist,  besondere Interface-Elemente  oder  spezielle
Kontaktalgorithmen einzusetzen. Dabei gilt der zweite Nachteil aller mit Zu-
satzelementen arbeitenden Methoden. Diese Interfaceelemente mussen, je
nach Modellierung geometrisch sehr klein sein. Dadurch wird die Rechenzeit,
bedingt durch kleine Zeitschritte, deutlich erhéht. In dieser Arbeit wird in Kapi-
tel 4.3.3 ein Ansatz vorgestellt, der ohne Zusatzelemente auskommt.

Unabhdngig von der raumlichen Diskretisierung der Grenzschicht selbst, muss
immer eine konstitutive Beziehung zur Beschreibung ihrer Eigenschaften entwi-
ckelt werden. Hier soll, ausgehend von Corogliano [39], ein den Stand des Wis-
sens reprasentierendes und 1997 von Crisfield [40], [91] abschlieBend doku-
mentiertes Modell vorgestellt werden. Grundsatzliche Idee ist, zuriickgehend
auf Hilleborg [69], der dies fur Beton entwickelte, eine entfestigende Zug-
Relativverschiebungs-Beziehung (,softening traction-relative displacement rela-
tionship”) zu verwenden. Die Flache unter der Kurve stellt dabei die Bruchener-
gie dar. Neben der Anwendung auf Beton wurde ein solcher Ansatz von Schel-
lekens und de Boorst [109] im Jahr 1993 auf Delaminationsvorgdnge in
Faserverbundwerkstoffen angewendet.

Das Modell wird so definiert, dass die maximale Zugfestigkeit o, (bzw. aufgrund
des linear elastischen Verhaltens auch die Dehnung bei Bruchbeginn g,) und die
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Maximaldehnung ¢, als Eingabeparameter fungieren. Der Bereich der Entfes-
tigung, reprasentativ fur die auftretenden Schadigungsphanomene, ist dann
€y < € < g5 In Bild 2.8 ist dieser Zusammenhang dargestellt. Die Rissdéffnungs-
dehnung &, wird so gewahlt, dass die Flache unter der Spannungskurve der
kritischen Bruchenergie G entspricht.

Es gilt also folgende Beziehung:

[ ods =G, 2.64

Damit das Modell vollstandig definiert ist, muss auch der Entlastungsfall be-
rlcksichtigt werden. Dies geschieht durch ein einfaches elastisches Schadi-
gungsmodell, so dass die Entlastung des Materials immer linear zum Ursprung
zurlck fahrt.

o (Spannung)
A

o, (Spannungsgrepze)

»

'g (Dehnung)

L]
0
&y Emax

Bild 2.8:  Prinzipdarstellung zur Modellierung der konstitutiven Beziehung des Grenz-
schichtverhaltens in mehrlagigen Faserverbundwerkstoffen.

Neben dem hier dargestellten eindimensionalen Fall der Delamination durch
Spannungen normal zur Grenzflache (Modus I) muss auch das Auftrennen der
Laminatschichten durch Scherspannungen (Modus Il) modelliert werden. Dazu
ist bei Davila und Camanho [46], [29] eine Erweiterung auf Delamination unter
Schubspannungen und unter so genannter Mixed-Mode-Belastung erldutert.

In Bild 2.9 ist die konstitutive Beziehung fur den Fall von Scherbelastung in der
Ebene (links) und fir Normalbelastungen (rechts) gegeniibergestellt. Die einge-
zeichneten Punkte 1 bis 5 stellen den unterschiedlichen Zustand der Grenz-
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schicht von vollstandig intakt (1) Uber Beginn der Schadigung (2) bis zu maxi-
maler Schadigung bei Erreichen der kritischen Bruchenergie (4) und vollstandi-
gem Auftrennen (5) dar. Zu dieser Darstellung ist anzumerken, dass im Gegen-
satz zu den urspringlichen Veroffentlichungen auf die korrekte
Betrachtungsweise auf Basis von absoluten Verschiebungen anstelle von Ver-
zerrungen gewechselt wurde. Ansonsten wadre die formulierte Beziehung, dass
die Flache unter der Spannungskurve der Bruchenergie entspricht, nicht nach-
zuvollziehen.

‘r: 5
1 mhum
o T T

i el e B T, 7 .

oy — . 9

H‘H‘H_ Gue,Gic /‘ o

St

5.

T / Compression

/
/
Bild 2.9:  Prinzipdarstellung zur Modellierung der konstitutiven Beziehung des Grenz-

schichtverhaltens in mehrlagigen Faserverbundwerkstoffen fur die Interak-
tion von Normal- und Schubbelastungsrichtung [29].

Mathematisch wird die Kopplung der verschiedenen Delaminationsmodi Gber
Bruchenergien berechnet. So kann ein linearer Ansatz oder eine quadratische
Beziehung gewahlt werden:

2 2
G .G _, [ij (G_j » 265
G/C G//C ; G/C G//C

Das Interface versagt, also der Riss wird vollstandig ge6ffnet, wenn diese Kopp-
lungsbedingung erfillt ist. Mit Integration der Flachen unter der Spannungs-
kurve folgt daraus fur den linearen Ansatz:

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
Crashverhalten von Strukturbauteilen aus kohlefaserver-
starkten Kunststoffen

49



Theoretische Grundlagen

Ia,dg, N ja,,dg,, ~
G/C G//C

2.66

Falls nicht nur der Einfluss von Normalspannungen und einer Schubspannung,
sondern Delamination unter Normalspannungen und beiden denkbaren Schub-
spannungen bericksichtigt werden soll, ist eine entsprechende Erweiterung in
analoger Vorgehensweise maglich.

2.4.4 Bewertung und Vergleich bestehender Ansatze

Leider gibt es keine eindeutige Antwort, wie das ,richtige” einzelne oder kom-
binierte Versagenskriterium auszusehen hat. Hinton, Kaddour and Soden pra-
sentieren in den Ergebnissen der “Worldwide failure exercise” [70] einen aktu-
ellen Vergleich aller gangigen Kriterien. Obwohl sich diese Studie lediglich auf
statisch multiaxiale Fragestellungen stitzt, wird noch nicht klar, welches Krite-
rium das beste ist. Es ist allerdings eine Tendenz hin zu den ,Direct-Mode”-
Kriterien erkennbar. Ob und wie weit diese auch fur dynamische Problemstel-
lungen wie Crashvorgange zielfihrend sind und wie beispielsweise mit dem
Versagensmodus Delamination umzugehen ist, kann auf Basis des “Worldwide
failure exercise” nicht beantwortet werden. Die Literaturrecherche zeigt daher,
dass noch folgende Punkte ungeklart sind:

e Raumliche Diskretisierung von Faserverbundstrukturen mit mehreren
unidirektional verstarkten Einzellagen. Gangige Verfahren in der Crash-
simulation, die auf der Modellierung mit Schalenelementen basieren,
berlcksichtigen keine Spannungen in Dickenrichtung und kénnen da-
her den fur CFK typischen Versagensmodus Delamination nicht darstel-
len.

e Physikalisch sinnvolle Beschreibung des Materialverhaltens bezlglich:
0 Des Elastischen Verhaltens,
o des Ubergangs zu Versagen und

o dem flr das Crashergebnis entscheidende Nachversagensverhal-
ten mit insbesondere Delamination

e Entwickeln eines geeigneten, moglichst allgemeingultigen Versagenskri-
teriums, bzw. mehrerer solcher Kriterien

e Finden einer Nachversagensmethodik, —wobei besonders der
Versagensmodus Delamination behandelt werden muss
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e Durchgangige Anwendung des vollstandigen Werkstoffmodells auf die
durchgefthrten Werkstofftests und auf komplexe Anwendungsfalle, in
denen wesentliche Einflussfaktoren des Crashverhaltens (Geometrie,
Lagenaufbau) variiert werden. Durch diese Art der Validierung lasst sich
die Gultigkeit des Modells belegen. In der Literatur wurden bei den be-
stehenden Modellen nur in wenigen Féllen Validierungsberechnungen
fur unabhangige Anwendungsfalle durchgefihrt.

e Experimentelle Charakterisierung des Energieaufnahmeverhaltens und
Messung aller fur die Modellierung notwendiger Kennwerte.
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Charakterisierung des mechanischen Werkstoffverhaltens von CFK

Aus den im vorangegangenen Kapitel dargestellten Grundlagen und Stand der
Technik der Materialbeschreibung von CFK unter Crashbelastung wurde in Ka-
pitel 2.4.4 die Aufgabenstellung dieser Arbeit definiert. Als Folge dieser Aufga-
benstellung ist es notwendig, eine umfangreiche experimentelle Materialcha-
rakterisierung des verwendeten Faserverbundwerkstoffs durchzufihren. Im
folgenden Kapitel werden die durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen
vorgestellt. Dabei wird anhand von anderen Arbeiten der Stand der Technik der
dynamischen Charakterisierung von Faserverbundwerkstoffen vorgestellt. Fur
dartber hinaus gehende Untersuchungen werden spezielle, teilweise neuentwi-
ckelte Messmethoden dargestellt und die jeweiligen Kennwerte gemessen und
diskutiert.

Grundsatzlich lassen sich Materialprifung und Komponentenversuche unter-
scheiden. Kennzeichen eines Versuchs zur Materialprifung sind wohl definierte
o - ¢ Zustande. Beispiele fur diese Experimente sind Zug- und Druckversuche
mittels einfacher Probekoérper, die zur Bestimmung einzelner Kennwerte des
Materials durchgefuhrt werden. Komponentenversuche sind z.B. Crashversuche
oder Beschussexperimente. Anstelle einzelne Eigenschaften zu untersuchen,
wird das Verhalten einer komplexen Struktur unter wechselnden Belastungszu-
standen untersucht.

Im Rahmen dieser Arbeit werden folgende in Bild 3.1 dargestellte Probekdrper
verwendet:

1. Rechteckflachproben fir statische Experimente und zur Bestimmung
des Delaminationsverhaltens

2. Flachproben zur einfachen Untersuchung des dynamischen Verhaltens
am Fallgewicht

3. Winkelproben fir dynamische Fallturmversuche

Rechteckprofile mit unterschiedlichen Eckradien als fur reale Motortra-
ger reprasentative Strukturbauteile fir die Komponentencrashversuche
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10 cm

Bild 3.1:  Uberblick tber die in dieser Arbeit verwendeten Probekérper.

3.1 Untersuchte Materialien und Laminataufbauten

Im Rahmen dieser Arbeit werden ausschlieBlich kohlenstofffaserverstarkte
Kunststoffe untersucht. Aufgrund der Vielzahl der mdéglichen Kombinationen
sollen hier die relevanten Unterscheidungsmerkmale fir diese Werkstoffe und
die Breite der Untersuchungen dargestellt werden. Neben den Grundwerkstof-
fen fUr Fasern und Matrix spielen vor allem der Lagenaufbau, d.h. die Anord-
nung der Einzellagen im Gesamtverbund und der Faservolumenanteil, also die
relative Menge der Fasern im Material, die entscheidende Rolle.

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
Crashverhalten von Strukturbauteilen aus kohlefaserver- 3
starkten Kunststoffen



Charakterisierung des

mechanischen
Werkstoffverhaltens von CFK

54

Als Grundwerkstoff kommen zwei verschiedene Fasertypen der Firma Toray,
Japan [125] zum Einsatz . Die Fasern Toray T-600 und Toray T-700 werden in
verschiedenen FilamentgréBen verarbeitet. FilamentgréBe ist die Anzahl Fasern
die zu einem Faserbiindel verarbeitet werden. Grundsatzlich haben feine Faser-
bundel, das heilt kleine FilamentgréBen, ein besseres mechanisches Verhalten,
da die Benetzung und Einbettung in das Matrixmaterial erleichtert wird. Auf
der anderen Seite sind feine Faserbliindel aufwendiger in der Herstellung und
Weiterverarbeitung, was ihren Einsatzbereich aus Kostengriinden begrenzt.
Hier werden die weit verbreiteten FilamentgréBen von 12K und 24K eingesetzt,
also Faserbindel mit jeweils 12000 bzw. 24000 Fasern. Die mechanischen Ei-

genschaften der beiden Fasern sind in Tabelle 3.1 und Bild 3.2 gegentberge-
stellt:

Tabelle 3.1: Mechanische Eigenschaften der in dieser Arbeit verwendeten Fa-
sermaterialien Toray T-600 und T-700 [125].

T-600 | T-700 | ©F

Zugfestigkeit [MPa] 4300 4902

]

S5
2
24
E-Modul [GPa] 230 230 g
Fz
2
Dichte [g/cm3] 1,80 1,80
11DD 200 3I00 400 S00  &00 yOO o 200
Tensile Moduls (GPa)
Bruchdehnung [%] 1,9 2,1
Bild 3.2: Gegendberstellung der mechanischen Eigenschaften verschiedener

Kohlenstofffasern des Herstellers Toray [125].

Das Matrixmaterial ist das Epoxidharz L20 mit Harter SL von Bakelite. Die me-
chanischen Eigenschaften des Harzes und damit natirlich zum Teil auch die des
Verbundes kénnen innerhalb enger Grenzen durch Variation der Aushartezei-
ten und —temperaturen verandert werden. Grundsatzliche mechanische Eigen-
schaften des unverstarkten, ausgeharteten Harzes finden sich in Tabelle 3.2:
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Tabelle 3.2: Mechanische Eigenschaften des als Matrixmaterial verwendeten
reinen Epoxidharzes [15]

L20 + SL
Zugfestigkeit [MPa] 70,2
E-Modul [GPa] 3,4
Dichte [g/cm?3] 1,158
Bruchdehnung [%] 9,5

Als weiteres Unterscheidungsmerkmal fir die untersuchten Werkstoffe dient
der Lagenaufbau und der Faservolumengehalt. Am Beispiel eines Mischlamina-
tes [04/ (+/-45);]s soll die Definition des Lagenaufbaus erlautert werden. Dieses
Laminat besteht aus Lagen mit Orientierungen von 0°, +45° und -45° zur Refe-
renzachse. Es werden von auBen betrachtet erst drei Lagen 0° und dann drei-
mal Lagen jeweils abwechselnd mit +45° und -45° angeordnet. Der gesamte
Aufbau wird an der Mittelachse gespiegelt, so dass ein symmetrisches Laminat
entsteht. Im Detail sieht das Laminat wie folgt aus:

0°<>0°<>0°<>+45°<>-45°<>+45°<>-45°<>+45°<>-45°||
-45°<>+45°<>-45°<>+45°<>-45°<>+45°<>0°<>0°<>0°

Die Faservolumengehalte wurden zwischen 34 % und 61 % variiert, um das
gesamte Spektrum der denkbaren Einsatzfélle abzudecken. Der Schwerpunkt
der Untersuchungen liegt im Bereicht von 50 %, da dies der hochste in Serien-
fertigung mittels RTM-Verfahren erreichbare Faservolumengehalt ist. Aufgrund
signifikanter Toleranzen beziglich der Plattendicken sind Abweichungen zwi-
schen nominellem und realem Faservolumengehalt aufgetreten. Darauf wird
bei der Darstellung der Versuchsergebnisse Ricksicht genommen.

Insgesamt wurden an 20 unterschiedlichen Konfigurationen statische Kennwer-
te gemessen und daraus 5 Konfigurationen fur die dynamischen Untersuchun-
gen festgelegt. Eine genaue Auflistung der Ausgangswerkstoffe fir alle unter-
suchten Probekorper ist im Anhang B aufgefiihrt.

Die Proben werden grundsatzlich nicht besonders konditioniert oder gealtert.
Sie werden Uber einen langen Zeitraum unter Normalklima (23°C und relative
Luftfeuchte 50%) [93] gelagert und auch unter diesen Bedingungen unter-
sucht.
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3.2  Probenherstellung

Die in dieser Arbeit verwendeten Probekdrper sind ausnahmslos per Injektions-
verfahren - auch Resin Transfer Molding (RTM) genannt — hergestellt.

Das RTM ist ein Harzinjektionsverfahren, welches in den friihen finfziger Jah-
ren entwickelt wurde. Seitdem hochwertige Bauteile mit exzellenten Oberfla-
chen im RTM-Verfahren produziert werden kdnnen, ist es weltweit anerkannt
und erfahrt zunehmende Anwendung in der Luftfahrt- und Automobilindustrie.

Das Harzinjektionsverfahren stellt eine Technologie dar, die prinzipielle verfah-
renstechnische Gemeinsamkeiten mit dem Pressen und SpritzgieBen faserver-
starkter Formmassen hat. Werden bei den oben genannten Prozessen Materia-
lien verwendet, in welche die Fasern bereits eingemischt sind, so kommen bei
dem RTM-Harzinjektionsverfahren Matrixmaterial (Duromere) und Verstarkung
erst in der Kavitat miteinander in Kontakt.

Bild 3.3:  Schematische Darstellung des RTM-Herstellverfahrens fir Faserverbundbau-
teile.

Der gesamte Herstellprozess gliedert sich in die folgenden Prozessschritte:

e Beschicken der zugeschnittenen Verstarkungsmaterialien in das Werk-
zeug

e SchlieBen des Werkzeugs und Aufbringen der Zuhaltekraft
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e Injizieren des Matrixmaterials in die Kavitat
e Ausharten und Entformen des fertigen Bauteils

Die wesentlichen Vorteile des RTM-Verfahrens gegeniber den , klassischen”
Herstellmethoden wie z.B. dem Handlaminieren sind:

e kurze Zykluszeiten und geringe Herstellkosten durch kurze Verweilzei-
ten im Werkzeug

e gezieltes Einbringen der Verstarkungsmaterialien moglich
e Einbringen von Schaumkernen und Einlegeteilen moglich

e eignet sich vorwiegend fur groBe Serien, da der Prozess vollautomati-
sierbar ist.

Die folgenden Nachteile des RTM—-Verfahrens, beschrdanken vor allem seine 6-
konomisch sinnvolle Anwendbarkeit:

e hoher Investitionsaufwand durch zweiteiliges Werkzeug, daher auch
ungeeignet fur kleine Serien

e keine beliebigen Geometrien herstellbar

3.3 Statische Materialeigenschaften

In diesem Teil der Arbeit werden die statischen Materialeigenschaften be-
stimmt, welche dann als Grundlage in das neu formulierte Modell eingebunden
werden.

Probengewinnung

Zur Gewinnung der Probekoérper fur alle statischen Untersuchungen werden
rechteckige Platten mit den Abmessungen 600 mm Lange und 400 mm Breite
und nominellen Dicken von 4 bzw. 6 mm im RTM-Verfahren hergestellt. Die
Probekdrper werden aus diesen Platten mittels Hochgeschwindigkeitsfrasen
herausgearbeitet. AnschlieBend werden die Proben vermessen, gewogen und
beschriftet.

Zur statistischen Absicherung werden fiur jede Versuchsreihe mindestens finf
Wiederholungen durchgefihrt. Auf eine Glattung oder sonstige nachtragliche
Filterung der Kurven wurde zur physikalisch richtigen Wiedergabe der Mess-
werte verzichtet.
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3.3.1 Experimentelle Untersuchungen unter Zug- und Druckbelastung

Beim einachsigen Zugtest werden rechteckférmige Proben mit 200 mm Lange
und 20 mm Breite in eine Zugprifmaschine (siehe Bild 3.4) eingespannt und
quasistatisch gezogen. Gemessen wird die von der Maschine aufgebrachte
Kraft und die damit erreichbare Deformation der Probe. Die Messung der Ma-
schinenkraft erfolgt mit Kraftmessdosen. Aus dem Maschinenweg oder dem
aufgrund hoherer Genauigkeit bevorzugten Signal von zusatzlich auf der Pro-
benoberflache angebrachten Dehnmessstreifen wird die Verformung und dar-
aus die Verzerrung der Probe ermittelt. Es werden Dehnmessstreifen benutzt,
die Verformungen in zwei senkrecht zueinander stehenden Richtungen messen
kénnen (Bild 3.5). Dadurch kann sowohl die Langs- als auch die Querverzerrung
bestimmt werden, um daraus mit sehr hoher Genauigkeit die Querkontrakti-
onszahl zu errechnen.

Bild 3.4:  Versuchsaufbau an den servohydraulischen Prifmaschinen im Werkstoffla-
bor des Ernst-Mach-Instituts.
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Bild 3.5: Auf die Zugprobe mittels Spezialklebstoff applizierter Doppel-
Dehnmessstreifen zur Messung von Langs- und Querverzerrungen wahrend
der Versuchsdurchfiihrung.

Die Versuchsdurchfihrung der statischen Zugversuche geschieht gemal3 der
amerikanischen Norm ASTM D 3039 (,Standard Test Method for Tensile Pro-
perties of Polymer Matrix Composite Materials”) [12] und nach MIL-Standard
[92]. Die groBten Schwierigkeiten treten bei rein unidirektionalen Proben auf.
Hier kénnen die zur Einspannung der Probe aufzubringenden Krafte eine signi-
fikante Vorschadigung und in Folge davon sehr groBBe Streuungen oder Verfal-
schungen in den Messwerten bewirken. Um diese Folgen zu minimieren wird in
der Regel zusatzliches Material, so genannte Aufleimer, auf die Einspannstellen
aufgetragen. So wird die Kraftangriffsstelle lokal verstarkt und es werden Span-
nungskonzentrationen vermieden. Die Wahl des richtigen Werkstoffes, der rich-
tigen Geometrie und vor allem des Klebstoffes ist jedoch entscheidend, und
kann daher die Gefahr von Fehlmessungen erhéhen.

Bei den hier untersuchten Werkstoffen war mit Aufleimern keine Qualitatsver-
besserung in den Untersuchungen zu erzielen, weshalb ein Ansatz ohne Auf-
leimer gewahlt wurde, wie er auch in [92] vorgeschlagen wird. Bei den rein u-
nidirektionalen Proben wird deswegen eine relativ groBe Streuung in Kauf
genommen und dafur die Probenzahl erhéht. Fir alle anderen untersuchten
Laminataufbauten kann eine Verbesserung der Ergebnisqualitat erzielt werden,
da nicht das Aufleimermaterial und die Klebeschicht mitgemessen werden. Vor
allem fir die Proben mit der flr Zugversuche besonders gut geeigneten Lami-
natstruktur [0°/90°]s kdnnen so sehr geringe Streuungen realisiert werden. Die-
se Versuche werden auch benutzt, um daraus gemalB der Herleitung in MIL-
HDBK-17-1E, Vol.1 [92] die elastischen Eigenschaften und Festigkeitskennwerte
far das unidirektionale Material und den Einfluss des Faservolumengehalts und
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der Probekdrperdicke zu berechnen. Die genaue Vorgehensweise ist im An-
hang C wieder gegeben.

Grundsatzlich wird zur Auswertung der Zugversuche die nominelle Spannung
oy bestimmt. Die nominelle Spannung berechnet sich aus der an der Kraft-
messdose anliegenden Kraft F und dem Probenquerschnitt A,. Fir die nominel-
le Spannung gilt damit:

Oy = 3.1

r
A

Die nominelle Dehnung in Prifrichtung g, bestimmt sich aus der Langenande-
rung der Probe Al und der Anfangslénge |, zu:

SN = —_— 32

oder kann unmittelbar aus den Signalen der Dehnmessstreifen abgeleitet wer-
den.

Der Elastizitatsmodul ist nach DIN als die Steigung der nominellen Spannungs-
Dehnungs-Kurve zwischen einem Dehnungswert von 0,05% und 0,25% defi-
niert:

E 3.3

En

Die Bestimmung der Querkontraktionszahl erfolgt aus den Zugversuchen unter
Verwendung der Ergebnisse des Querdehnmessstreifens. Fir einen einachsigen
Spannungszustand ergibt sich auf Grundlage des Hooke'schen Gesetzes mit
der Querstauchung g, und der Langsdehnung ¢, folgender Zusammenhang:

E
y=--29 3.4
&

Zur Vervollstandigung der Daten des mechanischen Verhaltens der Laminate
werden quasistatische Druckversuche zur Bestimmung der Unterschiede zum
Verhalten unter Zugbelastung durchgefihrt. Da das zu entwickelnde Modell
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hauptsachlich zur Berechnung von Crash- und Impaktvorgangen eingesetzt
werden soll, missen die méglichen Anderungen im mechanischen Verhalten
bei Umkehr der Belastungsrichtung bertcksichtigt werden. Grundsatzlich sind
Druckversuche an laminierten Proben sehr schwierig durchzufthren, weil die
Druckbelastung nicht nur zu Druckversagen sondern auch zu Versagen durch
Schub bzw. Gleitung fuhrt. Um diese Einfllsse so gering wie méglich zu halten,
werden die Experimente in Anlehnung an die ASTM IITRI Norm D 3410 [11]
durchgefihrt. Die Probe ist in diesem Fall ein langer Flachstab mit sehr kleinem
freien Querschnitt.

Im folgenden werden die Resultate fir die wichtigsten Laminataufbauten dar-
gestellt und alle fur die Modellentwicklung entscheidenden Zusammenhange
der elastischen Materialkennwerte abgeleitet.

Der wichtigste Zugversuch ist der an einem unidirektionalen Laminat mit Belas-
tungsrichtung parallel zur Orientierung der Verstarkungsfasern. Also ein Zug-
versuch an einem 0°-Laminat. In Bild 3.6 ist die sich ergebende Spannung Uber
der Langsdehnung der Probe aus dem Signal des Dehnmessstreifens aufgetra-
gen. Dieses Laminat verhalt sich ideal linear elastisch mit einem Elastizitatsmo-
dul von 105 GPa und einer Bruchdehnung von 0,0115 und daraus resultieren-
der Bruchspannung von 1220 MPa.

1400
— Zugversuch 0°-Laminat
— Druckversuch 0°-Laminat
1200 -
1000 -
©
o
= 800 -
o
=
g ~
g \ 600 /
-3
wv
400
200 -
T T e T T
-0,012 -0,008 -0,004 0 0,004 0,008 0,012
Verzerrung

Bild 3.6:  Gemessener Spannungs-Verzerrungs-Verlauf von Zug- und Druckversuch
an Proben mit [0°]-Laminat.
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Querstauchung

Der ebenfalls eingezeichnete Verlauf des Druckversuches zeigt, dass der Elastizi-
tatsmodul bei Druckbeanspruchung etwa 10% geringer ist. Die Festigkeit be-
tragt nur ca. 50% der Zugfestigkeit, was, wie oben beschrieben, auf den ande-
ren Versagensmodus zurtickzufihren ist.

In Bild 3.7 ist die Querstauchung Uber der Langsdehnung aufgetragen. Der er-
kennbare lineare Zusammenhang belegt die konstante Querkontraktionszahl
von 0,265.

0,003

— Zugversuch 0°-Laminat

0,0025

0,002

0,0015 -

0,001

0,0005

0 T T T T T

0 0,002 0,004 0,006 0,008 0,01 0,012
Langsdehnung

Bild 3.7:  Gemessene Querstauchung und Langsdehnung eines Zugversuch an Pro-
ben mit [0°]-Laminat.

Im Gegensatz dazu zeigt die sich aus einem Zugversuch an einem +45°-Laminat
ergebende Spannung Uber der Dehnung aufgetragen einen vollstandig anderen
Verlauf. Wie in Bild 3.8 zu erkennen ist, stellt der linear elastische Bereich mit
einem Elastizitdtsmodul von 10 GPa nur einen geringen Teil des Verhaltens dar.
Uber einen weiten Bereich der Kurve dhnelt der Verlauf dem plastischen Flies-
sen von beispielsweise Metallen. Dieses Verhalten wird durch ein irreversibles
Umorientieren der Fasern in der Matrix einhergehend mit zunehmender Scha-
digung des Harzmaterials hervorgerufen. Die Bruchdehnung unter Zugbelas-
tung liegt mit 0,09 < g < 0,11 eine GroéBenordnung hoher als bei einem rein
unidirektional verstarkten und in Faserrichtung belasteten Laminat.
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Bild 3.8: Gemessener Spannungs-Verzerrungs-Verlauf von Zug- und Druck-

versuch an Proben mit [£45°]-Laminat.

Der auch hier ebenfalls eingezeichnete Verlauf des Druckversuches zeigt, dass
der Elastizitatsmodul und die Festigkeit im Druckfall etwa 20% geringer sind.
Allerdings ist unter Druckbelastung das plastische Verhalten ausgeprdgter als
unter Zugbelastung. Die Bruchdehnung liegt mit 0,14 < g < 0,16 auch unter
Druckbelastung eine GréBenordnung hoher als bei einem rein unidirektional
verstarkten und in Faserrichtung belasteten Laminat.

In Bild 3.9 ist die sich ergebende Querstauchung tber der Langsdehnung auf-
getragen. Zum einen ist erkennbar, dass die Querkontraktionszahl 0,9 betragt,
was durch das Umorientieren der Fasern bewirkt wird. Weiter ist zu sehen, dass
zwei verschiedene Querdehnungszahlen unterscheidbar sind. Im linear elasti-
schen Bereich betragt sie 0,82 und im plastischen Bereich 0,94.
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0,045
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Bild 3.9:  Gemessene Querstauchung und Langsdehnung mit linearen Naherungsver-
laufen far die Querkontraktionszahl im elastischen und plastischen Bereich
eines Zugversuch an Proben mit [+45°]-Laminat.

Ein weiteres Phanomen, das sich bei Zugversuchen an Proben dieser Orientie-
rung ergibt, ist Delamination. Durch das Orientieren der +45° bzw. -45° Lagen
in die Zugrichtung wird eine interlaminare Schubbelastung hervorgerufen. Die-
se Schubbelastung fuhrt zum Auftrennen der Lagen, was in einem deutlichen
Anwachsen der Probendicke erkennbar ist. In Bild 3.10 ist dieser Schadensme-
chanismus dargestellt.

Bild 3.10: Darstellung von in Zugversuchen an [+45°]-Laminaten auftretenden Dela-
minationen. Diese werden durch die interlaminaren Schubspannungen her-
vorgerufen, die aufgrund der Umorientierung der Fasern entstehen.
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Ein drittes Laminat, das in dieser Arbeit detailliert betrachtet wird, ist das
0°/90°-Laminat. In Bild 3.11 ist die sich ergebende Spannung Uber der Langs-
dehnung der Probe aufgetragen. Dieses Laminat verhalt sich auch ideal linear
elastisch mit einem Elastizitatsmodul von 58 GPa und einer Bruchdehnung von
0,135 und daraus resultierender Bruchspannung von 775 MPa. Steifigkeit und
Festigkeit sind im Vergleich zu einem rein unidirektionalen Laminat mit ansons-
ten gleicher Zusammensetzung um etwa 50% geringer. Dies ist darauf zurtick-
zufUhren, dass bei derartig aufgebauten Laminaten nur die Halfte der Fasern

Lasten aufnehmen.

800

— Zugversuch [0°/90°]-Laminat /
700 /
600

oo /

s /

Spannung [MPa]

o /

o /

s /

0 T T T T

0 0,002 0,004 0,006 0,008
Verzerrung

0,01 0,012 0,014

Bild 3.11: Gemessener Spannungs-Dehnungs-Verlauf eines Zugversuchs an Proben

mit [0°/90°]-Laminat.

In Bild 3.12 ist die sich ergebende Querstauchung Uber der Ldngsdehnung auf-
getragen. Der erkennbare lineare Zusammenhang belegt die konstante Quer-
kontraktionszahl von etwa 0,02. Diese ist im Vergleich zum rein unidirektional
verstarkten Laminat deutlich geringer. Der Grund hierfir ist, dass die Halfte der
Fasern in Richtung der Querstauchung angeordnet sind und dieser aufgrund ih-

rer groBen Steifigkeit entgegenwirken.
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Querstauchung

9,0E-05
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Langsdehnung

Bild 3.12: Gemessene Querstauchung und Langsdehnung eines Zugversuch an Pro-
ben mit [0°/90°]-Laminat.

In den folgenden Bildern (Bild 3.13 bis Bild 3.16) sind die Ergebnisse der aus
Zugversuchen an 0°/90°-Laminaten ermittelten mechanischen Eigenschaften in
Abhangigkeit von verschiedenen, fir die Modellbildung entscheidenden Para-
metern dargestellt. Aus diesen Ergebnissen kénnen die Eingabeparameter fur
das Werkstoffmodell fur das gesamte Spektrum der getesteten Werkstoffe ab-
geleitet werden. Es wird die Abhangigkeit der Steifigkeit vom Faservolumenge-
halt untersucht und der Einfluss der Laminatdicke Uberpruft. Fir Bruchdeh-
nung, Versagensspannung und Querkontraktionszahl wird die Abhangigkeit
vom Faservolumengehalt untersucht. Zusatzlich wird untersucht, inwieweit Fa-
sertyp, Faservolumengehalt und Probendicke einen Einfluss auf das nichtlineare
Verhalten des Werkstoffes haben.
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Bild 3.13: Lineare Abhangigkeit des Elastizitatsmodul vom Faservolumengehalt aus
Messungen an [0°/90°]-Laminaten.
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Bild 3.14: Abhangigkeit der Festigkeit vom Faservolumengehalt aus Messungen an

[0°/90°]-Laminaten.
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Elastizitatsmodul [Gpa]

Aus diesen beiden Diagrammen gehen als Ergebnisse der statischen Material-
prafungen hervor:

16

Die Steifigkeit steigt linear mit dem Faservolumengehalt. Es ist kein Sat-
tigungsbereich zu erkennen. Eine Interpolation der gemessenen Daten
auf nicht direkt charakterisierte Werkstoffe mit Faservolumengehalten
im untersuchten Bereich ist moglich. Eine lineare Extrapolation ist auch
far Faservolumengehalte moglich, die groBer als 0,54 und kleiner als
0,43 sind.

Die Festigkeit der Laminate steigt mit dem Faservolumengehalt und er-
reicht bei etwa 0,54 ein Maximum. Eine Interpolation der gemessenen
Daten auf nicht direkt charakterisierte Werkstoffe mit Faservolumen-
gehalten im untersuchten Bereich ist anhand der Regressionskurve
maoglich. Fir Faservolumengehalte, die etwas gréBer als 0,54 sind, wird
die maximale Festigkeit herangezogen.

Die Probendicke hat keinen Einfluss im untersuchten Bereich von 4 mm
bis 6mm.
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Bild 3.15: Lineare Abhangigkeit des Elastizitatsmodul vom Faservolumengehalt aus

Messungen an [+45°]-Laminaten.

Aus Bild 3.15 ist ersichtlich, dass die Steifigkeit linear mit dem Faservolumenge-
halt steigt. Es ist kein Sattigungsbereich zu erkennen. Eine Interpolation der
gemessenen Daten auf nicht direkt charakterisierte Werkstoffe mit Faservolu-
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mengehalten im untersuchten Bereich ist maglich. Eine lineare Extrapolation ist
auch fur Faservolumengehalte méglich, die groBer als 0,54 und kleiner als 0,43
sind.
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Bild 3.16: Abhangigkeit der Festigkeit vom Faservolumengehalt aus Messungen an
[+45°]-Laminaten

Aus Bild 3.16 ist ersichtlich, dass der Einfluss des Faservolumengehaltes auf das
nichtlineare Verhalten gering ist, da dieses nur durch das verwendete Harz ge-
steuert wird. Die Festigkeit der [+45°]-Laminate ist nahezu konstant. Zur Inter-
polation der gemessenen Daten auf nicht direkt charakterisierte Werkstoffe mit
Faservolumengehalten auBerhalb des untersuchten Bereichs wird als Festigkeit
ebenfalls 160 MPa herangezogen.

Die ermittelten Ergebnisse stehen in guter Ubereinstimmung zu Ergebnissen aus
friheren Arbeiten wie beispielsweise bei Papirno [97] oder der umfangreichen
Datensammlung in MIL-HDBK-17-1E [92].
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3.4 Das Delaminationsverhalten

3.4.1 Grundlagen

Ein wesentliches Problem bei der Versagensvorhersage von Faserverbundstruk-
turen stellen Delaminationen dar. Dabei bedeutet Delamination ein Auftrennen
bzw. Ablésen der einzelnen Faserschichten in einem Laminat und sie spielt sich
in der Grenzflache zwischen Matrix und Verstarkungskomponente (Faser) ab.
Unterteilt wird die Delamination in drei verschiedene Modi. Sie unterscheiden
sich in der Richtung, in welche die Laminatschichten aufgetrennt werden:

Modus I: Modus | — Delamination bezeichnet ein Versagen, bei dem eine Kraft
auf einen Faserverbund senkrecht zur Laminatebene wirkt und infol-
ge dieser Kraft ein Auftrennen in Normalenrichtung entsteht. Die
Verschiebungsvektoren stehen sowohl senkrecht auf der Rissebene
als auch senkrecht auf der Tangente an die Rissspitze.

Bild 3.17:  Schematische Prinzipdarstellung der Delamination in Modus | aufgrund ei-
ner Lasteinleitung in Normalenrichtung zur Laminatebene.

Modus II: Die Modus Il — Delamination bezeichnet ein Versagen in Langsrich-
tung infolge von Schubkraften in der Laminatebene. Die Verschie-
bungsvektoren liegen in der Rissebene und stehen senkrecht auf
der Tangente an die Rissspitze.
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Bild 3.18: Schematische Prinzipdarstellung der Delamination in Modus Il aufgrund ei-
ner Lasteinleitung durch Schubbeanspruchung langs zur Laminatebene.

Modus lll: Analog zur Delamination Modus Il, nur quer zur Laminatrichtung.
Die Verschiebungsvektoren liegen in der Rissebene und parallel zur
Tangente an die Rissspitze. Das Modus Il — Verhalten wird in dieser
Arbeit allerdings nicht weiter untersucht, da es fur die Praxis nicht
so relevant wie Modus | oder Il ist.

Bild 3.19:  Schematische Prinzipdarstellung der Delamination in Modus Ill aufgrund ei-
ner Lasteinleitung durch Schubbeanspruchung quer zur Laminatebene.

3.4.2 Versuchsprinzipien

Um das interlaminare Materialverhalten experimentell bestimmen zu kénnen,
werden Versuchstechniken aus der Bruchmechanik auf Faserverbundwerkstoffe
angewandt. Vor allem die NASA fihrte umfangreiche Untersuchungen durch,
um standardisierte Versuche zu entwickeln, mit denen der Widerstand der Ma-
terialien gegen interlaminares Risswachstum gemessen werden kann. Bei Sela
[112] und Davies [46] finden sich umfangreiche Dokumentationen Uber diese
Versuche.
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Modus | — Double-Cantilever-Beam

Zur Messung der statischen Energiefreisetzungsrate flr Delamination im Mo-
dus | ist der , Double Cantilever Beam” (DCB) Test am weitesten verbreitet. Da-
bei wird der mit einem Anriss versehene Probekdrper kontinuierlich durch De-
laminationskrafte so weit belastet, bis eine bestimmte Rissfortschrittslange
erreicht ist. Die Delaminationskrafte werden tber zwei Scharniere in die Probe
in Normalenrichtung eingeleitet. Diese Scharniere werden im Vorfeld der Test-
reihen mit einem speziellen Epoxydharz-Kleber, welcher einen sehr hohen
Schalwiderstand besitzt, an den CFK-Probekd&rpern befestigt.

Bild 3.20: Schematische Darstellung des Double-Cantilever-Beam-Tests mit den auf
den Probekdrper aufgeklebten Scharnieren zur Einleitung der Delaminati-
onskrafte in Normalenrichtung.

Im Versuch werden wahrend des Rissfortschrittes die Krafte und der Traversen-
weg der Prifmaschine kontinuierlich aufgezeichnet. Die kritische interlaminare
Energiefreisetzungsrate G wird anhand der Rissfortschrittslange und der auf-
gebrachten Energie aus dem Kraft — Traversenweg - Diagramm ermittelt.

G, =2 .10° 35
b-a

A: Energie zur Erzielung der gesamten Rissfortschrittslange [J]
a: Rissfortschrittslange [mm]; b: Breite des Probekérpers [mm]
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Dieser Versuch ist in den Normen EN6033 [94] bzw. ASTM D5528 [12] fur qua-
sistatische Lastgeschwindigkeiten standardisiert. Da in dieser Arbeit Uberwie-
gend dynamische Phanomene untersucht werden, werden auch Versuche mit
erhohter Belastungsgeschwindigkeit durchgefiihrt. Ahnlich wie bei Aliyu [3]
und Yaniv [132] wird nur eine sehr geringe Steigerung der Energiefreisetzungs-
rate erwartet.

Modus Il - End Notched Flexure

Analog zur experimentellen Bestimmung der Energiefreisetzungsrate fir Dela-
mination in Modus | gibt es auch fur die Bestimmung der Energiefreisetzungs-
raten fir Delamination in Modus Il zahlreiche Versuchsmethoden. Eine umfang-
reiche Darstellung dieser Tests findet sich bei Carlsson [30]. Der am weitesten
verbreitete Versuch ist der ,End Notched Flexure” (ENF) Test, der zuerst von
Russell [105] und Carlsson [30] vorgestellt und spater in DIN EN 6034 [95] stan-
dardisiert wurde. Hierbei wird der Probekérper in  einer 3-Punkt-
Biegevorrichtung bis zum Beginn des Rissfortschrittes belastet. Die Probe ist an
einem Ende in der Mittelebene, in der die Schubbelastung am gréBten ist, mit
einer Teflonfolie zur Rissinitiierung prapariert.

Bild 3.21:  Schematische Darstellung des End-Notched-Flexure-Tests und sich aufgrund
der Schubbelastung in der Mittelebene einstellender Delamination.

Die kritische Energiefreisetzungsrate G,c wird aus der Anrisslange und dem
Kraft - Traversenweg - Diagramm zum Zeitpunkt des ersten Rissfortschrittes er-
rechnet.

9-F-a”-d-1000
Gy = 36

_2-b-(%-L3+3-a3)

a: Anrisslange [mm]; d: Traversenweg bei Beginn der Rissdelamination [mm];
F: kritische Kraft zur Risseinleitung [N]; b: Breite des Probekérpers [mm];
L: Stltzweite [mm]
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Im Rahmen dieser Arbeit wird dartber hinaus eine neue Prifvorrichtung entwi-
ckelt, mit der Delamination in Modus | und Modus Il untersucht werden kann.
Zusatzlich ist damit ein Versuchsaufbau zur Superposition der beiden Modi ein-
richtbar. Die Uberlagerung von Modus | und Modus Il entspricht experimentell
dem so genannten ,Mixed Mode Bending” (MMB) Test.

Mixed Mode Bending

Mixed—Mode-Testapparaturen werden entwickelt, um das Modus | — und das
Modus Il — Verhalten zu kombinieren. Die beiden auftretenden Krafte (aus Mo-
dus | und Modus II) wirken mit Hilfe eines Hebelarms gleichzeitig an der CFK-
Probe. Somit Uberlagern sich die Delaminationsarten und es kann ein Verhaltnis
der zwei Energiefreisetzungsraten bestimmt werden.

Mode | Mode Il

Mixed Mode

!

Bild 3.22: Schematische Prinzipdarstellung des Mixed-Modes—Tests als Uberlagerung
der beiden Delaminationsmodi | und II.

In der Versuchsdurchfihrung werden beide Versuchsaufbauten kombiniert. Der
Probekdrper wird wie beim DCB-Test mit zwei Scharnieren versehen. Zur Cha-
rakterisierung des Mixed—Modes ist das Verhaltnis der Energiefreisetzungsraten
(Modus | und Modus II) von Bedeutung. Zunachst wird die gesamte Energiefrei-
setzungsrate (G + G,c) bestimmt. Die einzelnen Energiefreisetzungsraten las-
sen sich separat errechnen, da das in folgender Gleichung dargestellte Verhalt-
nis der Energiefreisetzungsraten zueinander gilt:
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Das Verhaltnis der Energiefreisetzungsraten wird nur durch die Hebelverhaltnis-
se des Kraftarms ausgedrickt und ist somit allein durch die Kinematik des Ver-

suchsaufbaus bestimmt.

3.4.3 Versuchsaufbau und Durchfiihrung

Um eine moglichst optimale Versuchsdurchfiihrung aller Delaminationsversuche
zu ermoglichen, wird ein vollstandig neuer Versuchsaufbau entwickelt und
konstruiert. Fur Details der Konstruktion sei an dieser Stelle auf den Anhang D
verwiesen. Im folgenden Bild 3.23 ist die in die Prifmaschine eingebaute Appa-

ratur im Ausgangszustand in DCB-Konfiguration dargestellt.

Im Rahmen dieser Arbeit neu entwickelter und konstruierter Versuchsauf-

Bild 3.23:
bau zur Prafung der unterschiedlichen Delaminationsmodi.
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Das besondere an diesem Aufbau ist, dass sich durch die flexible Positionierung
der Bauteile alle Hebelverhaltnisse C/L beliebig variieren lassen. So kdnnen mit
diesem Aufbau alle relevanten Versuchskonfigurationen geprift werden. Un-
terschiedliche Konfigurationen sind in Bild 3.24 schematisch dargestellt.
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DCB Konfiguration DCB Konfiguration . .
(langer Hebel C) (kurzer Hebel C) MME - Konfiguration
i i L C L c
Bild 3.24:  Schematische Darstellung der verschiedenen einstellbaren Hebelverhaltnisse

fur die jeweiligen Versuchskonfigurationen DCB und MMB.

Durch das Andern des Hebelverhéltnisses C/L lassen sich die ZerreiBgeschwin-
digkeit und die zu beaufschlagende Kraft einstellen. Eine Verkleinerung des
Hebels C (die Lange zwischen Kraftangriff und Auflagerdrehpunkt) bewirkt eine
Erhéhung der Aufzugsgeschwindigkeit am Scharnier. Dadurch kann trotz Errei-
chen der maximalen Abzugsgeschwindigkeit der Prifmaschine eine weitere
Steigerung der Risso6ffnungsgeschwindigkeit erzielt werden. In der Mixed-
Mode-Konfiguration wird durch das Andern der Lange des Hebels C das Ver-
haltnis der beiden Delaminationsmodi zueinander eingestellt. Eine Verkirzung
der Lange zwischen Kraftangriff und Auflagerdrehpunkt bewirkt eine Verlage-
rung des Delaminationsverhaltens in Richtung Modus II. Da auch die Auflager-
weite frei gewahlt werden kann, ist nahezu jedes Verhaltnis der beiden Bruch-
modi zueinander einstellbar.

Durch diese vielfaltigen Anpassungsmaglichkeiten kann die Prifapparatur auch
far Experimente auBerhalb des Bereiches der Delaminationsuntersuchungen
benutzt werden. So kénnen z. B. Klebeverbindungen oder andere Haftbezie-
hungen charakterisiert werden. Durch die Mdéglichkeit, hohe Risséffnungsge-
schwindigkeiten an servohydraulischen Prifmaschinen zu erzielen, kann auf
aufwendigere Fallturmuntersuchungen verzichtet werde. Dennoch wirde die
Prufapparatur mit kleinen Modifikationen auch unter solchen Testbedingungen
nutzbar sein.
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3.4.4 Messung der Energiefreisetzungsraten

Die Versuchsreihen werden an denselben servohydraulischen Prifmaschinen
wie die statischen Materialtests durchgeflhrt. Die Probekdrper sind rechteckige
CFK-Streifen mit rein unidirektionalem Lagenaufbau. In dem Probenwerkstoff
wird bei der Herstellung zwischen die mittleren Lagen eine dinne (ca. 8um)
Teflon-Folie eingearbeitet, welche eine definierte Risseinleitung ins Probeninne-
re gewahrleistet.

Teflon-Folie
a
A =
b
v 2h
L
a: vorgegebene Anrisslange
L: Lange des Probenkdrpers (Stltzweite)
b: Breite des Probenkdrpers
h: halbe Dicke der Probe
Bild 3.25: Geometrie des fur die Delaminationsversuche verwendeten Probe-

korpers.

Zur Einleitung der Krafte in die Probe werden zwei Scharniere mit einem spe-
ziellen Epoxydharz-Kleber, welcher einen sehr hohen Schalwiderstand besitzt,
an den CFK-Probekdrpern befestigt. Im folgenden Bild ist ein vollstandig prapa-
rierter Probekdrper dargestellt.
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Bild 3.26: Vollstandig praparierter Probekodrper zur Delaminationsuntersuchung mit
aufgeklebten Scharnieren.

Zur Auswertung der Versuche werden neben den Abmessungen der Probekor-
per die Anrissldange, die nachtrdglich anhand des eingelegten Teflonstreifens
gemessen wird, und die maximale Rissfortschrittslange bestimmt. Zusatzlich
wird eine kontinuierliche Aufzeichnung des Kraftsignals und der Verschiebung
des Krafteinleitungspunktes durchgefihrt. Aus der Verschiebung des Kraftein-
leitungspunktes wird Uber die Kinematik der Prufapparatur der Rissoffnungs-
weg des Scharniers bestimmt. Mit einer Hochgeschwindigkeitskamera wird eine
Uberwachung des Rissvorganges vorgenommen, aus der dann beispielsweise
die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Delamination gemessen werden kann.

In der folgenden Bildsequenz Bild 3.27 ist der Delaminationsvorgang dargestellt
und in Bild 3.28 die entsprechende Aufzeichnung der Delaminationkraft Gber
dem Riss¢ffnungsweg aufgetragen.
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Bild 3.27: Bildsequenz des Rissfortschrittes aus Hochgeschwindigkeitsaufnahmen des
Probekorpers wahrend der Durchfiihrung des DCB-Tests.

Grundsatzlich findet anfangs ein linearer Kraftanstieg statt, bis die Probe soweit
auseinander gezogen wurde, dass die mittleren Laminatebenen sich voneinan-
der zu 16sen beginnen. Da der Hebelarm, welcher die Kraft in den Anriss leitet,
durch ein Fortschreiten des Risses zunehmend gréBer wird, nimmt ab diesem
Zeitpunkt die Kraft, die zum Delaminieren der mittleren Ebenen aufgebracht
werden muss, ab (Moment = Kraft x Hebelarm). Diese maximale Kraft hangt
demzufolge auch von der Lange des initialen Anrisses ab, weshalb sie alleine
nicht als charakteristisches Merkmal fUr das Delaminationsverhalten geeignet
ist.
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Bild 3.28: Gemessener Kraft-Rissoéffnungsweg-Verlauf eines Delaminationsversuchs in
DCB-Konfiguration mit instabilem Risswachstum aufgrund risshemmender
Kettfaden.

Die Schwankungen im Verlauf der Kraftkurve sind durch das instabile Riss-
wachstum aufgrund des ReiBens von Kettfaden zu erklaren. Diese Kettfaden
halten die Fasern vor dem Verarbeiten zusammen und sind nach der Verarbei-
tung mit beiden mittleren Ebenen des Probekdrpers zugleich verklebt. Zunachst
erhoht sich die Kraft bis ein solcher Faden reif3t. Sobald der Kettfaden gerissen
ist, fallt die Kraft steil ab. Diese Kettfaden funktionieren als Rissstopper. In den
Bildern des Versuchsablaufes sind gut die Kettfaden zu erkennen, die an die
beiden mittleren Laminatebenen gebunden sind. Entweder rei3en diese Faden
oder sie |6sen sich von einer der Ebenen, was ein abruptes Sinken der Kraft und
somit die im Diagramm zu erkennenden Unstetigkeiten verursacht.

Ein weiterer Effekt ist in Bild 3.29 zu erkennen, welches den Zustand am Ende
einer Versuchsdurchfihrung zeigt. Die Ublicherweise nicht vollstandig durchde-
laminierte Probe wird aufgrund der Kinematik des Prifaufbaus durchgebogen.
Ein Teil der eingeleiteten Arbeit ist demzufolge als elastische Energie in der Pro-
be gespeichert. Dies wird zur Auswertung der Energiefreisetzungsrate im fol-
genden berticksichtigt.
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Bild 3.29: Versuchsaufbau mit eingebautem Probekdrper nach Durchfiihrung des
DCB-Delaminationstests. Die Durchbiegung des nicht vollstandig delami-
nierten Probekorpers zeigt die gespeicherte elastische Energie.

Die Berechnung der Energiefreisetzungsrate G geschieht nach Gleichung 3.9
und bezieht prinzipiell die gesamte verrichtete Arbeit auf die gesamte erzeugte
Rissflache. Die gesamte verrichtete Arbeit ist das Integral der Kraft Gber dem
Rissoffnungsweg (dargestellt in Bild 3.30 als Flache A,). Die in der Biegung des
Probenkdrpers gespeicherte Energie (dargestellt durch die Flache A, in Bild
3.30) wird abgezogen, da diese die Probe lediglich elastisch verformt und nicht
als Delamination freigesetzt wird. Die elastisch gespeicherte Energie errechnet
sich wie folgt:

_ Endkraft F - Endscharnierweg X
- 2

3.8

AZ

Die Bruchenergie wird mit folgender Gleichung berechnet:
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A |
G =E.1o6 mit A=A —A, 3.9

mit: a: Rissfortschrittslange[mm]; b: Probenbreite[mm]
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Flache A1: Gesamtenergie

100 Flache A2: In der Probe gespeicherte elastische Energie
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Bild 3.30: Darstellung der Integrationsflachen zur Auswertung der kritischen Bruch-

energie G aus dem Kraft-Rissoffnungsweg-Verlauf  eines DCB-
Delaminationsversuchs.

3.4.5 Ergebnisse der Delaminationsuntersuchungen

Insgesamt werden vier Versuchsreihen durchgefihrt. Fur die Versuchskonfigu-
ration DCB werden die Risséffnungsgeschwindigkeiten 0,1 mm/s, 50 mm/s und
3000 mm/s untersucht. Zusatzlich wurde eine Versuchreihe in Mixed-Mode-
Konfiguration durchgefihrt.

In der folgenden Tabelle sind die Mittelwerte aus jeweils sechs Versuchen pro
Konfiguration der DCB-Tests dargestellt:
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Tabelle 3.3: Ubersicht tber die in den Delaminationsversuchen mit DCB-
Konfiguration und unterschiedlichen Risséffnungsgeschwindigkei-
ten gemessenen Mittelwerte der Energiefreisetzungsraten

Rissoffnungsgeschwindigkeit: 0,1 mm/s 50 mm/s | 3000 mm/s

Energiefreisetzungsrate [J/m?] | 557,3727 571,122 513,556

In Bild 3.31 sind die Ergebnisse fur die Energiefreisetzungsraten mit Abwei-
chungsbereich Uber der logarithmisch dargestellten Risséffnungsgeschwindig-
keit aufgetragen. Unter Berlcksichtigung der Streuungen ist keine signifikante
Veranderung der Energiefreisetzungsrate mit zunehmender Geschwindigkeit
erkennbar. Diese Streuungen der Ergebnisse, sind gréBtenteils auf fertigungs-
bedingte Einfllsse zurickzufihren. Durch ungenaues Einlegen der Teflonfolien
hat jeder Probekdrper eine unterschiedliche Anrisslange. Somit unterscheiden
sich die Hebelverhaltnisse von Probe zu Probe. Dartber hinaus ist die Verteilung
und die Anzahl der Kettfaden weitgehend zufdllig. Da diese Kettfaden riss-
hemmende Wirkung besitzen, beeinflussen sie auch die resultierenden Energie-
freisetzungsraten.

T T
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Bild 3.31:  Energiefreisetzungsraten mit Streubreite aus den DCB-
Delaminationsversuchen aufgetragen Uber der logarithmisch dargestellten
Rissoffnungsgeschwindigkeit. Es ist kein signifikanter Einfluss der Rissoff-
nungsgeschwindigkeit auf die Bruchenergie erkennbar.
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Kraft [N]

In Bild 3.32 sind exemplarisch Kraft-Risséffnungsweg-Verlaufe aus den DCB-
Delaminationsversuchen fir alle drei untersuchten Risséffnungsgeschwindigkei-
ten dargestellt. Bei zunehmender Rissoffnungsgeschwindigkeit spielt die Trag-
heit der Prifapparatur trotz der am Leichtbau orientierten Konstruktionsweise
eine Rolle. Der deutliche Anstieg der maximalen Kraft deutet auf die damit zu-
sammenhadngende gréBere zu verrichtende Arbeit hin, die bendtigt wird, um
die Schienenmasse zu beschleunigen. Ist die Prifapparatur auf Geschwindig-
keit, wirkt lhre Tragheit entgegengesetzt. Die Kraft fallt deutlich schneller ab,
da das bewegte System einen Teil der kinetischen Energie zur Rissfortsetzung
aufwendet. Am ausgepragtesten tritt dieser Effekt in den Versuchen mit der
hochsten Risséffnungsgeschwindigkeit auf. Dabei fallt die Kraft sogar kurzzeitig
vollstandig ab und gleicht somit in Bezug auf die Flache, welche von der Kurve
und der x-Achse eingeschlossen wird (= freigesetzte Energie), die erhdhte An-
fangskraft wieder aus.

160
— DCB (0,1 mm/s)
140 — DCB (50 mm/s)
DCB (3000 mm/s)
120
100
80
60 al
W
40 - ¥
P e o
20 -
0 T T T T T T - T T T T
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Rissoffnungsweg [mm]
Bild 3.32: Gegenuberstellung  der gemessenen  Kraft-Rissoffnungsweg-

Verlaufe der DCB-Delaminationsversuche mit unterschiedlichen
Rissoffnungsgeschwindigkeiten.

Aufgrund dieser beiden auftretenden Effekte ist erkennbar, dass die daraus re-
sultierenden Streuungen in den Versuchen die moglicherweise vorhandene, ge-
ringe Abhdngigkeit der Energiefreisetzungsrate von der Risséffnungsgeschwin-
digkeit im untersuchten Bereich Uberlagern. Fir die folgende Modellbildung
wird daher als Ergebnis festgehalten, dass dieser Einfluss nicht modelliert wer-
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den muss. Tsai, Guo und Sun [57], [127] bestatigen diese Einschatzung fur eine
andere Kombination aus Kohlenstofffasern und Epoxidharz. Dort wird die kriti-
sche Energiefreisetzungsrate als nahezu konstant ermittelt. Auch deren Mes-
sungen sehen die Steigerung der Energiefreisetzungsrate mit der Risséffnungs-
geschwindigkeit als geringer als die sonstigen Streuungen an.

Zusatzlich zu den reinen DCB-Konfigurationen wird eine Versuchsreihe in Mi-
xed-Mode-Konfiguration mit quasistatischer Krafteinleitungsgeschwindigkeit
durchgefiihrt. In der folgenden Abbildung ist ein exemplarischer Kraft-
Rissdffnungsweg-Verlauf dargestellt.
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Bild 3.33:
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— Mixed-Mode-Bending-Versuch
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MMB-Konfiguration.

Gemessener Kraft-Risséffnungswegverlauf eines Delaminationsversuchs in

Zur Auswertung der Energiefreisetzungsraten fur Modus | (G¢) und Modus Il
(Gyc) wird analog zur DCB-Untersuchung zuerst die gesamte zur Risserweite-
rung verrichtete Arbeit durch Integration aus dem Kraft-Weg-Diagramm be-
stimmt und auf die Rissflache bezogen (hier exemplarisch fur die in Bild 3.33
dargestellte Probe):

G////c =

A1_A2 R

a-b

0f = 2,432-0,5-16,77-0,148

62,2-24,997

10° I G = 766,02/,
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Um aus dieser kombinierten Energiefreisetzungsrate G,,c die relevanten Einzel-
ergebnisse zu berechnen, wird das Uber die Kinematik der Prifeinrichtung ein-
gestellte Verhaltnis der Energiefreisetzungsraten benétigt:

Ge _4:@c-L)f 4-(B110-75] G _, .,
G  3-(c+L) 3-110+75) G,

Daraus folgt mit:

GIC "'Gnc = Gges > GIC = 2'533'Gnc

als Ergebnis:

ges

1
= G =G4 =Gy =G '(jfﬁ)bzw- Gyc :ﬁ

Als Mittelwerte dieser Versuchsreihe ergeben sich damit die in der folgenden
Tabelle dargestellten einzelnen Energiefreisetzungsraten.

Tabelle 3.4: Ubersicht tber die in den Delaminationsversuchen mit MMB-
Konfiguration gemessenen Mittelwerte der jeweiligen Energiefrei-
setzungsraten

Gemittelte Energiefreisetzungsrate

Gye, /M7 771,92
G [J/m?] 553,43
Gy [I/m?] 218,49

Dieser Mixed-Mode-Versuch ist von hoher Bedeutung, denn damit kann im
entwickelten Modell eine Kopplung zwischen den beiden einzelnen Modi auf
Basis von Versuchen genau ermittelt und modelliert werden.
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3.5 Dynamische Eigenschaften unter Crashbelastung

Um das Verhalten der Faserverbundmaterialien unter Crashbelastung und die
dort auftretenden physikalischen Phanomene beschreiben zu kénnen, mussen
dynamische Untersuchungen mit geeigneten Experimenten durchgefihrt wer-
den. Da diese Charakterisierung nicht nur das Spannungs-Verzerrungs-
Verhalten der Probekdrper bei groBen Deformationen und wechselnden Verzer-
rungsraten sondern auch Versagen und fortschreitende Schadigung beinhalten
soll, werden Experimente an einer Fallgewichtsanlage eingesetzt. An einem
spielfreien Linearlager wird Uber einen Schlitten das Impaktorgewicht befestigt.
Das Gesamtgewicht des Impaktors betragt zwischen 7,8 und 29,5 kg. In Bild
3.34 ist dieser Aufbau dargestellt.

Elektromagnetisches

Offnungssystem )

N

Impaktor  — | & |, )
e

Probekorper—___ | ' . A

Kraftmesszelle

™~

Bild 3.34: Versuchsaufbau fur dynamische Untersuchungen an der Fallgewichtsanlage
mit eingebauter Probe.

Als Probekoérper werden rechtwinklige Eckkérper in unterschiedlichen Abmes-
sungen und mit verschiedenen Krimmungsradien eingesetzt. Diese Proben sind
vergleichsweise einfach zu fertigen und daher kostenginstiger als spezielle
Koérper wie Rohre oder Hohlprofile. In Bild 3.35 sind die Probekérper darge-
stellt.
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Bild 3.35:  Probekérper fur dynamische Untersuchungen am Fallgewicht (linkes Bild)
und Triggergeometrie als Belastungskonzentrator fir dynamische Untersu-
chungen (rechtes Bild).

Ein weiterer Vorteil dieser Probekdrper gegenlber geschlossenen Bauteilen be-
steht darin, dass die ,Schnittflache” wahrend des Versuchs beobachtet werden
kann und demzufolge Information Uber die Vorgange innerhalb des Laminates
gewonnen werden. Das mogliche Problem des Beulens bzw. Ausknickens die-
ser Geometrien anstatt des gewdinschten fortschreitenden Crashverlaufs wird
durch Optimieren der Abmessungen und eine besonders steife Einspannvorrich-
tung verhindert. Alle Probekérper werden in der mit Fihrungsnuten versehenen
Einspannplatte verklemmt. Die Tragerplatte selbst ist auf ihrer Unterseite fest
mit dem Kraftsensor verbunden. An die dem Impakt zugewandte Probenober-
seite wird, wie bei Untersuchungen an Faserverbundwerkstoffen tblich, eine
45°-Doppel-Fase als Belastungskonzentrator bzw. Trigger eingefrast (siehe Bild
3.35). Die 45°-Fase des Triggers reduziert die volle Querschnittsflache des Pro-
bekdrpers kontinuierlich auf Null an der Triggerspitze. Durch die Druckspan-
nungskonzentration an dieser Stelle beim Kontakt mit dem Impaktor wird der
Crashvorgang gezielt ausgel6st und lauft nicht zufallig an moglicherweise vor-
handen Diskontinuitdaten innerhalb der Probe los.
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Die Messtechnik, die bei den Versuchen eingesetzt wird, dient zur Ermittlung
der Kraft und des Wegs des Impaktors. Zur Kraftmessung wird ein piezoelektri-
scher Sensor verwendet, dessen Signal mit einem Ladungsverstarker verstarkt
und mit einem Vielkanal-Transientenrekorder aufgezeichnet wird. Der Verfor-
mungsweg bei den Versuchen wird mit einem optischen Wegmessgerat Typ
100H der Firma TSI berUhrungslos gemessen. Dieses Messgerat registriert mit
hoher Zeitauflésung die Bewegung einer Schwarz-WeiB3-Kante, die fest mit
dem Impaktor verbunden ist. Die Ortsaufldsung des WegmelBsystems betragt
etwa 0,2 % des Messbereichs und entspricht damit 0,1 mm. Zusatzlich wurden
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen mit einer speziellen digitalen Videokamera
.Phantom” und Aufzeichnungsraten von bis zu 20000 Bildern pro Sekunde
durchgefihrt.

3.5.1 Versuchsergebnisse der einfachen Struktur

Insgesamt werden 15 verschiedene Konfigurationen untersucht. Die Lagenauf-
bauten sind in der folgenden Tabelle zusammengestellt.

Tabelle 3.5: Ubersicht Gber die Materialkonfigurationen und jeweilige Probe-
kodrperanzahl der durchgefihrten dynamischen Untersuchungen.

Radius = | Radius = | Radius = Faservolumengehalt
8 mm 12 mm 15 mm
[+45°], 6 6 6 52%
[0°/90°] 6 6 6 50%
[0°,/ (+45°),] > 5 5 51%
[0°,/ (+45°),] 3 5 5 47%
[(+45°), / 0°]; / 7 7 45%

FUnf verschiedene Laminataufbauten werden mit jeweils drei verschiedenen
Krimmungsradien der Ecke, einem Impaktversuch mit 8 m/s Geschwindigkeit
und einer Impaktormasse von 29,5 Kg unterzogen. Die Gesamtenergie betragt
damit jeweils ca. 940 Joule. Fir jede Konfiguration werden mindestens funf
Probekdrper getestet, um den Einfluss von Streuungen besser zu erfassen.
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Eine exemplarische Kraft-Verformungsweg-Kurve ist im folgenden Bild 3.36
dargestellt. Alle Probekorper folgen diesem Verlaufsmuster. Der Crashverlauf
gliedert sich in drei Phasen. Nach der Kraftanstiegsphase folgt die Hauptcrash-
phase und zuletzt die Entlastungsphase. Die Kraftanstiegsphase ist der Bereich
vom ersten Aufprall der Impaktormasse bis zur ersten Kraftspitze. In dieser Pha-
se wird der Trigger der Probe zerstort. Die darauf folgende Hauptcrashphase
endet mit Erreichen des maximalen Deformationsweges. In ihr schreitet die Bau-
teilzerstérung durch Umwandlung der kinetischen Energie des Impaktors in
Werkstoffzerstérung progressiv voran. In der Entlastungsphase wird die im un-
zerstorten Bereich des Probekdrpers gespeicherte elastische Energie wieder frei-
gesetzt. Die Lage des weitgehend konstanten Kraftniveaus in der Hauptcrash-
phase beschreibt die Qualitat der Energieaufnahme. Die von der Crashprobe
absorbierte  Energie entspricht dabei der Flache unter der Kraft-
Verfomungsweg-Kurve. Dieser Verlauf entspricht in etwa dem zusatzlich einge-
zeichneten parallelogrammférmigen Idealverlauf fir ein energieaufnehmendes
Bauteil. Uber die Hohe der konstanten Crashlast lassen sich bei vorgegebener
aufzunehmender  Schadensenergie die  maximalen  Deformationswege
(rot = niedrige spez. Energieaufnahme / griin = hohe spez. Energieaufnahme)

einstellen.
60000
— Fallturmversuch R8-[0°/+-45°]-Laminat
50000 -
40000 -
= A\
=3 9}
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Bild 3.36: Gemessener Kraft-Weg-Verlauf eines Crashversuches an einer Winkelprobe
und zusatzlich eingetragene parallelogrammférmige Idealverlaufe fir ener-
gieabsorbierende  Bauteile  (rot = niedrige  spez.  Energieaufnah-
me / grin = hohe spez. Energieaufnahme).
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In der folgenden Bildserie Bild 3.37 ist exemplarisch der Impaktvorgang auf ei-
nen Probekdrper mit Eckradius 15 mm und Laminattyp Nr. 3 dargestellt. Links
oben ist der Zustand kurz vor dem Auftreffen des Impaktors zu sehen, rechts
daneben das Ausbilden der zentralen Hauptrisse (Delaminationen). Das nachste
Bild (Mitte links) zeigt das Aufspalten des gesamten Laminats und das Ausbil-
den des charakteristischen Fragmentkeils im inneren des Laminats. Rechts
daneben ist der Zeitpunkt der vollstandigen Energieaufnahme dargestellt. Der
Impaktor steht kurzzeitig still, da die gesamte kinetische Energie von der Probe
aufgenommen wurde. Unten links beginnt das elastische Ruckfedern. Ein Teil
der vom Probekérper aufgenommenen Energie ist elastisch im intakten Rest der
Probe und im Versuchsaufbau gespeichert. Diese freiwerdende Energie be-
schleunigt den Impaktor wieder nach oben bis das Laminat vollstandig entlastet
ist. Im letzten Bild ist der Zeitpunkt der vollstandigen Entlastung dargestellt. Es
ist zu erkennen, dass die elastische Energie im wesentlichen als Durchbiegung
der duBeren, hier 0°-Lagen gespeichert ist.
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Bild 3.37: Bildsequenz aus Hochgeschwindigkeitsaufnahmen des Probekorpers wah-
rend der DurchfUhrung eines Crashvorganges auf eine Winkelprobe aus

CFK.
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Grundsatzlich ist das Verformungsverhalten der rechtwinkligen Struktur bei al-
len Versuchen sehr dhnlich. Jeder Probekorper erféhrt einen oder mehrere zent-
rale Risse, weshalb eine Y-férmige Aufspaltung mit jeweils mehreren Lagen
rechts und links stattfindet. Das Kraftniveau und damit die sich ergebende E-
nergieaufnahme wird einmal durch das Zerstéren der inneren Lagen und zum
Zweiten durch das Biegeverhalten der duBeren Lagen bestimmt.

Daraus folgt, dass neben der Orientierung der Lagen auch ihre Position im La-
minat entscheidend ist. Dies belegt auch der folgende postexperimentelle Bild-
vergleich von zwei Proben mit den selben Orientierungen der Lagen (0° und
+45°) lediglich in umgekehrter Reihenfolge. Im linken Bild sind die 0°-Lagen im
Probeninneren und die +45°-Lagen auf den ProbenauBenseiten (rechtes Bild
entsprechend vertauscht).

Bild 3.38: Vergleich zwischen zwei Probekérpern mit verschiedener Anordnung der-
selben Einzellagen zueinander. Die Energieaufnahme der rechten Probe ist
deutlich hoher, da die inneren Lagen vollstandig fragmentiert werden an-
statt sich nur zusammenzufalten. Zum anderen ist der Biegeradius der du-
Beren Lagen kleiner, was zu besseren Hebeln und damit héheren Kraften
fuhrt.
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Die Energieaufnahme ist bei der rechten Probe deutlich héher. Das liegt zum
einen daran, dass die inneren Lagen vollstandig fragmentiert werden anstatt
sich nur zusammenzufalten und zum anderen am kleineren Biegeradius der du-
Beren Lagen. Die bedeutend steiferen 0°-Lagen haben einen sehr groBen Biege-
radius, was zu gréBeren Hebeln und damit geringeren Kraften fihrt. Diese Fest-
stellung wird auch durch das folgende Diagramm bestatigt. Hier sind die
Mittelwerte der erzielten spezifischen Energieaufnahmen fir alle Versuchskon-
figurationen mit ihrem Streuband dargestellt. Die verschiedenen Konfiguratio-
nen zeigen keine groBen Unterschiede im Energieaufnahmeverhalten. Einzig
das [+45°/0°]-Laminat zeigt aus den oben dargelegten Grinden eine deutlich
hohere spezifische Energieaufnahmefahigkeit.
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Bild 3.39: Ubersicht tber die gemessene spezifische Energieaufnahme mit Streube-
reich der Winkelproben aller durchgefihrten Fallgewichtsuntersuchungen.
Dargestellt sind die 5 untersuchten Laminatkonfigurationen mit den jewei-
ligen Radiusvarianten (R=8 mm bis R=15 mm).

Vergleichbare Ergebnisse zeigen die jeweiligen Maximalkrafte der Versuche in
Bild 3.40. Die Unterschiede zwischen den einzelnen Konfigurationen sind
hauptsachlich auf die Festigkeit des jeweiligen Laminats zurtickzufihren. So
haben die Konfigurationen mit einem hohen Anteil an 0°-Lagen auch die
hochste Druckfestigkeit und zeigen demzufolge auch die gréBten Maximalkraf-
te im Impaktversuch.
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Bild 3.40: Ubersicht iber die gemessene Maximalkraft mit Streubereich der Winkel-
proben aller durchgefihrten Fallgewichtsuntersuchungen. Dargestellt sind
die 5 untersuchten Laminatkonfigurationen mit den jeweiligen Radiusvari-
anten (R=8 mm bis R=15 mm).

Im folgenden Diagramm ist der Einfluss des Eckenradius auf die spezifische E-
nergieaufnahme dargestellt. Wie anhand der ins Diagramm eingezeichneten
Trendlinie zu erkennen ist, ist die Energieaufnahmefahigkeit der Laminate un-
abhangig vom Radius der Ecke. Das ist darauf zurickzufthren, dass die Win-
kelprobe kein geschlossenes Profil ist und daher keine Umfangsspannungen
wirken kénnen. Deshalb sind in den verschiedenen Eckradien keine unter-
schiedlichen Spannungszustande und damit auch keine resultieren Unterschie-
de bezlglich des Energieaufnahmeverhaltens zu erkennen.
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Bild 3.41: Einfluss der Probengeometrie (Radius: R=8 mm, R=12 mm, R=15 mm) auf
die in den Fallturmversuchen gemessene spezifische Energieaufnahme der
Winkelproben

Im Gegensatz dazu ist wie im folgenden Diagramm dargestellt ein geringer Ein-
fluss des Eckenradius auf die Maximalkraft zu erkennen. Anhand der ins Dia-
gramm eingezeichneten Trendlinie zeigt sich, dass die Maximalkraft leicht mit
dem Radius ansteigt. Dieser Effekt beruht darauf, dass die Proben mit gréBe-
rem Radius geometrisch und fertigungsbedingt eine zunehmende gesamte
Querschnittsflache besitzen. Aufgrund der steigenden Querschnittsflache steigt
bei konstanter Druckfestigkeit die Kraft, was sich als Anstieg der im Versuch
gemessenen Maximalkraft bemerkbar macht. Fur die spezifische Energieauf-
nahme spielt dieser Effekt keine Rolle, da die Proben mit groBerer Querschnitts-
flache auch Uber eine entsprechend héhere Gesamtmasse verfiigen.
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Bild 3.42: Einfluss der Probengeometrie (Radius: R=8mm, R=12mm, R=15mm) auf die
in den Fallturmversuchen gemessene Maximalkraft der Winkelproben

3.6 Experimentelle Untersuchungen des Crashverhaltens von Motortragern aus CFK

Zusatzlich zu den dynamischen Fallturmversuchen an den einfachen Bauteilen
werden Experimente mit realen Bauteilen durchgefihrt. Es wurden 25 in Geo-
metrie und Lagenaufbau unterschiedliche Rechteckprofile, die realen Bauteilen
von Motortragerstrukturen entsprechen, in insgesamt 15 Konfigurationen (dar-
gestellt in Tabelle 3.6) an einer Komponentencrashanlage untersucht. Als Mo-
tortragerstruktur (MTT) wird der hier im vorderen Motorraum des Fahrzeugs
angeordnete Teil des Automobillangstragers verstanden, an dem der Motor, die
Vorderachse und weitere Aggregate befestigt sind. Im folgenden Bild 3.43 ist
am Beispiel des Fahrzeugs BMW Z8 dieser Zusammenhang verdeutlicht.
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Motortrager

Bild 3.43: Darstellung der Motortrdger am Beispiel der Karosseriestruktur des 6er
Cabrio von BMW [23].

Tabelle 3.6: Ubersicht tber die Materialkonfigurationen und Anzahl der durch-
gefuhrten Crashversuche an Motortragern

Radius = | Radius = | Radius = | Faservolumengehalt
8 mm 12 mm 15 mm
[+45°] 1 1 3 52%
[0°/90°] 1 1 3 50%
1 1 1
[0°5/ (+45°);]s 51%
1 1 1
[0°,/ (+45°),] 51%
[(+45°), / 0°,] 3 3 3 519%

3.6.1 Versuchsaufbau der Crashanlage

Aufgrund der deutlich héheren benétigten Impaktenergie konnen die Versuche
nicht mehr an der Fallgewichtsanlage durchgefiihrt werden. Stattdessen wird
eine Komponenten-Crashanlage verwendet, die in Bild 3.44 schematisch dar-
gestellt ist. Ein schienengefihrter Schlitten wird Uber einen Kolben mittels
Druckluft auf die erforderliche Endgeschwindigkeit beschleunigt. Die kompri-
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mierte Luft wird dabei in einer Hochdruckkammer zwischengespeichert. Eine
Berstmembran, die die Hochdruckkammer abschlieBt, gibt beim Platzen das
komprimierte Gas frei, das dann auf das Ende des Kolbens wirkt. Der Kolben
wird in einem 5m langen Rohr gefiihrt und ist am vorderen Ende an dem Schlit-
ten angekoppelt. Dieser Schlitten dient als Impaktor mit einer Gesamtmasse
von 540 Kg.

Kameras, Licht, Mess-

. technik
Gesamtenergie: 18154 J
(8,2 m/s, 540Kg)
B LQJ 4
Sensor Kraft
Druckkammer ) Probekérpér

Bild 3.44: Prinzipdarstellung des Versuchsaufbaus fir die Crashversuche mit Motor-
tragerstrukturen an der Komponentencrashanlage.
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Bild 3.45: Komponentencrashanlage fur die Crashversuche mit Motortragerstrukturen
am Ernst-Mach-Institut.

Die Proben selbst sind mittels Tragerplatten auf einem piezoelektrischen Kraft-
sensor befestigt, der fir eine Maximallast von 1200 KN ausgelegt ist. In diese
Aluminiumtragerplatten sind Nuten eingefrast, in die die Proben mit mehreren
Lagen glasfaserverstarktem Epoxidharz einlaminiert sind. Diese Befestigung
dient zur Sicherstellung konstanter Randbedingungen und um ein Starten des
Crashvorganges aus Richtung der Grundplatte zu verhindern. Eine Probe und
lhre Abmessungen sind in Bild 3.46 dargestellt.
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Bild 3.46: Probekdrpergeometrie der fir die Crashversuche verwendeten Motortra-
gerstrukturen.

Der Verformungsweg und die Impaktgeschwindigkeit der Versuche wird mit ei-
nem optischen Wegmessgerat Typ 100H der Firma TSI berihrungslos gemes-
sen. Die Ortauflosung des WegmeBsystems betragt etwa 0,2 % des Messbe-
reichs und entspricht damit 0,5 mm. Zusatzlich werden
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen mit einer speziellen digitalen ,Phantom”-
Videokamera und Aufzeichnungsraten von bis zu 20000 Bilder pro Sekunde
durchgefihrt.

3.6.2 Versuchsergebnisse

Eine exemplarische Kraft-Verformungsweg-Kurve ist im folgenden Bild 3.47
dargestellt. Alle untersuchten Probekorper folgen diesem Verlaufsmuster. Auf
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Kraft [KN]

eine Spitzenlast, die den Beginn der Schadigung einleitet, folgt ein quasi kon-
stantes Kraftniveau, dessen Lage die Qualitat der Energieaufnahme beschreibt.
NaturgemaB3 nimmt die Geschwindigkeit des Impaktors im Verlaufe der Pro-
benverformung in dem MaBe ab, indem kinetische Energie des Impaktors in
Verformungsarbeit umgewandelt wird, bis der Impaktor vollstandig abgebremst
ist und der Verformungsweg nicht mehr zunimmt. Da alle Probekd&rper die ge-
samte Impaktenergie aufnehmen, zeigt der Kraftverlauf nach Erreichen des ma-
ximalen Deformationswegs einen Entlastungsvorgang. Auch der Verlauf dieser
Experimente entspricht aufgrund des nahezu konstanten Kraftniveaus wahrend
der Hauptcrashphase dem rechteckférmigen Idealverlauf fur ein energieauf-
nehmendes Bauteil.
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Bild 3.47: Typischer gemessener Kraft-Deformationsweg-Verlauf eines Crashversuches
an einem Motortrager aus CFK.

In der in Bild 3.48 dargestellten Sequenz aus den Hochgeschwindigkeitsauf-
nahmen sind die wesentlichen Ereignisse wahrend des Crashvorgangs zu er-
kennen. Nachdem zunachst die Triggergeometrie zerstért wird, bildet sich an
der dem Impakt zugewandten Probenseite ein Aufbrechen des Laminats und
ein AufreiBen der Ecken aus. Danach schreitet die Crashfront von links nach
rechts durch den Probekoérper. Dadurch werden zunehmend gréBere Laminat-
bereiche geschadigt, teilweise fragmentiert und nach auBBen umgestilpt. Am
Ende des Crashvorgangs haben sich vier grol3e, zerstérte Laminatbereiche an
jeder Probenoberflache ausgebildet und, wie an der Staubbildung zu erkennen,
sind viele Fasern vollstandig fragmentiert.
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Bild 3.48: Bildsequenz aus Hochgeschwindigkeitsaufnahmen des Probekdrpers wah-
rend der Durchfihrung eines Crashversuches an einem Motortradger aus
CFK.

Die Ergebnisse aller Versuche fur die spezifische Energieaufnahme und die Ma-
ximalkraft sind in den folgenden beiden Bildern dargestellt. Da nicht fir alle
Konfigurationen geniigend Wiederholversuche durchgefiihrt wurden, wird auf
eine Darstellung der Streubereiche verzichtet und stattdessen werden alle Expe-
rimente eingetragen.
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Bild 3.49: Ubersicht lber die gemessene spezifische Energieaufnahme der Motortra-
ger aller durchgefuhrten Crashversuche. Dargestellt sind die 5 untersuchten
Laminatkonfigurationen mit den jeweiligen Radiusvarianten (R=8 mm bis
R=15 mm).
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Bild 3.50: Ubersicht (iber die gemessene Maximalkraft der Motortréger aller durchge-
fihrten Crashversuche. Dargestellt sind die 5 untersuchten Laminatkonfigu-
rationen mit den jeweiligen Radiusvarianten (R=8 mm bis R=15 mm).
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Die folgende Analyse der Versuchsergebnisse zeigt den Einfluss des Eckenradius
auf die spezifische Energieaufnahme. Wie anhand der ins Diagramm einge-
zeichneten Trendlinie zu erkennen ist, steigt die Energieaufnahmefahigkeit der
Laminate mit dem Radius der Ecke. Aus der Literatur [88] ist bekannt, dass voll-
standig runde Profilkérper eine sehr hohe Energieaufnahmefahigkeit besitzen.
Ein Rechteckprofilkorper lieBe sich durch Steigerung des Eckenradius quasi in
ein Rundprofil tberfuhren. Da bei der Auslegung und Entwicklung von Motor-
tragerbauteilen allerdings neben der Energieaufnahmefahigkeit noch andere
geometrische Restriktionen bertcksichtigt werden muissen und diese von recht-
eckigen Strukturquerschnitten besser erfillt werden, lasst sich hier als Ergebnis
festhalten, dass der Radius der Ecken so groB wie moglich gewahlt werden soll-
te.
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Bild 3.51: Einfluss der Probengeometrie (Radius: R=8 mm, R=12 mm, R=15 mm) auf
die in den Crashversuchen gemessene spezifische Energieaufnahme der
Motortrager.

Bezlglich der Maximalkrafte zeigt die ins folgende Diagramm eingezeichnete
Trendlinie, dass ein Anwachsen des Radius die Maximalkraft leicht absenkt.
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Bild 3.52: Einfluss der Probengeometrie (Radius: R=8 mm, R=12 mm, R=15 mm) auf
die in den Crashversuchen gemessene Maximalkraft der Motortrager.

BezUglich der Auslegung von Strukturbauteilen zur Energieaufnahme ist bei ge-
gebener Geometrie vor allem der Laminataufbau ausschlaggebend. Wie auch
schon aus den Versuchen mit der einfachen Winkelprobe erkennbar, ist neben
der Ausrichtung der Einzellagen auch ihre Position innerhalb des Gesamtlami-
nats entscheidend. Grundsatzlich verfigen Laminate, die Mischungen aus ver-
schiedenen Orientierungen enthalten, Uber ein besseres Energieaufnahmever-
halten als rein unidirektional verstarkte Bauteile. Eine Kombination aus eher
duktilen (+45°) und hochfesten (0°) Einzellagen ermdglicht eine bessere Ener-
gieaufnahme als Bauteile nur mit spréden Einzelschichten (0°/90°), die in dieser
Versuchsreihe die schlechtesten Ergebnisse erreichten. Dagegen verfliigen Lami-
nate aus rein duktilen Einzellagen Uber eine etwa 10% hohere Energieaufnah-
mefahigkeit. Werden nun zu den duktilen Lagen die hochfesten unidirektional
in Impaktrichtung orientierten Lagen beigefligt, steigt die Energieaufnahmefa-
higkeit mit dem Anteil dieser 0°-Lagen. Allerdings ist entscheidend, ob die
hochfesten 0°-Lagen als innere oder duBere Schichten eingesetzt werden. Die
Steigerung der spezifischen Energieaufnahmefahigkeit betragt noch einmal ca.
10-15% wenn in ansonsten identischen Laminaten die 0°-Schichten innen statt
auBen angeordnet sind. Die Begrindung dafr ist einmal, dass nur die hochfes-
ten, aber daflr sehr spréden 0°-Lagen bei Anordnung im Laminatinneren voll-
standig fragmentiert werden, anstatt sich zusammenzufalten wie die duktileren
+45°Lagen. Zum anderen konnen die auBBen angeordneten duktilen +45°-
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Lagen auch bei der sich einstellenden Biegung durch Schadigungsprozesse E-
nergie aufnehmen, wahrend auBen angeordnete, steife 0°-Lagen sich in einem
sehr groBen Biegeradius lediglich elastisch verformen.

Deshalb ist im folgenden Diagramm die Anordnung der untersuchten Konfigu-
rationen nach den fur die Auslegung und Entwicklung von energieaufnehmen-
den Strukturbauteilen aus Faserverbundwerkstoffen relevanten Designmerkma-
len erfolgt. Die zusatzlich eingezeichnete Trendlinie verdeutlicht die Ergebnisse
dieser Versuchsreihe.
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Bild 3.53: Einfluss des Laminataufbaus auf die in den Crashversuchen gemessene spe-
zifische Energieaufnahme der Motortrager.

AbschlieBend sollen im folgenden Diagramm die in den Fallturmversuchen an
Winkelproben ermittelten spezifischen Energieaufnahmefahigkeiten mit den
Ergebnissen der Crashversuche verglichen werden. Die eingezeichneten Trend-
linien bestatigen die ermittelten Auslegungshinweise fur energieaufnehmende
Strukturbauteile aus Faserverbundwerkstoffen. Die Ergebnisse der Winkelpro-
ben liegen etwas Uber den Crashversuchen. Da die Winkelprobekérper aus den
Ecken der Motortrager herausgearbeitet wurden, zeigt sich, dass diese Ecken
Uber ein etwas besseres Energieaufnahmevermogen verfligen als die ebenen
Seitenwande der Rechteckprofile.
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Bild 3.54: Vergleich der gemessenen spezifischen Energieaufnahme zwischen Fall-

turmversuchen mit Winkelproben und Crashversuchen mit Motortragern.
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4 Modellierung des Materialverhaltens

4.1 Anforderungen an das Modell

Die Hauptaufgabe der numerischen Simulation in der Crashberechnung ist die
Vorhersage des Strukturverhaltens von Bauteilen unter verschiedensten Belas-
tungszustanden. Simulationsprogramme, die derartige Ergebnisse zur Verfu-
gung stellen, kénnen als effiziente Werkzeuge im Entwicklungsprozess einge-
setzt werden. Grundsatzlich werden in den Simulationsprogrammen zu jedem
Zeitpunkt der Berechnung die Verformungen diskreter Volumina mit Techniken
wie Finite Elemente, Finite Volumen oder SPH berechnet. Veranderungen des
Verformungszustands fihren zu Spannungen im Material. Ein Werkstoffmodell
berechnet diese Anderungen des Spannungszustands fiir jedes Zeitinkrement
der Simulation. Deshalb wird in diesem Kapitel die Entwicklung eines Werk-
stoffmodells fur Faserverbundstrukturen aus unidirektionalen verstarkten Kohle-
faserlaminaten unter Crashbelastung dargestellt. Die beim Crash auftretende
Schadigungsausbreitung erfordert ein Werkstoffmodell, das es ermdglicht, die
Festigkeiten in durch Druckbelastung geschadigtem Material gegentber unge-
schadigten Bereichen herabzusetzen. Weiter muss im Werkstoffmodell eine Un-
terscheidung vorgenommen werden, welcher Versagensmodus vorliegt. Beson-
ders im Fall des Versagensmodus Delamination muss eine besondere
Bertcksichtigung im Nachversagensverhalten durchgefihrt werden. Weitere
grundsatzliche Anforderungen an das Werkstoffmodell sind:

e Die ins Modell eingehenden Werkstoffeigenschaften sollen eindeutig
aus definierten und moglichst einfachen Versuchen abzuleiten sein.

e Modellerweiterungen sollen mit wenig Arbeitsaufwand verbunden sein,
um neue experimentelle Erkenntnisse oder andersartige Materialien ein-
zubinden.

Deswegen geschieht die theoretische Herleitung des Werkstoffmodells auf zwei
Ebenen. Basierend auf der experimentell beobachteten Phanomenologie wer-
den zum einen mathematische Beziehungen zur Materialbeschreibung entwi-
ckelt und zum anderen wird die verwendete numerische Methodik fur die spe-
ziellen Anforderungen des Materials weiterentwickelt. Der Aufbau der
entwickelten Methodik zur Simulation des Energieaufnahmenvermégens von
CFK-Strukturen unter Crashbelastung ist in drei wesentliche Teile gegliedert,
die physikalisch sinnvoll modelliert werden mussen:
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e Elastisches Materialverhalten
e |dentifizierung von Versagen / Versagenskriterium
e Nachversagensverhalten, insbesondere Delamination
Das entwickelte Modell wird modular aufgebaut. Damit kénnen zur Anwen-

dung auf andere Faserverbundwerkstoffe zusatzliche Versagenskriterien oder
veranderte Nachversagensalgorithmen eingesetzt werden.

4.2  Entwicklung einer angepassten numerischen Methodik

4.2.1 Dreidimensionale raumliche Diskretisierung mittels Sublaminaten

Prinzipiell gibt es verschiedene Mdglichkeiten, den Aufbau von Faserverbund-
strukturen im Rahmen einer FE-Simulation abzubilden. Im Bereich der linearen
Steifigkeits- und Festigkeitsberechnung werden Uberwiegend einschalige Mo-
dellierungen eingesetzt. Eine analoge Vorgehensweise ware auch fur die Simu-
lation des Energieabsorptionsverhaltens von Faserverbundstrukturen wiin-
schenswert, da hierbei sowohl der Modellierungsaufwand als auch die
ModellgréBe Uberschaubar bliebe. Im einfachsten Fall werden Uber die elemen-
tare Laminattheorie berechnete verschmierte orthotrope Steifigkeits- und Fes-
tigkeitswerte verwendet. Eine prdzisere Betrachtung der Einzelschichten ist
durch den Einsatz spezieller Composite-Schalenelemente mdglich. Dabei wird
der Laminataufbau durch die Eingabe der orthotropen Steifigkeits- und Festig-
keitswerte der einzelnen Laminatschichten definiert.

Das Problem der oben beschriebenen Elementierungen besteht darin, dass
dreidimensionale Strukturen nur unter bestimmten Voraussetzungen als zwei-
dimensionale Kontinua betrachtet werden kénnen. Diese Voraussetzungen sind
bei den derzeit implementierten Schalenelementen bzw. Materialmodellen die
Annahmen eines ebenen Spannungszustandes (Spannungen in Schalendicken-
richtung sind gleich Null) und ein Uber die Schalendicke linearer Verzerrungs-
verlauf. Im allgemeinen Anwendungsfall liegen diese Bedingungen jedoch nicht
vor. Somit begrenzt sich der Einsatz der einschaligen Modelle auf Sonderfalle
von sehr dinnwandigen und meist homogenen Laminataufbauten.

Ein Ansatzpunkt fur die Erweiterung der einschaligen Modelle auf die faserver-
bundspezifischen Anforderungen ist die Abbildung des Delaminationsverhal-
tens durch den Einsatz spezieller "Interfaces" zwischen den Einzellagen eines
mehrschichtigen Schalenmodells. Das Gesamtlaminat wird dann aus mehreren
Ubereinander liegenden Schalenelementen gebildet. Fir jedes dieser Schalen-
elemente gelten wiederum die oben beschriebenen Restriktionen der Schalen-
theorie. Fir die Kopplung der in Dickenrichtung benachbarten Schalenelemente
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mussen spezielle Interfaces eingesetzt und besondere Kontaktalgorithmen imp-
lementiert oder Kontinuumselemente verwendet werden. Diese speziellen Inter-
face-Elemente, die nur wenige Zehntel mm dick sein durfen, wiirden aber be-
reits bei kleinsten Probeteilen zu derzeit nicht beherrschbaren ModellgréBen
fahren.

Daher wird in dieser Arbeit eine dreidimensionales Modell mit Kontinuumsele-
menten entwickelt. Die oben angesprochenen Einschrankungen der Schalen-
elemente gelten nicht, da ein voll dreidimensionaler Spannungszustand be-
rechnet wird. Um die Zahl der benétigten Elemente zu reduzieren und deren
GroBe zu erhohen, wird in dieser Arbeit ein mesoskopischer Ansatz auf der
Grundlage von Sublaminaten verwendet. Ein Sublaminat ist, wie im folgenden
Bild dargestellt, eine Gruppierung von benachbarten, gleichausgerichteten La-
gen zu einer Schicht. So werden beispielsweise alle nebeneinander liegenden
0°-Schichten zusammengefasst. Das fuhrt bei den in dieser Arbeit untersuchten
Laminaten zu einer Reduktion der Schichtenzahl von 12 auf 4. Prinzipiell wirken
weniger Elemente und groBe Elementdiagonalen, die zu vergroBerten Zeit-
schritten flhren, positiv auf die zu erwartende Rechenzeit. Demzufolge steigt
die Rechengeschwindigkeit hier um ein Vielfaches, da neben der insgesamt ge-
ringeren Elementzahl aufgrund der steigenden Dicken der Elemente auch die
flachigen AusmaBe vergroéBert werden kdénnen.

12 Lagen =
24 Elemente

Zusammenfassen von
Lagen mit gleicher
Faserorientierung

4 Lagen =
8 Elemente

Bild 4.1:  Prinzip der mesoskopischen Modellierung mit Sublaminaten. Die Anzahl der
diskretisierten Schichten wird durch Zusammenfassen gleichartiger benach-
barter Lagen reduziert.
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4.2.2 Adaptive Methoden

Da auf den Einsatz von Interface-Elementen oder speziellen Kontaktformulie-
rungen verzichtet werden soll, wird zur Abbildung des Delaminationsverhalten
stattdessen eine von Sauer [108] im Hydrocode SOPHIA [66] formulierte adapti-
ve Kopplung verwendet und weiterentwickelt. Diese ist zum einen mehr als nur
ein Kontaktalgorithmus, indem sie auch die unterschiedliche Diskretisierung ei-
ner zusammenhangenden Struktur erlaubt, und ist zum anderen auch adaptiv
im Sinne einer Diskretisierungsanderung zu beliebigen Zeitpunkten nach frei
bestimmbaren Kriterien. So kann ein Element, das eine gewisse maximale Ver-
zerrung oder Schadigungsvariable aufweist, in ein oder mehrere Partikel ge-
wandelt werden. Erst durch den Einsatz adaptiver Methoden wird es mdglich,
die experimentell im Versuchsablauf beobachtbare Keilbildung beim Versagen
von Faserverbundstrukturen auch zu diskretisieren und den Einfluss auf das
Strukturverhalten rechnerisch zu bestimmen. Entscheidend ist dabei die Abbil-
dung des Versagensmodus Delamination. Dies geschieht hier durch die adapti-
ve Offnung des FE-Netzes und Knotenteilung bei Erreichen der kritischen
Bruchenergie. Da die Kriterien des Werkstoffmodells in den Integrationspunk-
ten der Elemente berechnet werden, wird nach Erfillen der Kriterien in einem
beliebigen Element immer eine Auswahl an Knoten fur den Teilungsalgorith-
mus selektiert. Dieser Algorithmus dupliziert die Knoten erst dann, wenn die
Kriterien auch in den benachbarten Elementen erfillt sind. Daraufhin wird der
geometrische Zusammenhang des Modells Gberprift und der neu entstandene
Knoten den entsprechenden Elementen zugeordnet.

Delamination

Zentraler Riss

Ungeschadigtes Laminat

/“ adaptive
Knotenteilung

q

q
(=0 B

(>

1cm

Experimentelle und numerisc|

Bild 4.2:  Prinzip des adaptiven Elementteilungsalgorithmus. Delamination wird nach
Erreichen der im Werkstoffmodell berechneten Energiefreisetzungsrate
durch Duplikation der betroffenen Knoten modelliert.
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Die Funktionsweise dieser adaptiven Methoden in SOPHIA ist ausfthrlich in
[107] dokumentiert. Im folgenden soll eine kurze Zusammenfassung wiederge-
geben werden. Entscheidende Merkmale sind die Oberflachen der Elemente,
hier als Facetten bezeichnet. Jedes der eingesetzten Volumenelemente verfugt
Uber sechs dieser Facetten. Wenn das Delaminationskriterium in einem Element
erfllt ist, werden alle Facetten dieses Elementes mit einer Markierung fir den
Teilungsalgorithmus versehen. Hier soll eine Teilung zur Abbildung von Delami-
nationen verwendet werden, was eine sofortige Reduktion der Zahl der Facet-
ten mit sich bringt. Da durch die Anisotropie des zugrunde liegenden Materials
die Delaminationsebenen vorgegeben sind, kommen zur Teilung nur die zwei
Facetten in Frage, auf denen der Materialvektor in Dickenrichtung senkrecht
steht.

Der geometrische Zusammenhang eines Modells wird auf zwei Arten gespei-
chert. Zum einen sind jedem Element die zugehoérigen Knoten zugeordnet und
zum anderen sind jedem Knoten die zugehdrigen Elemente zugeordnet. In ei-
ner Abfrage Uber alle Elemente Gberprift der Teilungsalgorithmus fr jedes E-
lement, mit welchen anderen Elementen es noch Uber nicht markierte Facetten
verknUpft ist. Es werden dann Elemente markiert, die Uber gemeinsame Knoten
verfiigen und nicht mit unmarkierten Facetten verknlpft sind. Diese Knoten
werden dann dupliziert und damit die Elemente geteilt.

Sind Elemente auf diese Art geteilt worden, so muss der Kontaktalgorithmus
die neu geschaffenen Kontaktflachen erkennen. Prinzipiell funktionieren Kon-
taktalgorithmen mittels so genannter ,Gaps”, die als diinne Hulle um alle frei-
en Oberflachen wirken. Der Kontaktalgorithmus entdeckt alle Oberflachen, die
zueinander weniger als den doppelten Abstand des ,Gaps” haben und be-
rechnet daraufhin die Kontaktkraft, um die , Slave”-Flache aus dem Kontaktbe-
reich zu schieben. Im Falle der adaptiven Knotenteilung liegen die duplizierten
Element-Facetten allerdings sehr nahe beieinander. Das fuhrt dazu, dass dieser
.Gap”-basierte Kontaktalgorithmus nicht funktioniert. Zur Lésung dieses Prob-
lems werden virtuelle Koordinaten fur die beteiligten Facetten eingefihrt. Da
die Richtung der Elementteilung bekannt ist (Normalenvektor auf die Delamina-
tionsebene), kénnen die virtuellen Kontaktflachen generiert werden, indem die
Knotenkoordinaten ein kleines Stlck ins Elementinnere verschoben werden.
Dieses Verschiebungsinkrement entspricht der Lange des ,Gaps”, welche als
Bruchteil der kleinsten Elementkantenlange definiert wird. So wird sicherge-
stellt, dass alle durch Knotenduplikation und Elementteilung enstandenen Kon-
taktflachen korrekt definiert und fur die weitere Berechnung berUcksichtigt
werden.
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4.3 Modellierung des Materialverhaltens von CFK

Die Formulierung des Werkstoffmodells erfolgt in einem modularen Aufbau
und entspricht einer Einteilung in die drei Bereiche:

e Elastisches Materialverhalten (I)

e Identifizierung von Versagen (Il)

e Nachversagensbereich und Delamination (ll)

A

o Loy

\ 4

Bild 4.3:  Einteilung der Modellierungsbereiche ausgehend von den mdéglichen Werk-
stoffzustanden von Faserverbunden, die Crashbelastungen ausgesetzt sind.

Wie in Bild 4.3 dargestellt, wird fir das ungeschadigte Material elastisches Ma-
terialverhalten angesetzt (Bereich I). Bei Erreichen bestimmter Grenzwerte des
Belastungszustandes ertragt der Werkstoff die auftretenden Spannungen nicht
mehr, ohne Schaden auszubilden. Uber entsprechende Versagenskriterien wird
dieser Versagensbeginn identifiziert (Bereich Il). Mit fortschreitender Schadi-
gung kénnen nur noch reduzierte Belastungen ertragen werden. Die Steifigkei-
ten des Materials werden degradiert und die Festigkeiten sinken ab (Bereich Il).
In den folgenden Kapiteln erfolgt die mathematische Beschreibung des Werk-
stoffmodells fur die jeweiligen Bereiche.

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
1 1 4 Crashverhalten von Strukturbauteilen aus kohlefaserver-

starkten Kunststoffen



Modellierung des
Materialverhaltens

4.3.1 Elastisches Materialverhalten

Zur Berechnung des elastischen Materialverhaltens werden auf Sublaminatebe-
ne die in Kapitel 2.2 abgeleiteten Beziehungen fir ein homogenes orthotropes
Kontinuum verwendet. Fur die Beziehungen zwischen Normalspannungen und
Normalverzerrungen wird lineare Elastizitat vorausgesetzt wie durch die Expe-
rimente in Kapitel 3.3 belegt. Die Beziehungen zwischen den Scherspannungen
und Scherverzerrungen werden nichtlinear formuliert. Zusatzlich wird eine Un-
terscheidung der Materialkennwerte fir Zug- und Druckbelastung vorgenom-
men.

Aus dem allgemeinen Hooke’sche Gesetz fir einen elastischen Festkorper:

0;=Cy-&y i jkl=123 41

folgt, wie in Kapitel 2.2 hergeleitet, die konstitutive Beziehung des Werkstoff-

modells:
e, | [ VVE v, /E, —v,/E, 0 0 0 1[o]
&, -v,/E,  1/E,  —v;,/E 0 0 0 o,
€| _| Vi3 lE, —v,/E,  1/E 0 0 0 o5 45
&, 0 0 0 /G, 0 0 o,
& 0 0 0 0 1/G; O o
& ] | O 0 0 0 0 1/G,] |0

Bezlglich der Steifigkeitskennwerte wird zur Unterscheidung zwischen Zug und
Druck eine aus den Experimenten abgeleite Reduktion der Druckkennwerte um
15 % vorgenommen. Das implementierte Materialgesetz erkennt je nach vor-
liegendem Spannungszustand, welche Kennwerte zur Berechnung herangezo-
gen werden mussen. Dartber hinaus kann auch fir jeden einzelnen elastischen
Kennwert ein eigener Reduktionsfaktor vorgegeben werden, falls ausreichend
experimentelle Daten vorliegen.

Insgesamt existieren im linear elastischen Teil des Werkstoffmodells neun un-
abhangige Konstanten, die sich aus den Materialtests in Kapitel 3.3 ermitteln
lassen.

Die BerUcksichtigung der nichtlineareren elastischen Zusammenhange zwischen
Schubspannung und Gleitung geschieht durch Erweiterung der Arbeit von
Hahn und Tsai [59]. Es wird die folgende Uberarbeitete Beziehung angenom-
men:
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g; =1/Go; +a,./0,-/-5; i#j 4.3
Damit ergibt sich der Tangentenschermodul zu:

G =1/(1/G;+5a;0,"); i+ ] 4.4

i~

Der Nichtlinearitatskoeffizient ergibt sich aus den Schubversuchen entspre-
chenden Zugtests an +45°-Laminaten. Die sehr gute Ubereinstimmung zwi-
schen dem entwickelten Modell und experimentell ermittelten Ergebnissen ist
im folgenden Diagramm in Bild 4.4 zu erkennen.

80

—— Werkstoffmodell
—— +-45°-Zugversuch
70

" /
/ /

[=)]
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\
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Bild 4.4:  Vergleich zwischen im Experiment gemessenen und im Werkstoffmodell
berechneten Spannungs-Verzerrungsverlauf zum nichtlinearen Scherverhal-
ten des untersuchten Faserverbundwerkstoffes.

4.3.2 Versagensdetektion

116

Allgemein soll ein Versagenskriterium dazu benutzt werden, Spannungszustan-
de zu identifizieren, die zur Zerstérung des Materials fihren. Auch im Werk-
stoffmodell dieser Arbeit nimmt die korrekte Identifikation der kritischen Span-
nungszustande eine zentrale Rolle ein. Wie in Kapitel 2.4 beschrieben, gibt es
viele Entwicklungen von Versagenskriterien. Leider gibt es bis heute keine ein-
deutige Antwort, wie das ,richtige” einzelne oder kombinierte Versagenskrite-
rium auszusehen hat. Deswegen sollen zundchst im folgenden Diagramm die
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wesentlichen, durch die experimentelle Arbeit identifizierten physikalischen
Phanomene, die zu Versagen fuhren, dargelegt werden.

* i * % 712T<
Ort des v o v o S
Primar- Faser Matrix Grenzflache Matrix Grenzflache

versagens | (& < Eygr)

Bruchtyp | Trennbruch |Kohasionsbruch |Adhdsionsbruch |Kohadsionsbruch | Adhésionsbruch

ZZZE 7
1 / [
sruchbild | B4
D~
i L
Makro-
skopisch

Bild 4.5: Physikalische Versagensphanomene bei Faserverbundwerkstoffen.

Physikalisch kénnen innerhalb der Laminateinzelschicht finf unterschiedliche
Versagenstypen identifiziert werden. Da keine mikroskopische Modellierung
eingesetzt wird, kann eine Unterscheidung jeweils zwischen Grenzflachen —
oder Matrixversagen entfallen. Damit verbleiben als Bruchtypen Trennbruch der
Fasern, Matrixbruch aufgrund von Normallasten und Matrixbruch hervorgeru-
fen durch Schubbeanspruchungen. Zuséatzlich soll vor allem wegen des Nach-
versagensverhaltens eine Unterscheidung zwischen Zug- und Druckversagen im
jeweiligen Modus durchgefihrt werden. Dies fihrt dann auf Basis der in Kapitel
2.4 diskutierten Beziehungen zur Unterscheidung folgender Kriterien fur Faser-
zug- bzw. Druckversagen und Matrixzug- bzw. Matrixdruckversagen innerhalb
einer Sublaminatschicht:
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Tabelle 4.1: Im Werkstoffmodell verwendete Versagenskriterien mit Bestim-
mung des vorliegenden Versagensmodus.
2 2
o o, +o
Faserzugversagen el =| 1| +| 22— 21
X S,

Matrixzugversagen
0,, 20:

2 2 2
e, = (@j +(&j +(—JB j > 1
YT 512 Sn’723

Matrixdruckversagen » 1 -0y, ’ Y’o,, o, (o0, ’
<0: e, =— + = — +| == =1
02 : 41 S, 45,°Y. Y. S,

mit Xr¢ Y7o Sjjeweils Zug- bzw. Druck- und Scherfestigkeiten in Langs- und
Querrichtung

Die Behandlung von Delamination als interlaminarer Versagensmodus wird ge-
sondert auf Basis der kritischen Energiefreisetzungsraten behandelt. Auch hier
wird zwischen Normalbeanspruchung und Schubbeanspruchung unterschie-
den. Die Identifikation der Bereiche in denen Delaminationen auftreten kénnen
geschieht mit folgendem Kriterium:

2 2 2
e? :(&j +[@j {&J > 1
Zr 5/23 531
Neben dem direkten Bezug zu den zugrunde liegenden physikalischen Phano-
menen ist ein weiterer Aspekt fir die Auswahl und Weiterentwicklung dieser
Kriterien ausschlaggebend. Als Eingabeparameter flr diese Kriterien fungieren
nur die in den Experimenten gemessenen Festigkeiten fur die verschiedenen Be-

lastungsrichtungen. Die mdglichst einfache Messbarkeit der Eingabekennwerte
ist Grundvorausetzung fur prognosefahige Werkstoffmodelle.

4.3.3 Nachversagensmodellierung mit anisotropem Schadigungsmodell

Wird fur einen bestimmten Spannungszustand eines der beschriebenen Krite-
rien erflllt, so tritt Versagen und damit verbunden irreversible Energieumset-
zung durch mikro- und makromechanische Bruchvorgdnge ein. Fir Zugbelas-
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tungen erfolgt dann beispielsweise der schlagartige Bruch der Probe. Danach
kénnen keine Krafte mehr Ubertragen werden. Aufgrund des spréden Bruchs
der Probe liegt nach Erreichen der Zugfestigkeit kein nennenswerter Nach-
versagensbereich vor. Problematischer ist die Abbildung des Druckverhaltens.
Dadurch, dass es keine standardisierten Versuche zur experimentellen Untersu-
chung des Materialverhaltens tUber die ersten Schadigungen hinaus gibt, kann
dieser Bereich nicht durch eindeutige Kennwerte beschrieben werden. Modelle,
die diesen Nachversagensbereich beschreiben gehen auf Uberlegungen von Ka-
chanov [78] zurick. Grundgedanke ist, dass alle Materialien schon im Aus-
gangszustand eine Vielzahl von Defekten wie Mikrorisse oder Poren enthalten.
Bei jedem Verformungsvorgang kénnen sich diese Hohlraume vergréBern und
verbinden oder neue Mikrodefekte entstehen. Hierdurch dndern sich die
makroskopischen Eigenschaften des Materials, und seine Steifigkeit und Festig-
keit wird merklich reduziert. Im Endstadium fihrt dieser Schadigungsprozess
zur vollstandigen Materialtrennung und zur Bildung eines makroskopisch er-
kennbaren Risses. Lemaitre und Chaboche [83], [84] beschreiben verschiedene
Maoglichkeiten fur die Transformation der gemessenen in die mikroskopischen
real vorhandenen GréBen. Durch verschiedene Aquivalenzhypothesen wie die
Hypothese der dquivalenten Verzerrungen, die Hypothese der aquivalenten
Spannungen oder die Hypothese der Energiedquivalenz kann die Beziehung
zwischen mikroskopischen und makroskopischen GréBen beschrieben werden.
Mit einem Schadigungstensor, der diese Beziehung herstellt, kann demzufolge
orthotropes Schadigungsverhalten modelliert werden. Caro, Rizzi und Willam
[31] und Zhao und Yu [133] beschreiben die Anwendung auf das Versagen von
Faserverbundstrukturen. Auch in dieser Arbeit wird ein solches Modell zur Be-
schreibung des Nachversagensverhaltens eingesetzt und im folgenden erldutert.

Im entwickelten Modell wird je nach identifiziertem Versagensmodus ein ent-
sprechender Nachversagensalgorithmus benutzt. Die betreffenden Steifigkeiten
werden fUr das versagte Material im Vergleich zur Steifigkeit des intakten La-
minats deutlich mittels einer skalaren Schadigungsvariablen reduziert.

Ey=E,-(1-d) 4.5

Die Unterscheidung von Zug- und Druckeigenschaften des Materials wird auch
im Nachversagensbereich beibehalten. Aufgrund der Anisotropie ist die Schadi-
gungsvariable als Tensor definiert, bzw. existieren zwei unabhangige Schadi-
gungstensoren flr Zug d,; und Druck d;. Dadurch wird ermdéglicht, dass Mate-
rial, das vollstandige Zugschadigung aufweist und keine Lasten mehr in dieser
Richtung aufnehmen kann, bei einer im Lauf der Berechnung eintretenden
Umkehr der Lastrichtung dennoch auf Druck belastbar bleibt. Die Schadi-
gungstensoren sind in den folgenden Gleichungen dargestellt:
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de =

dﬂ 1 | _ch W

dtZZ chZ

dt33 dc — dc33 4.6
dt23 dc23

dt31 dc31

dﬂz i _dc12 J

Nach Versagen wird die urspringliche elastische Steifigkeitsmatrix modifiziert.
Genau genommen hat jeder Versagensmodus einen bestimmten quantitativen
Einfluss auf jede der anderen Elastizitatskonstanten. Da diese Einflisse nicht
experimentell bestimmbar sind, werden im Modell die folgenden wichtigsten
Annahmen getroffen:

Auch nach Versagen wird die Symmetrie der Steifigkeitsmatrix beibehal-
ten.

Nur Terme, die in der urspringlichen Matrix vorhanden sind, werden
modifiziert. Es werden keine neuen Kopplungsterme erzeugt.

Nach Zugversagen, egal welchen Typs, nimmt der E-Modul und demzu-
folge die Festigkeit einen Bruchteil des Ausgangswertes (ca. 5%) an.
Aufgrund numerischer Stabilitat darf nicht auf null reduziert werden.

Im Falle von Druckversagen werden Steifigkeit und Festigkeit auf Rest-
werte gesetzt, die abhangig vom Versagensmodus sind. Minimalwerte
sind in diesem Fall die Eigenschaften des reinen Matrixmaterials.

Auch die Nichtdiagonalelemente der Steifigkeitsmatrix mussen degra-
diert werden. Daraus folgt, dass die Querkontraktionszahlen auch mit
den entsprechenden Schadigungsvariablen multipliziert werden, damit
die VerknUpfungen der elastischen Konstanten untereinander gewahrt
bleiben.

Die derartig modifizierte Steifigkeitsmatrix wird im folgenden dargestellt. Fir
den Einfluss der Schadigung auf die Nichtdiagonalterme wird eine mit Wurzeln
gewichtete Multiplikation der beiden betroffenen Schadigungsvariablen ge-
wahlt. So sind physikalisch genauere Abbildungen des Materialverhaltens mog-
lich, als wenn beispielsweise nur der groBere der beiden Werte herangezogen
wirde. Das verwendete orthotrope Schadigungsgesetz basiert auf folgender
Gleichung:
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Zur Bestimmung der Eingabeparameter des anisotropen Schadigungsmodells
werden zyklische Zugversuche an Proben mit [+45°]-Lagenaufbau in Anlehnung
an die von Ladeveze [82] vorgeschlagene Methodik durchgefiihrt. Zyklisch be-
deutet hier, dass die Last mit wechselnder Be- und Entlastung in ansteigender
Amplitude aufgebracht wird. Aufgrund des [+45°]-Lagenaufbaus in der Probe
wird ein anndhernd reiner Schubspannungszustand erreicht und der
Versagensmodus Faser-Matrix-Ablésung tritt auf. Die jeweils zunehmende
Schadigung wird aus dem Verhaltnis zwischen dem Entlastungsschubmodul
G,,; im dazugehorigen Entlastungszyklus i und dem Anfangsschubmodul G°,
bestimmt.

Zugtests an Proben mit [+45°]-Lagenaufbau werden zur Berechnung der Scha-
digung infolge von Matrixbruch bzw. Mikrorissen der Matrix durchgefihrt. Da
die Zugbelastung am [+45°]-Lagenaufbau zu einer Uberlagerung der beiden
Versagensmodi flhrt, muss zur Parameterableitung eine Aufteilung vorge-
nommen werden. Dazu wird zunachst die Berechnung der Schadigung d unter
Schubbelastung analog zur Vorgehensweise beim Versuch am [+£45°]-
Lagenaufbau vorgenommen. Nach dem gleichen Schema erfolgt die Berech-
nung der Schadigung d’ unter Querzugbelastung.

In Bild 4.6 ist exemplarisch fur die zyklischen Zugversuche ein Spannungs-

Dehnungs-Verlauf dargestellt, aus dem die Werte fir die Materialschadigung
errechnet werden.
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Bild 4.6:  Hysterese aus zyklischen Zugversuchen zur Ableitung der Schadigungspa-
rameter in Anlehnung an Ladeveze. Aus der Verringerung des Steifigkeit in
jedem Belastungszyklus lasst sich die Schadigung in Abhangigkeit von der
Verzerrung berechnen.

Eine besondere Behandlung wird im Fall des Versagensmodus Delamination
durchgefihrt. In Anlehnung an das Delaminationsmodell von Crisfield [91] wird
die interlaminare Spannung in Abhangigkeit von der als Risséffnung zu inter-
pretierenden Verschiebung so weit reduziert, bis die vorher gemessene kritische
Bruchenergie G erreicht ist. Im folgenden Bild ist dieser Zusammenhang darge-
stellt:
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Bild 4.7:  Prinzipdarstellung der Funktionsweise des auf Bruchenergie basierenden
Delaminationsmodells. Die Flache unterhalb des Spannungs-Dehnungs-
Verlaufes entspricht der Bruchenergie.

Ubersetzt in das Materialmodell bedeutet dies, dass das Integral Uber die Span-
nungs-Dehnungs-Beziehung jedes Elementes gebildet wird. Bei Erreichen der
Bruchenergie wird durch adaptive Knotenteilung eine neue Oberflache gene-
riert und das experimentell beobachtbare Separieren der Einzelschichten reali-
siert.

Iogmax ode =G, 4.8

Allerdings wurde die direkte Anwendung dieser Beziehung zu vernetzungsab-
hangigen Ergebnissen fuhren, die als ,Inobjektivitat” der numerischen Berech-
nung bezeichnet wird. Zur Lésung dieses Problems wird eine Regularisierung
angewendet. Da die Formulierung des Werkstoffmodells verzerrungsbasiert ist,
wird zur korrekten Berechnung der Bruchenergie eine charakteristische Ele-
mentlange s benutzt, die der Elementabmessung in Dickenrichtung entspricht.
Das fuhrt zu folgender Beziehung:

€max

s[o de=G, =2 %na " Cna 4.9

O ey
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Im Werkstoffmodell bestimmt zunachst das Hooke’'sche Gesetz das Material-
verhalten bis das Versagenskriterium flr Delamination erreicht ist. Ist die Dela-
minationsfestigkeit erreicht, so kommt es bei fortschreitender Dehnung zur Ent-
festigung. Da fir die Berechnung im Werkstoffmodell nun neben der
Elementlange s und der Bruchenergie auch die Maximalspannung bekannt ist,
wird mit der oben beschriebenen Formel die Maximaldehnung zur Knotentei-
lung und damit auch der Entfestigungspfad berechnet. Die fortschreitende Ent-
festigung ist dann nur noch eine Funktion der aktuellen Schadigungsvariablen.
Aufgrund der fur jedes Element eigenstandigen Berechnung des Entfestigungs-
verhaltens ist das Delaminationsmodell vernetzungsunabhangig und es kann je
nach Lastverlauf in jedem Zeitschritt der Entfestigungspfad verandert werden.
Dies erlaubt es, den Algorithmus fur Delamination sowohl unter Normalbelas-
tung (Modus 1) als auch unter Schubbelastung (Modus Il) zu implementieren.
Da neben den entsprechenden Einzelkennwerten aus den Double-Cantilever-
Beam- und End-Notched-Flexure-Versuchen auch Uberlagerte Mixed-Mode-
Ergebnisse gemessen wurden, ist eine Kopplung der beiden Modi gemaR fol-
gender Gleichung realisiert:

(i} _{i} =e, <1 , 1<n<?2 410
GIC GIIC

In dieser Gleichung stellen G, und G, die jeweilige aktuelle und G, und G, die
kritische Bruchenergie fir jeden Modus dar. Die Funktionsweise des Kopp-
lungsalgorithmus ist im folgenden Schaubild fur eine lineare Kopplung (n=1)
dargestellt. Die prinzipielle Funktionsweise ist fir n>1 identisch.
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Bild 4.8:  Prinzip des Kopplungsalgorithmus des Delaminationsmodells fir Modus |

und Modus Il. Die Entfestigungspfade kdnnen je nach vorliegendem Span-
nungszustand fir jeden Modus in jedem Zeitschritt angepasst werden.

Bis zur elastischen Grenze verhdlt sich das Material linear elastisch. Bei Belas-
tung in nur einem der beiden Modi wirde sich das Material entsprechend der
Diagramme links oben (Modus I) oder rechts unten (Modus Il) verhalten. Im
Kopplungsdiagramm links unten entspricht das einer Bewegung auf den Ach-
sen. In dieses Kopplungsdiagramm ist ein tGberlagerter Lastpfad durch die Punk-
te A und B eingezeichnet. Zundchst erkennt das Versagenskriterium die elasti-
sche Grenze (Punkt A) mit entsprechend reduzierten maximalen
Einzelfestigkeiten aufgrund der Spannungstberlagerung. Der Algorithmus be-
rechnet aus dem Schnittpunkt des Uberlagerten Pfads mit der Kopplungsfunk-
tion den Punkt B der maximalen Bruchenergie. Aus dem Punkt B wird mittels
Projektion auf die Achsen die jeweilige Bruchenergie je Modus berechnet (ge-
strichelte Linien). Da damit alle bendtigten GroéBen bekannt sind, erfolgt die Be-
rechnung des jeweiligen Entfestigungspfades und der Knotenteilungsdehnun-
gen (Diagramme Modus I/Il gemischt) wie oben beschrieben.

Als Eingabeparameter fur das Nachversagensmodell fungieren die aus den Ex-
perimenten bestimmten Kennwerte fir die verschiedenen Belastungsrichtun-
gen. Fir die Restfestigkeiten, Reststeifigkeiten und vor allem fir die Schadi-
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gungsentwicklung werden die Versuche der zyklischen Be- und Entlastungen
herangezogen. Es sei an dieser Stelle allerdings noch einmal angemerkt, dass
besonders fir diesen Teil des Modells eine Ubertragbarkeit bzw. Extrapolation
der Kennwerte auf andere Materialien bzw. Faser- oder Matrixtypen nicht ge-
wahrleistet werden kann. In den folgenden Auflistungen Tabelle 4.2 bis Tabelle
4.5 sind alle Eingabeparameter des Werkstoffmodells zusammengestellt.

Tabelle 4.2: Im Werkstoffmodell verwendete Eingabeparameter flr das elasti-
sche Materialverhalten

Elastisches Materialverhalten fiir 0°-Sublaminat:

E; E, Es | Gu | G | Gn | . .
(GPa) (GPa) (GPa) (GPa) (GPa) (GPa) 12 = 31

99 9 6 9 9 5 0,26 0,44 0,28

Elastisches Materialverhalten fiir +45°-Sublaminat:

E1 EZ E3 G12 G23 G31 v v v
(GPa) | (GPa) | (GPa) | (GPa) | (GPa) | (GPa) 2 2 3

11 11 6 9 9 5 0,8 0,44 0,28

Tabelle 4.3: Im  Werkstoffmodell verwendete Eingabeparameter fir das
Versagensmodell

Versagenskriterium: Festigkeiten fiir 0°-Sublaminat:

Xr X Yo Y Z; Z S S S3
(MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa)

1400 800 150 80 80 120 150 150 150

Versagenskriterium: Festigkeiten fiir +45°-Sublaminat:

XT XC YT YC ZT ZC S12 S23 S31
(MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa)

150 120 150 120 80 120 150 150 150

mit Xr¢ Yro Sjjeweils Zug- bzw. Druck und Scherfestigkeiten in Langs-, Quer- und Dicken-
richtung
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Tabelle 4.4: Im Werkstoffmodell verwendete Eingabeparameter fur das Nach-
versagensmodell
Nachversagensmodell fiir 0°-Sublaminat:
€11 Restfest. £1c Restfest. €1 Restfest. €1 Restfest.
0,002 0,05 0,002 0,3 0,005 0,05 0,005 0,3
Nachversagensmodell fiir fiir +45°-Sublaminat:
€11 Restfest. £1c Restfest. €1 Restfest. €1 Restfest.
0,08 0,1 0,08 0,3 0,08 0,1 0,08 0,3
mit gr und gc Versagensbereich (Zug/Druck) in Ldngs- und Querrichtung
Tabelle 4.5: Im Werkstoffmodell verwendete Eingabeparameter fir das Delami-

nationsmodell

Delaminationsmodell:

Modus I: G [J/m?] | Modus II: G, [J/m?]

580 2000
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5  Validierung und Anwendung des Werkstoffmodells

Die bis hierhin beschriebenen Arbeiten stellen die experimentellen Untersu-
chungen und die Entwicklung des Werkstoffmodells dar. In diesem Kapitel wird
die Validierung des Modells durch Nachberechnungen der durchgefihrten
Werkstofftests und der Vergleich von Simulationen und Experimenten an einfa-
chen Bespielen durchgefiihrt. Dies dient zum einen zur Uberprifung des Werk-
stoffmodells und zum anderen zur Gewahrleistung, dass der Rechencode und
die gewahlte Form der numerischen Diskretisierung in der Lage ist, das beo-
bachtete Materialverhalten zu reproduzieren. Hierzu wird das in Kapitel 4.3
entwickelte Werkstoffmodell in den Rechencode SOPHIA implementiert. Die
Implementierung des Modells und die Anpassung der numerischen Methodik
auf die besonderen Anforderungen dieser Arbeit erfolgt in Form von mehreren
eigenen Programmroutinen, die direkt in den in C++ geschriebenen Quellcode
von SOPHIA eingebunden werden. Im Anschluss an die Validerung wird in die-
sem Kapitel die Anwendung des Modells zur Berechnung des Crashverhaltens
von Motortragern in unterschiedlichen Konfigurationen dargestellt.

5.1 Simulation der Werkstoffversuche

Die Simulation der Laborversuche ist der erste Schritt zur Uberpriifung des ent-
wickelten Modells und der abgeleiteten Schadensparameter. Anhand von Ein-
zel-Elementberechnungen und von vollstandigen Simulationen der Materialtests
wird die Gultigkeit des Modells in Vergleichen mit den durchgefihrten Experi-
menten belegt. Dazu wurde das in Kapitel 4.3 erlduterte neuentwickelte Werk-
stoffmodell mit den in Tabelle 4.2 aufgelisteten Werkstoffdaten eingesetzt.

5.1.1 Einzel-Elementberechnungen

Die numerische Darstellung des Materialverhaltens wird zunachst mit Einzel-
Elementberechnungen geprift. Im folgenden ist ein Zugversuch an einem 0°-
Laminat dargestellt. Dieses Beispiel zeigt, wie das elastische Modell und das
Versagenskriterium arbeiten. Der dargestellte Vergleich zwischen Experiment
und Simulation zeigt die Ubereinstimmung sowohl im linear elastischen Bereich
als auch bezuglich der erreichten Festigkeit. Weiter ist nach dem Versagen zu
erkennen, wie Steifigkeit und Festigkeit im Element auf nahezu null reduziert
werden. Der Unterschied zwischen der dargestellten experimentellen Kurve und
dem Simulationsergebnis beruht darauf, dass die Eingabewerte des Werkstoff-
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modells beztglich Elastizitatsmodul und Festigkeit gemittelte Werte der gesam-
ten Versuchsreihe sind. Der dargestellte experimentelle Verlauf entspricht da-
gegen einem einzelnen Experiment.

1400

— 0°-Zugversuch
— Simulation

1200

2/
ya
7\
/ \
o S \
o/ \

0 : : \/\/\/\/\/\/\/\/\/‘\N\/‘

0 0,005 0,01 0,015 0,02 0,025
Dehnung

Spannungs [MPa]

Bild 5.1:  Vergleich des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs zwischen Experiment und Si-
mulation eines Einelementtest-Zugversuch an einem [0°]-Laminat.

5.1.2 Simulation der Laborversuche

Um das neuentwickelte Werkstoffmodell weiter zu valideren, sollen in einem
nachsten Schritt die Materialtests simuliert werden. Dazu wird ein Simulations-
modell erstellt, welches genau dem experimentellen Aufbau aus Kapitel 3.3.1
entspricht. Im folgenden Bild 5.2 ist das Modell der Zugprobe dargestellt.
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Belastungsrichtung

Bild 5.2:  Simulationsmodell aus 4400 Kontinuumselementen flr einen Zugversuch
an einem [0°]-Laminat.

Das Modell besteht aus insgesamt 4400 Kontinuumselementen mit den Ab-
messungen 2 mm x 2 mm x 0,5 mm. Fir alle folgenden Simulationen bis hin
zur Anwendung des Modells wird diese Feinheit der Vernetzung gewahlt. Un-
tersuchungen zum Einfluss der Elementabmessungen auf die Ergebnisse wur-
den mit gréBeren Elementabmessungen nicht durchgefihrt, da die gewahlte
ElementgréBe die grobstmogliche Vernetzung darstellt, mit der die einzelnen
Sublaminate noch aufgel®dst werden kénnen. Die Rechenzeiten mit dieser Auf-
l6sung betragen bei resultierenden Zeitschritten von 2,0-10* msec auf einer
2 GHz-CPU eine Stunde fir die Laborversuche und bis zu etwa 800 Stunden fir
den 40 Millisekunden dauernden Crashvorgang in den Anwendungsbeispielen.
Eine signifikante Verfeinerung des Netzes bewirkt mindestens eine weitere Ver-
vierfachung der Rechenzeit. Dies wird als nicht zielfihrend angesehen, da in
Studien an einem kleinen Modellbeispiel durch die Verfeinerung keine nen-
nenswerte Ergebnisveranderung festgestellt wurde.

Das folgende Diagramm (Bild 5.3) zeigt den Vergleich zwischen dem experi-
mentell bestimmten Spannungs-Dehnungs-Verlauf eines Zugversuches und der
Simulation mit dem Berechnungsmodell aus Bild 5.2. Sowohl| das elastische
Verhalten (E-Modul) als auch die Festigkeit, die mittels des implementierten
Versagenskriteriums bestimmt wird, stimmen gut Uberein. Die Abweichungen
sind auch hier wieder auf die experimentelle Streuung zurlckzufihren.

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
1 30 Crashverhalten von Strukturbauteilen aus kohlefaserver-

starkten Kunststoffen



Validierung und Anwendung des
Werkstoffmodells

1400

—0°-Zugversuch

— Simulation
Pyl

1200

1000 +

800 -

600 -

Spannung [MPa]

400 -

200 -

0 T T T T T T
0 0,002 0,004 0,006 0,008 0,01 0,012 0,014
Dehnung

Bild 5.3: Vergleich des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs zwischen Experiment
und Simulation eines Zugversuchs an einem [0°]-Laminat.

Um die Fahigkeit des Modells zu testen, zwischen Druck und Zugbelastung zu
unterscheiden, wird ein Druckversuch analog zu den Experimenten aus Kapitel
3.3.1 durchgefuhrt. Das folgende Bild zeigt den Vergleich zwischen dem expe-
rimentell bestimmten Spannungs-Verzerrungs-Verlauf eines Druckversuches
und der Simulation mit dem Berechnungsmodell. Die im Vergleich zum Zugver-
such etwas geringere Steifigkeit und vor allem die deutlich geringere Festigkeit
stimmen im Rahmen der experimentellen Streuungen gut Gberein.
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Bild 5.4:  Vergleich des Spannungs-Verzerrungs-Verlaufs zwischen Experiment und
Simulation eines Druckversuchs an einem [0°]-Laminat.

5.2  Simulation der dynamischen Untersuchungen

5.2.1 Einfache Struktur

Der ndchste Validierungsschritt ist die Simulation der dynamischen Untersu-
chungen. Es werden in insgesamt 15 Berechnungen alle experimentellen Konfi-
gurationen der Fallturmversuche mit den Winkelproben simuliert. Der Aufbau
entspricht der in Kapitel 3.5.1 dargestellten Anordnung. Die Breite der Simula-
tionsuntersuchungen bezlglich der Variation von Lagenaufbau und Radius des
Probekdrpers ist in Tabelle 3.5 dargestellt. Im folgenden Bild 5.5 ist das ver-
wendete Modell dargestellt. Es besteht aus insgesamt 12000 Kontinuumsele-

menten flr den Probekdrper und einem als Starrkdrper modellierten Impaktore-
lement.
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Bild 5.5:  Simulationsmodell fur Fallturmversuche mit Winkelproben. Links ist eine
vergréBerte Darstellung zu sehen, in der die vier Sublaminate und die De-
laminationsknoten markiert sind.

Zunachst ist in Bild 5.6 ein qualitativer Vergleich zwischen Experiment und Si-
mulation am Beispiel des Probek&rpers mit einem Eckradius von r=15 mm und
[+45°/0°]-Laminataufbau dargestellt. Die beobachtbaren Phanomene des
Versagensvorgangs wie die Delaminationsrisse, das Y-férmige Aufspalten des
Laminates und das Ausbilden der geschadigten Laminatbereiche stimmen gut
Uberein.
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Bild 5.6:  Qualitativer Vergleich nach dem Impaktvorgang zwischen Experiment (lin-
kes Bild) und Simulation (rechtes Bild) am Beispiel des Probekdrpers mit ei-
nem Eckradius von r=15 mm und [+45°/0°]-Laminataufbau. Die beobacht-
baren Phdnomen des Versagensvorgangs stimmen gut Uberein.

In Bild 5.7 ist am Beispiel des Probekd&rpers mit einem Eckradius von r=15 mm
und [+45°/0°]-Laminataufbau dargestellt, wie zwei experimentell beobachtbare
Phanomene in der Simulation abgebildet werden. So sind in der Draufsicht in
Impaktrichtung im linken Bildteil in einem frihen Stadium des Impaktvorgangs
das Ausbilden der Delaminationsrisse und der Beginn des Y-férmigen Aufspal-
ten des Laminats zu erkennen. Im rechten Bildteil ist ein spaterer Zeitpunkt dar-
gestellt. Dort ist das AufreiBen der Ecken des Probekdrpers und die Fragmentie-
rung aufgrund der miteinander in Kontakt tretenden geschadigten
Laminatbereiche zu erkennen.
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Bild 5.7:  Darstellung von Phanomenen des Versagensvorgangs in der Simulation.
Das Ausbilden der Delaminationsrisse und der Beginn des Y-férmigen Auf-
spaltens des Laminats ist im linken Bild zu erkennen. Im rechten Bildteil sind
das AufreiBen der Ecken und die Fragmentierung der geschadigten Lami-
natbereiche dargestellt.

Neben den qualitativen Vergleichen zwischen Experiment und Simulation sind
in den folgenden Diagrammen (Bild 5.8 bis Bild 5.10) jeweils die experimentell
bestimmten und die berechneten Kraft-Deformationsweg-Verldufe exempla-
risch fur drei untersuchte Varianten gegenlbergestellt. In Bild 5.8 sind die Er-
gebnisse flr den Probekdrper mit einem Eckradius von r=12 mm und dem
[0°/90°]-Laminataufbau dargestellt.
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Vergleich der Kraft-Deformationsweg-Verldufe zwischen Experi-
ment und Simulation an einem [0°/90°]-Laminat mit Radius
r=12 mm.

Generell ist zu erkennen, dass Experiment und Simulation eine gute Uberein-
stimmung zeigen. Leichte Abweichungen zwischen den beiden Verlaufskurven
lassen sich wie folgt erklaren:

Die hohere Maximalkraft des ersten Anstieges in der Simulation ist dar-
auf zurlckzufuhren, dass der experimentelle Aufbau und die verwende-
te Messtechnik Kraftspitzen dampfen. Die Erfassung der Kraft findet im
Versuch etwa 150 mm von der Prozesszone entfernt statt. Dazwischen
sind als ddmpfende Elemente der Probekdrper, die Einspannvorrichtung
und das Gehduse der Lastmesszelle angeordnet, wahrend in der Simula-
tion die Erfassung der Kraft direkt an der Prozesszone als Summe der
dort wirkenden Kontaktkrafte geschieht. Dariber hinaus ist die Zeitauf-
|6sung der Simulation bedingt durch die kleinen Zeitschritte einige Gro-
Benordnungen hoher als im Experiment und zeigt daher in den ungefil-
tert dargestellten Kurvenverldufen deutlich feinere Kraftspitzen.

Das Niveau der konstanten Crashlast ist in der Simulation etwas gerin-
ger als im Experiment. Das ist auf Phanomene wie beispielsweise eine
physikalische prazise Beschreibung der Reibung und damit zusammen-
hangender Effekte zurlckzufihren, die im Rahmen dieser Arbeit nicht
betrachtet wurden.

Experimentelle und numerische Untersuchungen zum
Crashverhalten von Strukturbauteilen aus kohlefaserver-

starkten Kunststoffen



Validierung und Anwendung des
Werkstoffmodells

e Aufgrund der niedrigeren Crashlast in der Simulation ist der maximale
Deformationsweg hoher als im Experiment. Hier kommt hinzu, dass
aufgrund des relativ schlechten Energieaufnahmevermdgens des
[0°/90°]-Laminataufbaus der Impaktor auf die Gber Randbedingungen
modellierte Probenklemmvorrichtung aufschlagt. Dies fuhrt aufgrund
der Erosion der Uber die Randbedingungen festgehaltenen Elemente zu
Schwankungen im Kraftverlauf.

Diese Erklarungen gelten auch fir die beiden anderen hier dargestellten Ergeb-
nisse. In Bild 5.9 sind die Ergebnisse fur den Probekdrper mit einem Eckradius
von r=12 mm und dem [+45°]-Laminataufbau dargestellt. Hier ist als Besonder-
heit der Simulation ein deutlicher Kraftabfall bei 30 mm Deformationsweg fest-
zustellen. Dieser ist auf ein auch vereinzelt in Experimenten beobachtbares,
teilweises katastrophales Versagen des Probekoérpers zurlickzufuhren. Ein Teil
der Winkelprobe knickt seitlich aus, anstatt in fortschreitender Schadigung E-
nergie aufzunehmen. Nach etwa 20 mm instabiler Deformation stabilisiert sich
das Crashverhalten wieder auf dem urspriinglichen Niveau.
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Bild 5.9: Vergleich der Kraft-Deformationsweg-Verlaufe zwischen Experi-
ment und Simulation an [+45°]-Laminat mit Radius r=8 mm.

In Bild 5.10 sind die Ergebnisse fur den Probekdrper mit einem Eckradius von
r=8 mm und dem [+45°/0°]-Laminataufbau dargestellt. Hier sind als Besonder-
heit der Simulation Schwankungen im Kraftverlauf zu erkennen. Diese sind auf
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das diskretisierungsabhangige Fortschreiten der Delaminationsrisse und auf E-
rosion einzelner Elementreihen zurlickzufihren. Bei diesem Laminataufbau sind
im Inneren die hauptlasttragenden Einzellagen mit 0°-Faserorientierung beson-
ders anfallig fur die beschriebenen numerischen Effekte.
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Bild 5.10: Vergleich der Kraft-Deformationsweg-Verldufe zwischen Experiment und
Simulation an einem [£45°/0°]-Laminat mit Radius r=8 mm.

AbschlieBend ist hier ein Vergleich der spezifischen Energieaufnahme zwischen
Experiment und Simulation der Winkelproben aller durchgefihrten Fallge-
wichtsuntersuchungen dargestellt. Insgesamt wurden die gemessenen spezifi-
schen Energieaufnahmefahigkeiten der funf untersuchten Laminatkonfigurati-
onen mit den jeweiligen Radiusvarianten (R=8mm bis R=15mm) mit den
Ergebnissen der Simulationen verglichen. Wie in Bild 5.11 gezeigt, sind die Er-
gebnisse der Berechnungen in allen Konfigurationen innerhalb oder sehr nahe
dem experimentellen Streubereich. Das bedeutet, dass das entwickelte Werk-
stoffmodell zusammen mit der angepassten numerischen Methodik in der Lage
ist, das Energieaufnahmeverhalten von einfachen Strukturbauteilen in einem
weiten Spektrum an unterschiedlichen Konfigurationen vorherzusagen.
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Bild 5.11: Vergleich der spezifischen Energieaufnahme zwischen Experiment mit
Streubreiten und Simulation der Winkelproben aller durchgefthrten Fall-
gewichtsuntersuchungen. Dargestellt sind die 5 untersuchten Laminatkon-
figurationen mit den jeweiligen Radiusvarianten (R=8mm bis R=15mm).

Nachdem mit diesen Untersuchungen die Anwendbarkeit des neu entwickelten
Werkstoffmodells und der angepassten numerischen Methodik bei der Simula-
tion der Werkstoffversuche nachgewiesen wurde, wird im folgenden Kapitel
eine Erweiterung des Einsatzes auf die Bauteilsimulation durchgefihrt.

5.3  Simulation des Crashverhaltens von Motortragern aus CFK

Die vollstandige Validierung der entwickelten Methodik an einem realen Bei-
spiel ist der abschlieBende Schritt und folgt in diesem Kapitel. Es wird durch de-
taillierten Vergleich von Simulationsergebnissen mit Experimenten eine Aussage
Uber die Prognosefahigkeit des Modells bezlglich intrinsischer und extrinsischer
Parameter erreicht. Durch den Vergleich von insgesamt 15 Variationen bezlg-
lich Geometrie und Laminataufbau wird gezeigt, welche Moglichkeiten die
entwickelte Simulatonsmethodik bietet. Die Modelleingabeparameter wurden
gegentber der Simulation der oben beschriebenen Werkstoffversuche nicht
verandert und entsprechen den in Tabelle 4.2 dargestellten Kennwerten. Eine
Anpassung der Modellparameter zur besseren numerischen Abbildung des
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Komponentenverhaltens erfolgte nicht. Damit l&sst sich eine Ubertragbarkeit
des Werkstoffmodells auf die Bauteilsimulation Uberprifen.

Der Modellaufbau entspricht der in Kapitel 3.6.1 dargestellten Anordnung. Die
Breite der Simulationsuntersuchungen beztglich der Variation von Lagenaufbau
und Radius des Probekdrpers ist wie in Tabelle 3.6 dargestellt. Im folgenden
Bild ist das verwendete Modell dargestellt. Es besteht aus insgesamt 190000
Kontinuumselementen fur den Probekérper und einem als Starrkérper model-
lierten Impaktorelement.

/

Impaktrichtung

Bild 5.12: Simulationsmodell eines Motortragers fur die Crashversuche.

Zunachst sind exemplarisch in den folgenden Diagrammen (Bild 5.13 und Bild
5.14) jeweils die experimentell bestimmten und berechneten Kraft-
Deformationsweg-Verlaufe fir zwei untersuchte Varianten gegenibergestellt.
In Bild 5.13 sind die Ergebnisse flr den Motortrager mit einem Eckradius von
r=12 mm und dem [+45°/0°]-Laminataufbau dargestellt.
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Bild 5.13: Vergleich der Kraft-Deformationsweg-Verlaufe zwischen Experi-
ment und Simulation an einem [£45°/0°]-Laminat mit Radius
r=15 mm.

Bezlglich der erkennbaren kleinen Abweichungen zwischen Experiment und
Simulation gelten die in Kapitel 5.2.1 gemachten Erkldrungen. Zusatzlich zeigt
sich in der Kurve, dass die Simulation im Gegensatz zu den Berechnungen der
Fallturmversuche aufgrund der wesentlich langeren Berechnungszeit nicht bis
zum maximalen Deformationsweg durchgefuhrt werden konnte. Die Rechen-
zeit flr diese Simulation betrug bei resultierenden Zeitschritten von
2,0-10™* msec auf einer 2 GHz-CPU etwa 800 Stunden, was zur Aufnahme von
70 % der gesamten Crashenergie ausreichte. Da sich aber ein stabiles Niveau
der Crashlast ausbildete, sind dennoch Aussagen Uber das Energieaufnahme-
vermogen der Strukturbauteile aus den Berechnungsergebnissen ableitbar.

In Bild 5.14 sind die Ergebnisse fur den Probekdrper mit einem Eckradius von
r=12 mm und dem [+45°]-Laminataufbau dargestellt.
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Bild 5.14: Vergleich der Kraft-Deformationsweg-Verlaufe zwischen Experi-
ment und Simulation an einem [£45°]-Laminat mit Radius
r=12 mm.

Auch hier ist als Besonderheit der Simulation ein Kraftabfall bei 80 mm Defor-
mationsweg aufgrund teilweise katastrophalen Versagens des Probekorpers
festzustellen. Nach etwa 20 mm instabiler Deformation stabilisiert sich das
Crashverhalten wieder auf dem urspringlichen Niveau. Das Crashlastniveau
von Simulation und Experiment stimmt gut Uberein.

Neben den diskutierten quantitativen Vergleichen zwischen Experiment und
Simulation ist im folgenden Bild 5.15 ein qualitativer Vergleich am Beispiel des
Motortragers mit einem Eckradius von r=15 mm und [+45°/0°]-Laminataufbau
dargestellt. Die beobachtbaren Phanomene des Versagensvorgangs wie das
AufreiBen des Motortragers Uber die Ecken, das Y-férmige Aufspalten des La-
minates und das Ausbilden der geschadigten und fragmentierten Laminatberei-
che stimmen Uberein.
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Bild 5.15: Qualitativer Vergleich nach dem Crashvorgang zwischen Experiment (linkes
Bild) und Simulation (rechtes Bild) am Beispiel des Probek&rpers mit einem
Eckradius von r=15 mm und [+45°/0°]-Laminataufbau. Die beobachtbaren
Phanomene des Versagensvorgangs stimmen gut Uberein.

In Bild 5.16 ist ein Vergleich der spezifischen Energieaufnahme zwischen Expe-
riment und Simulation der Motortrager aller durchgefuhrten Fallgewichtsunter-
suchungen dargestellt. Insgesamt wurden aus den in Tabelle 3.6 dargestellten
Konfigurationen drei Laminatkonfigurationen mit den jeweiligen Radiusvarian-
ten (R=8 mm bis R=15 mm) untersucht. Wie in Bild 5.16 gezeigt, sind die Er-
gebnisse der Berechnungen in allen Konfigurationen innerhalb oder sehr nahe
dem experimentellen Streubereich. Das bedeutet, dass das entwickelte Werk-
stoffmodell zusammen mit der angepassten numerischen Methodik in der Lage
ist, das Energieaufnahmeverhalten von Motortragerbauteilen in einem Spekt-
rum an unterschiedlichen Konfigurationen vorherzusagen.
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Bild 5.16: Vergleich der spezifischen Energieaufnahme zwischen Experiment und Si-
mulation der Motortrdger aller durchgeflhrten Crashversuche. Dargestellt
sind 3 untersuchte Laminatkonfigurationen mit den jeweiligen Radiusvari-
anten (R=8 mm bis R=15 mm).

Prognosefahigkeit des Modells von intrinsischen und extrinsischen Parametern

Geometrievariation

In Bild 5.17 und Bild 5.18 ist dargestellt, welchen Einfluss die Veranderung in
der Geometrie des Motortrager auf den Vergleich der spezifischen Energieauf-
nahme bzw. die Maximalkraft zwischen Experiment und Simulation der Motor-
trager ausibt. Experimentell wurde bei jeder Konfiguration bis zu drei Versuche
durchgefiihrt. Die in den Diagrammen dargestellten experimentellen Ergebnisse
geben die Streubereiche an, innerhalb derer bei bestmoglicher Fertigung der
Probekorper die Ergebnisse zu messen sind. Wie anhand der ins Diagramm ein-
gezeichneten Trendlinien zu erkennen ist, steigt in Experiment und Simulation
die Energieaufnahmefahigkeit der Laminate mit dem Radius der Ecke an. Die
durch die Mittelwerttrendlinien eingetragenen Tendenzen werden vom Werk-
stoffmodell sowohl fir die spezifische Energieaufnahme als auch fir die Maxi-
malkraft vorhergesagt. Das bedeutet, dass das entwickelte Werkstoffmodell zu-
sammen mit der angepassten numerischen Methodik in der Lage ist, den
Einfluss von Geometrievariationen der Motortragerbauteile vorherzusagen.
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Bild 5.17:  Vergleich zwischen Experiment und Simulation beztglich des Einflusses der

Geometrie auf die spezifischen Energieaufnahme.
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Bild 5.18: Vergleich zwischen Experiment und Simulation beziiglich des Ein-

flusses der Geometrie auf die Maximalkraft.
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5.4.2 Anderung des Lagenaufbaus

Zusatzlich zur Geometrievariation ist fur die Entwicklung und Auslegung von
energieaufnehmenden Strukturbauteilen aus CFK in der Automobilindustrie der
Lagenaufbau der Bauteile ein entscheidender Parameter. Wie aus den Experi-
menten in Kapitel 3.6 abgeleitet wurde, verfiigen Laminate, die Mischungen
aus verschiedenen Orientierungen enthalten, Uber ein besseres Energieaufnah-
meverhalten als rein unidirektional verstarkte Bauteile. Eine Kombination aus
eher duktilen (+45°) und hochfesten (0°) Einzellagen ermdglicht eine bessere
Energieaufnahme als Bauteile nur mit spréden Einzelschichten.

In Bild 5.19 ist dargestellt, welchen Einfluss der Lagenaufbau des Motortragers
auf die spezifische Energieaufnahme ausibt. Die durch die Mittelwerttrendli-
nien eingetragenen Tendenzen zeigen eine gute Ubereinstimmung in den Er-
gebnissen von Experiment und Simulation. Das bedeutet, dass das entwickelte
Werkstoffmodell zusammen mit der angepassten numerischen Methodik in der
Lage ist, den Einfluss des Lagenaufbaus vorherzusagen. Die fur die Auslegung
wichtigen Kenntnisse bezlglich Einsatz und Anordnung der unterschiedlichen
Faserorientierungen kénnen mit dem neu entwickelten Werkstoffmodell repro-
duziert werden. Das Modell kann die experimentell ermittelten Einflussparame-
ter fUr das Energieaufnahmeverhalten prognostizieren. Unter Bertcksichtigung,
dass fur jede dargestellte Konfiguration sowohl Wiederholungsversuche als
auch die aufgrund der Geometrievariation entstandenen Unterschiede darge-
stellt sind, ist die Prognosefahigkeit des neu entwickelten Werkstoffmodells
maximal 10% abweichend von den experimentellen Resultaten. Tendenziell
wird in der Simulation die Energieaufnahmefahigkeit leicht unterschatzt, was
aus Auslegungsgesichtspunkten allerdings nicht kritisch ist. Wie bei den Simula-
tionsergebnissen zu den Fallturmversuchen auf die einfachen Strukturbauteile
diskutiert, sind hierbei noch weitere Mdglichkeiten fur Verbesserungen denk-
bar.
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Bild 5.19:  Vergleich zwischen Experiment und Simulation beztglich des Einflusses des
Lagenaufbaus auf die spezifische Energieaufnahme.

5.5 Verwendbarkeit und Anwendungsgrenzen des Modells

AbschlieBend zu den Simulationen der Werkstoffversuche werden die wesentli-
chen Ergebnisse dieses Teilabschnittes zusammengefasst:

e Durch Nachrechnen der Laborversuche wurde gezeigt, dass das entwickelte
Werkstoffmodell und die angepasste numerische Methodik das elastische
Verhalten und das Versagensverhalten von unidirektional verstarkten Faser-
verbundwerkstoffen mit guter Genauigkeit beschreibt.

e Die Verwendung des neuentwickelten Werkstoffmodells ermdglicht eine
Vorhersage des Energieaufnahmeverhaltens von CFK mit sehr guter Ge-
nauigkeit.

e Die Ermittlung des hauptsachlichen Versagenstyps ist mittels der eingesetz-
ten verzweigten , Direct-Mode"-Kriterien moglich.

e Der Einfluss der Probekdrpergeometrie auf das Energieaufnahmeverhalten
kann mittels der Simulation mit guter Genauigkeit prognostiziert werden.

e Der Einfluss des Lagenaufbaus auf das Energieaufnahmeverhalten kann
mittels der Simulation mit guter Genauigkeit prognostiziert werden.
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e Mit dem neu entwickelten Werkstoffmodell und der angepassten numeri-
schen Methodik kénnen Vorhersagen beziglich der Auslegung von Struk-
turbauteilen aus CFK gemacht werden.

e Die Rechenzeit ist vor allem fur die Simulation der Strukturbauteile unbe-
friedigend hoch. Der Einsatz von Parallelrechnern kann hier Abhilfe schaf-
fen.

e In der Werkstoffmodellierung wurde plastisches Verhalten nicht beschrie-
ben. Eine derartige Erweiterung ermoglicht unter Umstanden weitere Ver-
besserungen der Ergebnisqualitdt und eine Erweiterung des Modells auf
andere Kombinationen von Faserverbundwerkstoffen.
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6  Zusammenfassung und Ausblick

Mit Kohlenstofffasern verstarkte Kunststoffe sind unter den Leichtbauwerkstof-
fen aufgrund der sehr hohen spezifischen Steifigkeiten und Festigkeiten vor
dem Hintergrund wachsender 0©kologischer Belastungen ein interessanter
Werkstoff fur die Zukunft. Auch unter Aspekten des Crashverhaltens zeigen Fa-
serverbundwerkstoffe aufgrund der sehr hohen spezifischen Energieaufnahme-
fahigkeit Uberlegene Eigenschaften und stellen daher besonders fir die Auto-
mobilindustrie eine attraktive Alternative zu metallischen Werkstoffen dar. Da
jedoch bisher weder das Materialverhalten von CFK im Crashfall ausreichend
untersucht wurde, noch eine Methodik zur numerischen Simulation des Ener-
gieaufnahmeverhaltens verfugbar ist, sind dem Einsatz von CFK im Produkt-
entwicklungsprozess unter Serienbedingungen derzeit noch Grenzen gesetzt.
Ziel dieser Arbeit war es daher, ein Werkstoffmodell und geeignete numerische
Verfahren zu entwickeln, um eine prognosefdhige Simulation des Crashverhal-
tens von Strukturbauteilen aus CFK zu erméglichen.

Dazu wurde das Energieaufnahmeverhalten von mittels des RTM-Verfahrens
hergestellten Faserverbundwerkstoffen aus unidirektionalen Kohlenstofffaser-
gelegen experimentell und numerisch untersucht. Mit diesen Ergebnissen wur-
de eine neue Methodik zur Simulation dieses Werkstoffs entwickelt, bei der
neben der Formulierung des Werkstoffmodells auch die Art der raumlichen Dis-
kretisierung der Bauteile modifiziert wurde.

Aus quasistatischen Zug-, Druck- und Schubversuchen und der Durchflhrung
von zyklischen Versuchen zur Bestimmung der Materialeigenschaften bei zu-
nehmender innerer Schadigung konnten alle fir die Modellierung notwendigen
charakteristischen Eigenschaften des Werkstoffes gemessen werden.

Mittels einer eigens entwickelten Prifvorrichtung konnten charakteristische
Kennwerte flr die Energiefreisetzungsraten fir verschiedene Delaminations-
modi statisch und dynamisch bestimmt werden.

Durch den Einsatz von Hochgeschwindigkeitskameras und speziellen Proben-
geometrien konnte in den dynamischen Untersuchungen eine Betrachtung der
ablaufenden physikalischen Phanomene wahrend des Versuches durchgefiihrt
werden. Dies ermoglichte die Identifikation der fur die Energieaufnahme rele-
vanten Mechanismen des Laminatversagens. Die untersuchten Proben versag-
ten im wesentlichen durch zentrale Delaminationsrisse und nachfolgende Bie-
gung des aufgespalteten Laminates.
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Dartber hinaus zeigten die experimentellen Untersuchungen, dass die gangige
Methodik der Verwendung von Schalenelementen laminierte Verbundwerkstof-
fe physikalisch nur ungenau reprasentiert. Mit diesen kann im Gegensatz zu
Kontinuumselementen der Versagensmodus Delamination nicht abgebildet
werden. Zusatzlich benotigt die auftretende Fragmentierung des Materials und
das unter Crashbelastung ausgepragte Ausbilden von interlaminaren Rissen
durch Delamination eine adaptive Neuvernetzung wahrend des Berechnungs-
vorganges. Daher wurde in dieser Arbeit ein Werkstoffmodell entwickelt und
mit einer Diskretisierung gekoppelt, die auf Finiten Elementen und adaptiver
Neuvernetzung je nach Schadigungszustand durch Knotenteilung basiert. Die
Abbildung des Versagensmodus Delamination geschieht durch die adaptive
Offnung des FE-Netzes und Knotenteilung bei Erreichen der kritischen Bruch-
energie. Erst damit wird es maoglich, die experimentell beobachtbare Keilbil-
dung beim Versagen von Faserverbundstrukturen auch zu diskretisieren und
den Einfluss auf das Strukturverhalten rechnerisch zu bestimmen.

Fur das Werkstoffmodell zur Simulation des Energieaufnahmevermdégens von
CFK-Strukturen unter Crashbelastung wurden drei wesentliche Teile physika-
lisch sinnvoll modelliert:

e Elastisches Materialverhalten
e Versagensdetektion und Klassifizierung

e Nachversagensverhalten, insbesondere Delamination

Das verwendete elastische Modell basiert auf einer konstitutiven Beziehung fur
dreidimensionale Anisotropie. Die bendtigten neun unabhangigen elastischen
Konstanten sind mit Materialtests ermittelt worden. Als Erganzung wird zusatz-
lich eine Unterscheidung der elastischen Kennwerte zwischen Zug und Druck
vorgenommen. Das Werkstoffmodell erkennt je nach vorliegendem Span-
nungszustand, welche Kennwerte zur Berechnung herangezogen werden mus-
sen. Eine weitere Besonderheit des Modells ist die Berlcksichtigung der nichtli-
nearen Beziehung zwischen Schubspannung und Schubverzerrung. Zur
Reduzierung des Elementzahl werden benachbarte, gleichorientierte Lagen zu
Sublaminaten gruppiert.

Zur Ermittlung wann ein bestimmter Spannungszustand zu intralaminarem Ver-
sagen innerhalb der Einzelschicht flhrt, werden Faserzugversagen, Matrixzug-
und Matrixdruckversagen unterschieden. Die Behandlung von Delamination als
interlaminarer Versagensmode wird gesondert auf Basis der kritischen Energie-
freisetzungsraten durchgefihrt.

Je nach identifiziertem Versagensmodus wird ein entsprechender Nach-
versagensalgorithmus benutzt. Die betreffenden Steifigkeiten werden fir das
versagte Material im Vergleich zur Steifigkeit des intakten Laminats deutlich re-
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duziert. Die Unterscheidung von Zug- und Druckeigenschaften des Materials
wird auch im Nachversagensbereich beibehalten. Fir den Versagensmodus De-
lamination wird die interlaminare Spannung in Abhdngigkeit von der als Riss-
offnung zu interpretierenden Verschiebung so weit reduziert, bis die vorher
gemessene kritische Bruchenergie erreicht ist. Dann wird durch adaptive Kno-
tenteilung eine neue Oberflache generiert und das experimentell beobachtbare
Separieren der Einzelschichten realisiert. Dieser Algorithmus wurde fir Delami-
nation unter Normalbelastung und unter Schubbelastung implementiert. Da
neben den entsprechenden Einzelkennwerten aus den Double-Cantilever-
Beam- und End-Notched-Flexure-Versuchen auch Uberlagerte Mixed-Mode-
Ergebnisse gemessen wurden, konnte dartber hinaus eine Kopplung der bei-
den Modi implementiert werden.

Zur Validierung und Verifikation des entwickelten Modells wurden neue dyna-
mische Testaufbauten entwickelt, um den Einfluss des Lagenaufbaus, der Pro-
bekdrpergeometrie und des Lastfalls auf das Energieaufnahmevermégen zu
ermitteln. Wichtige Auslegungstendenzen wie z.B. der Einfluss der Fasern in Be-
lastungsrichtung konnten experimentell herausgearbeitet werden.

Im quantitativen Vergleich zwischen Experiment und Simulation konnte das im
Experiment beobachtbare charakteristische Verhalten fur das Versagen von
CFK-Strukturen, namlich eine friihe Spitzenkraft und nachfolgend ein nahezu
konstantes, stabiles Kraftniveau, vollstandig reproduziert werden. Auch das
qualitative Deformationsverhalten mit multipler Delamination und Versagen der
Einzelschichten stimmt mit dem Experiment Uberein. Unter Verwendung der
dargestellten Methodik konnte das Energieaufnahmeverhalten von CFK-
Strukturbauteilen unter Crashbelastung qualitativ und quantitativ prognostiziert
werden. Vorhersagen fir die Auslegung von energieabsorbierenden Struktur-
bauteilen kénnen fir Geometrievariationen und Veranderung des Lagenauf-
baus mit guter Genauigkeit getroffen werden.

Der Einsatz dieser neuen Methodik bringt vor allem den Nachteil des hohen Re-
chenzeitaufwandes mit sich. Wegen einer verhaltnismaBig feinen Auflésung
der verwendeten Elemente ist der resultierende Zeitschritt sehr klein, was zu
langen Berechnungszeiten fihrt. Die entwickelte Methodik ist daher gegenwar-
tig noch nicht fir die Berechnung ganzer Fahrzeugstrukturen in vollstandigen
Automobilcrashsimulationen einsetzbar. Ein Weiterentwicklungsansatz muss
daher sein, die Methodik so zu erweitern, dass auf leistungsfahigen Parallel-
rechnern gearbeitet werden kann. Bisher in der Werkstoffmodellierung nicht
bericksichtigtes plastisches Verhalten sollte in zukinftigen Entwicklungen un-
tersucht und unter Umstanden modelliert werden, um weitere Verbesserungen
der Ergebnisqualitdt und eine Erweiterung des Modells auf andere Kombinatio-
nen von Faserverbundwerkstoffen zu erméglichen.
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Lateinische Symbole

A Flache

Aq Probenquerschnittsflache zu Versuchsbeginn
b Breite

G Cauchy-Green'scher Verzerrungstensor

Cin Elastizitatstensor

d; Schadigungstensor

E Elastizitatsmodul

E; Lagrange Verzerrungstensor

F Kraftvektor

G Schubmodul

G, G, Aktuelle Bruchenergie Modus | bzw. Modus I
G, Gyc kritische Bruchenergie Modus | bzw. Modus |I
K Kompressionsmodul

I MeBléange

lo MeBlange zu Versuchsbeginn

t Zeit

tp Probendicke

U Verschiebungsvektor

v Geschwindigkeit

Vo Anfangsgeschwindigkeit

EMI Ernst-Mach-Institut

DMS Dehnungsmesssteifen

Griechische Symbole

i Cauchy-Spannungstensor

i Verzerrungstensor
3 eindimensionale natdrliche Verzerrung
c eindimensionale natdrliche Spannung
A Lamé-Koeffizient
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Lamé-Koeffizient

n
p Massendichte

€lings lokal gemessene Verzerrung in Zugrichtung

€ quer lokal gemessene Verzerrung senkrecht zur Zugrichtung
N eindimensionale nominelle Verzerrung

oy eindimensionale nominelle Spannung

v Querkontraktionszahl

Y Schubgleitung

T Schubspannung
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Anhang A:

Je nach Art der Verstarkung kann unter Vorraussetzung idealer Faseranordnung
wie aus Bild 8.1 ersichtlich transversale Isotropie zur Werkstoffbeschreibung he-
rangezogen werden. Das heif3t, senkrecht zur Faser sind die Materialeigen-
schaften in jeder Richtung gleich.

Matrix

(L Faser sz 1
v

Bild 8.1:  Begriindung fir die transversale Isotropie

Transversale Isotropie wie auch die vollkommene Isotropie liefern allerdings
keine weiteren Leerstellen in der Steifigkeitsmatrix. Die Anzahl der unabhangi-
gen Elastizitatskonstanten verringert sich dennoch, wenn weitere Elemente der
Steifigkeitsmatrix jeweils gleiche Werte erhalten. Wird bei transversaler Isotro-
pie Richtung 1 als Hauptrichtung gewahlt, gilt:

Cy3 =Cy, 8.1

Cs =G, 8.2

Css = Ces 8.3
1

Cas :E(sz _C33) 8.4

Zur Vervollstandigung sei hier der Fall vollkommener Isotropie dargestellt:
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Cy3 =G, =G, 8.5
C3=C5=C, 8.6

In einem transversal-isotropen Faserverbund sind zwei verschiedene Elastizi-
tatsmoduln zu unterscheiden, E, bzw. E, und £ bzw. E,, wenn L die Faserrich-
tung und T die Richtung senkrecht dazu ist. Hiervon unabhdngig sind der
Schubmodul G,, und die Querkontraktionszahl v,,, wobei die erste Zahl bei der
Initiierung von v die Belastungsrichtung und die zweite Zahl die Kontraktions-
richtung angeben.

Um die Elemente der Steifigkeitsmatrix als Funktion der abgeleiteten oder ge-
messenen E-Moduln, Querdehnzahlen und Schubmoduln angeben zu kénnen,
ist es sinnvoll, zunachst anhand der Betrachtung einfacher Spannungszustande
die Elemente der Nachgiebigkeitsmatrix zu bestimmen und diese anschlieBend
Zu invertieren.

Ausgehend von dem transversal isotropen Materialgesetz entsteht folgende
Nachgiebigkeitsmatrix:

4] Sio0S, S 0 0O O o]
52 S, 55 0 0O O -,
S;3 0 0O O
& O3
= 1 8.7
2 E(Szz -53) 0 0 0,
& Sym. Se¢ O s
£, o
e | Se | L76
Man betrachte den eindimensionalen Spannungszustand:
o,=0, o,=0,=1,,=7,=7, =0 8.8

Aufgrund dieser Belastung reagiert ein transversal-isotropes Material mit dem
Verzerrungszustand:

& #0, ¢,=¢,#0, 7,=7,=7,=0 8.9

Dies ergibt mit:
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o,=E &, und 8.10
e le, =—v; 8.11
fur die Elemente der Nachgiebigkeitsmatrix:

e, =o,/E und 8.12
g, =-v;-0,/E 8.13

Ein eindimensionaler Spannungszustand in transversaler Richtung fuhrt zu:

oc,=0, o,=0,=1,=7,=7,=0 8.14
Und daraus

¢, =0,/E 8.15
o, =E ¢, 8.16
&,=—vy-o,/E 8.17
e, le, =—vy 8.18

t,=t7, o,=0,=0,=7,=7,=0 8.19
Das ergibt:

Yy =Ty /Gy 8.20
z-)<y = LT'7xy 8.21

Damit wird der Zusammenhang zwischen den Ingenieurkonstanten E-Modul,
Schermodul und Querdehnzahl und den Komponenten der Nachgiebigkeits-
matrix fUr transversal-isotropes Materialverhalten abgeleitet:
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Sh=1/E 8.22
S,, =1/E, 8.23
S, =—v;/E 8.24
S, =—v /E; 8.25
See =1/G;; 8.26

Die Inversion der Nachgiebigkeitsmatrix liefert schlieBlich die Elemente der Stei-
figkeitsmatrix:

1-v

C,=E 8.27
"M =v, =2 ELJE, v?)
14
C,=E LT 8.28
YT A=v, =2 EJE v,?)
1-E, /E 2
C,, =k L V”Z 8.29
(1=vy; =2 E;/E, v, )X1+vy)
+E /E 2
C,,=FE Y 7 VZ 8.30
(1=vy; =2 E;/E, v, )+vy)
Cu=G, 8.31

Die Umrechnungen von den Elementen der Steifigkeitsmatrix auf die Ingeni-
eurskonstanten sind:

C,,(C,, +Cy3)—2C,°

E, =1 8.32
C22 +C23

(sz — Cza )[C1 1(C22 + C23) — 2C122]
C1 1C12 - C122

E, = 8.33
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_ <sz _C23> C12

Vi = 8.34
C12(--22 _C122
V. = M 8 35
T .
C1 1C22 _C122
G, =C, 8.36

Ausgehend von dem orthotropen (Formel 2.15) Materialgesetz in der Nachgie-
bigkeitsdarstellung:

& S 5% 5% 0 0 0 o,
& S5, S5 0 0 0|0
& | _ S5 0 0 0oy 837
&, Se 0 0o
& Sym. S 0] ]o
L] L Se6 | 1% |

fihren die analogen Betrachtungen eindimensionaler Spannungszustdnde zu
der vollstandigen Nachgiebigkeitsdarstellung:

e, | [ VE  -v,,/E, —vy,/E; O 0 0 |[o]
& -v,/E, 1/E  -v,/E, 0O 0 0 o,
& | _ v/ E, —v,3 /E, 1/E 0 0 0 o 8 38
& 0 0 0 17G,; 0 0 o,
& 0 0 0 0 1vG; O o
& | O 0 0 0 0 1G,| |os]

Die Inversion dieser Matrix liefert wieder die Elemente der Steifigkeitsmatrix:

C= inietic’) 8.39
E,EA
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1—
Cn:?%%% 8.40
153
T=vivy
" EEA .
152
C.=YutVaiVos _ Vip tV3bis 842
Y EEA EE A
_ Vst VaVs Vi3 T Violos 843
" E,E A EE A
_ Ve tVioVs _ Vs VoVis 8 44
2 EEA EE,A
C44 = Gz3 8.45
Cos =G5 8.46
Ces =G, 8.47
mit
A= 1= ViaVy = VasVay = VaiVis = 2515V
by Es 8.48
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Anhang B:

Insgesamt wurden an 20 unterschiedlichen Konfigurationen statische Kennwer-
te gemessen und daraus 5 Konfigurationen fur die dynamischen Untersuchun-
gen festgelegt. Fur die dynamischen Untersuchungen wurde fir jede Laminat-
variation drei Geometrievarianten untersucht.

Komponenten Lagenaufbau Phi
>Z_' ] o) (%)) wn wn %2} n n 0 [%2]
2l S E ¢ n o N P YN N ¥ o
2l 2 5 S| _ 5 g bk bk 2222 2 ElE
2l 2 g g/ I 2 i 8222 T o
¢l = 5 ¢ e - - Ty 9 o0 0 Q 2 £
2 £ § ° sz oz °
1| (+/-) 45-Laminat X X 4,23 | 39%
2 | 0/90-Laminat X X 4,15 | 55%
3| O-Laminat X X 4,19 | 42%
4 | (+/-)45/0-Laminat A X X 4,26 | 48%
5| (+/-)45/0-Laminat B X X 421 | 47%
6 | 0/(+/-)45-Laminat X X 4,15 | 48%
7 | (+/-)45/0-Laminat C X X 6,08 | 61%
8 | (+/-)45/0-Laminat D X X 6,04 | 44%
9 | (+/-) 45-Laminat X X 4,513 | 46%
10 | (+/-) 45-Laminat X X 6,310 | 50%
11 | 0/90-Laminat X X 4,370 | 46%
12 | 0/90-Laminat X X 6,187 | 49%
13 | (+/-) 45-Laminat X 6,230 | 34%
14 | (+/-) 45-Laminat X 6,280 | 45%
15 | (+/-) 45-Laminat X X 6,060 | 55%
16 | O-Laminat X X 4,240 | 46%
17 | 0/90-Laminat X X 6,217 | 43%
18 | 0/90-Laminat X X 6,200 | 54%
21| (+/-) 45-Laminat R8-R15 X X 4,033 | 52%
24 | 0/90-Laminat R8-R15 X X 4,023 | 50%
27 | (+/-)45/0-Laminat A R8-R15 X X 4,043 | 51%
30 | (+/-)45/0-Laminat B R8-R15 X X 4,292 | 47%
33 | 0/(+/-)45-Laminat R8-R15 X X 4,494 | 45%
34 | (+/-) 45-Laminat GPX1R8-R15 X X 4| 52%
37 | 0/90-Laminat GPX2R8-R15 X X 4| 50%
40 | (+/-)45/0-Lam A GPX3R8-R15 X X 4| 51%
43 | (+/-)45/0-Lam B GPX4R8-R15 X X 4| 51%
46 | 0/(+/-)45-Lam GPX5R8-R15 X X 4| 51%
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Anhang C:

Aufgrund der angesprochenen Schwierigkeiten bei der mechanischen Prifung
rein unidirektional verstarkter Materialien kénnen die Versuche mit den viel ro-
busteren [0°/90°] -Proben durchgefihrt werden. Um von der so gemessenen
Festigkeit auf die Festigkeit des unidirektionalen Materials zu schlieBen wird
nach [92] folgendes Verfahren, das sich aktuell gerade in der Normierungspha-
se befindet, angewendet:

Die gemessene Festigkeit wird mit einem Korrekturfaktor (KF), der mittels der
klasischen Laminattheorie errechnet wird, multipliziert:

F, = KF-F,

Fur [0°/90°] ,-Probekdrper wird dieser KF unter der Annahme gleicher Verzer-
rungen in jeder Einzellage entsprechend der folgenden Formel errechnet:

2

_ E[mE, +(1-m)E, |- (v,,E,)
[ mE, +(1-m)E, |-[ mE, +(1-m)E, |- (v,,E, )

mit m = Anteil der 0°-Lagen im Gesamtverbund. Fur symmetrisch aufgebaute
Laminate mit jeweils gleich vielen Einzellagen in 0°- und 90°-Richtung ergibt
sich dann:

E +E
E1( 12 Zj_(VnEz)z
KF =
(E,+E) )
4 _(V12E2)
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Anhang D:

Die Versuchsapparatur zur Durchfihrung der Delaminationsversuche besteht
aus folgenden Komponenten:

e Grundplatte

e zwei Fihrungsplatten

e zwei Scharnieraufnahmen (1 oben, 1 unten)

e Rollenauflage (Rollen der Firma INA)

e Radiuskeil

e Aluminium-Profil-Schiene (Schiene der Firma ITEM)

e Kraftangriffsblech mit zwei Laufrollen (Rollen der Firma INA)

Rollenauflage

Krafteinleitung
Druckstempel

Aluminium-
Profilschiene

Probekdrper

Scharnierauf-
nahmen

Grundplatte Fuhrungsplatten

Bild 8.2: Versuchsapparatur zur Durchfiihrung der Delaminationsversuche.

Die vertikale Kraft, die von der Servohydraulischen Prifmaschine Uber den Arm
in die Probe eingeleitet wird, soll méglichst punktuell und ohne Verluste (durch
Reibung) beaufschlagt werden. Deshalb drlckt der Stempel auf zwei Rollen
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LR50/8 NPPU der Firma INA. Diese Rollen werden mit Hilfe eines U-férmigen
Bleches an der Profilschiene befestigt. Zur Stabilitdt werden beide Laufrollen mit
einer Schraube und einem Zwischenrohr als Abstandhalter mit dem Blech ver-
schraubt.

Die Kraft wird per Impaktorstempel in die Versuchapparatur bzw. auf den Pro-
bekdrper eingeleitet. Diese Impaktoreinheit besteht aus einer Aufnahme zur In-
tegration in die Maschine, einer Messeinheit und einem U-Profil.

Maschinenaufnahme

/

Messzylinder

T

- U-Profil

Bild 8.3:  Krafteinleitungsstempel mit Messanordnung zur Durchfihrung der Delami-
nationsversuche.

Die Messung der Kraft erfolgt mittels DMS. Auf die Stempeleinheit werden
Dehnmessstreifen aufgeklebt, die die Stauchung des Materials im Stempel auf-
nehmen. Dazu wird Uber das U-Profil ein zylindrischer Bereich mit mdglichst ge-
ringem Querschnitt konstruiert, damit eine ausreichende Dehnung/Stauchung
realisiert werden kann. Auf diesen Bereich, der wahrend des Versuches elas-
tisch verformt wird, werden zwei DMS aufgeklebt. Somit kann eine ungleiche
Stauchung infolge einer Biegung des Zylinders rechnerisch ausgeglichen wer-
den. Anstelle eines Vollstabes wird der Messbereich des Kraftstempels zu einen
Hohlzylinder mit dem AuBendurchmesser 16 mm und dem Innendurchmesser
14 mm bearbeitet, damit eine héhere Steifigkeit und Stabilitat (vor allem gegen
Knickung) erreicht werden kann.
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