Ein vom Spannungszustand abhangiges
makroskopisches Schadigungs- und
Versagensmodell basierend auf
Experimenten und numerischen Simulationen

Daniel Brenner

Dissertation



Kontakt:

Daniel Brenner
daniel. brenner@unibw.de

Am Angerberg 60
09444 Blankenhain



Ein vom Spannungszustand abhangiges
makroskopisches Schadigungs- und
Versagensmodell basierend auf
Experimenten und numerischen Simulationen

Daniel Brenner

Vollstandiger Abdruck der von der Fakultat fiir Bauingenieurwesen und Umweltwissen-
schaften der Universitat der Bundeswehr Miinchen zur Erlangung des akademischen Gra-
des eines

Doktor-Ingenieurs (Dr.-Ing.)

genehmigte Dissertation.

Gutachter:
1. Prof. Dr.-Ing. habil. Michael Briinig

2. Prof. Dr.-Ing. habil. Dr. h. c. Holm Altenbach,
Otto-von-Guericke-Universitat Magdeburg

3. Prof. Dr. rer. nat. Siegfried Schmauder,
Universitat Stuttgart

Die Dissertation wurde am 19. November 2014 bei der Universitdt der Bundeswehr
Miinchen eingereicht und durch die Fakultat fir Bauingenieurwesen und Umweltwissen-
schaften am 10. Dezember 2014 angenommen. Die miindliche Priifung fand am 29. April
2015 statt.



Kurzfassung

In dieser Arbeit wird ein ph&dnomenologisches, mikromechanisch motiviertes Schadigungs-
und Versagensmodell zur Beschreibung des elastisch-plastisch-schiadigenden Materialver-
haltens vorgestellt. Das Kontinuumsschadigungsmodell basiert auf der Einfiihrung von ge-
schéidigten und fiktiven ungeschidigten Konfigurationen. Dies erm6glicht eine kinematische
Definition des Schédigungstensors und korrespondierender Verzerrungen. Es werden ver-
schiedene elastische Potentialfunktionen verwendet, um den Einfluss der Schédigung auf
das elastische Materialverhalten zu modellieren. Das plastische Verhalten wird durch eine
Fliefstbedingung, ein nicht assoziiertes Fliefsgesetz und ein Verfestigungsgesetz charakte-
risiert. Analog beschreiben eine Schiadigungsbedingung, ein nicht assoziiertes anisotropes
Schidigungsgesetz und ein Entfestigungsgesetz das schidigende Materialverhalten. Um den
Einfluss des Spannungszustands auf verschiedene Schédigungs- und Versagensmechanismen
berticksichtigen zu kénnen, wird das Werkstoffverhalten der Schiadigung als Funktion der
Spannungsintensitit, der Spannungstriaxialitdt und des Lodeparameters beschrieben.

Zur Ermittlung der fiir die vorgestellte Theorie benotigten Materialparameter werden Ex-
perimente und begleitende numerische Simulationen mit ungekerbten und unterschiedlich
gekerbten Zugproben durchgefiihrt. Zusétzliche vergleichende numerische Simulationen mit
dem Gurson-Tvergaard-Needleman-Modell zeigen eine hohere Vorhersagegenauigkeit des
vorgestellten Modells.

Zur besseren Analyse der Auswirkungen des Spannungszustandes auf das Schédigungsver-
halten werden ein neuartiger biaxialer Versuchskoérper und eine neue biaxiale Priifmaschine
vorgestellt. Mit verschiedenen Lastkombinationen kann mit dieser neuen Probe im Bereich
der inelastischen Deformationen ein grofes Spektrum von Spannungszustéanden untersucht
werden. Es zeigt sich zum Beispiel, dass die mit dem Zugstab ermittelten Materialparame-
ter fiir negative Spannungstriaxialitdten modifiziert werden miissen.

Die Last-Verschiebungskurven der elastisch-plastisch-schddigenden numerischen Simula-
tionen mit den modifizierten Materialparametern und der Experimente zeigen fiir die ver-
schiedenen Lastkombinationen eine gute Ubereinstimmung. Eine detaillierte Darstellung
der Spannungen im geschiadigten Zustand, der Schidigungsart und der Schidigungsver-
gleichsdehnung fiithrt zu neuen Erkenntnissen iiber die Schadigungsentwicklung. Durch
einen Vergleich dieser numerisch gewonnenen Daten mit dem Deformationszustand der ge-
rissenen Probe konnen zusétzlich Aussagen iiber eine mogliche Bruchbedingung getroffen
werden. Mit Hilfe eines Rasterelektronenmikroskops werden die aus verschiedenen Last-
kombinationen resultierenden Bruchflachen untersucht. Hierbei kénnen die unterschiedli-
chen Versagensarten wie isotrope Porenaufweitung und Schidigung durch Mikroscherrisse
den jeweiligen Spannungszustéinden zugeordnet werden. Der in dieser Arbeit angenomme-
ne Zusammenhang zwischen Spannungszustand und Schiadigungsmechanismus kann somit
verifiziert werden.



Abstract

This thesis deals with a phenomenological micro-mechanically motivated damage and fail-
ure model to describe the elastic-plastic-damage material behavior. The continuum damage
model is based on the introduction of damaged and fictitious undamaged configurations.
It takes into account the kinematic definition of damage tensors and corresponding strains.
Different elastic potential functions are introduced to be able to model the effect of damage
on elastic material properties. The plastic behavior is characterized by a yield condition,
a non-associated flow rule and a hardening law. In a similiar way a damage condition, a
non-associated anisotropic damage rule and a softening law describe the damage behavior.
To take into account the influence of the stress state on various damage and failure mech-
anisms the damage material behavior is described as a function of stress intensity, stress
triaxiality and the Lode parameter. To determine the material parameters of the pre-
sented theory experiments and corresponding numerical simulations with unnotched and
differently notched tensile specimens are performed. Additional comparative numerical
simulations with the Gurson-Tvergaard-Needleman-model show higher accuracy of predic-
tion of the proposed model.

For better analysis of the effects of the stress state on the damage behavior new experi-
ments with two-dimensionally loaded specimens and a new biaxial test machine have been
developed. To investigate a wide range of stress states in the region of inelastic defor-
mations different load combinations have been applied. It has been shown, for example,
that the material parameters identified with tension tests have to be modified for negative
triaxialities.

For the various load combinations the comparison of the load-displacement curves of elastic-
plastic-damaged numerical simulations with the modified material parameters and the ex-
periments show good agreement. Detailed presentations of the stress state, the type of
damage and the damage equivalent strain lead to new perceptions of evolution of damage.
The comparison of deformation state of the fractured specimens with results of numerical
simulations deliver information for a new fracture condition. To be able to allocate differ-
ent failure modes, such as isotropic void growth andanisotropic evolution of micro-shear
cracks, with the stress states, a scanning electron microscope has been used to investigate
the fracture surfaces of the various load combinations. Therefore, the relationship between
stress state and damage mechanism assumed in this work is verified.
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1 Motivation

Die numerische Simulation von Materialien, Bauteilen und komplexen Tragstruktu-
ren unter verschiedenen Belastungen hat durch die schnelle Weiterentwicklung im
Soft- und Hardwarebereich eine grofte Bedeutung bekommen. Zum einen koénnen
so langwierige experimentelle Studien verhindert und zum anderen eine Anndhrung
an die Grenzen der Belastbarkeit des zu untersuchenden Bauteils erreicht werden.
Dieser resourcenschonende Prozess kann mit genaueren Kenntnissen des elastisch-
plastischen Materialverhaltens, der Schadigungentwicklung und der Entwicklung von
Makrorissen weiter verbessert werden.

1.1 Duktiles Schadigungsverhalten

In dieser Arbeit wird das duktile Schadigungsverhalten von Metallen genauer un-
tersucht.

Jedes Material besteht aus Atomen, die durch Knoten, welche elektromagnetisch
interagieren, zusammen gehalten werden [70]. Wahrend der Belastung eines Kor-
pers bewegen sich diese Atome in Relation zueinander. Dieser reversible elastische
Prozess findet kontinuierlich statt.

Plastisches Materialverhalten tritt auf, wenn diese relative Bewegung der Atome ei-
ne Grenze iiberschreitet. Es fithrt zu irreversiblen Verschiebungen im Kristallgitter
[70] sowie zu einer Verfestigung des Materials. Verschiedene Experimente [36, 53]
deuten darauf hin, dass die Duktilitdt mit steigendem hydrostatischen Zug abfallt.
Elastisches und plastisches Materialverhalten griindet daher auf zwei unterschiedli-
chen Phénomenen und kénnen somit unabhéngig voneinander betrachtet werden.

Jedes Material besitzt eine gewisse Vorschiadigung [20]. Diese Initialschadigung ist
auf mikroskopischer Ebene anhand von bereits vorhandenen Mikrodefekten identi-
fizierbar, sieche Abb. 1.1a.

Unter einer eher hydrostatischen Zugbelastung beginnen vorhandene Mikroporen
sich zu vergrofsern, es entstehen neue Poren und es kommt letztendlich zu einem
Zusammenschluss einzelner Poren, siche Abb 1.1b. Diese resultieren schliefllich zu
einem Makroriss, welcher anndhernd rechtwinklig zur Hauptbelastungsrichtung ver-
lauft und zum endgiiltigen Versagen des Materials fiihrt.
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Abbildung 1.1: a) Initialschddigung bei einer Porositdt von 7%, b) Mikrobruch
nach Belastung [10]

Hingegen bewirkt eine eher gestaltindernde Belastung einen Zuwachs der Mikro-
scherrisse, welche ebenfalls zum endgiiltigen Versagen des Materials fiihren.
Schadigendes Materialverhalten entsteht durch das Losen von Knoten zwischen den
Atomen und fithrt zu einer Entfestigung des belasteten Materials [70].
Einsetzendes schidigendes Materialverhalten ist jedoch schwer zu erkennen. Ver-
schiedene Moglichkeiten werden in [70] vorgestellt und bewertet. Die Messung der
Abminderung des Elastizitdtsmoduls bei einsetzender und fortschreitender Schéadi-
gung ist eine dieser vorgestellten Optionen.

Ein Makroriss, welcher auch als Makrobruch bezeichnet werden kann, ist eine Kon-
zentration von den bereits beschriebenen Mikrodefekten.

Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete Modell definiert die duktile Schadigung
gemal dem in Abb. 1.2 dargestellten schematischen Last-Verschiebungsdiagramm.
Der reversible elastische Prozess findet kontinuierlich ab Beginn der Belastung statt.
Es ist zu erwdhnen, dass erst, wenn bereits plastisches Materialverhalten aufge-
treten ist, schidigendes Materialverhalten folgt (Abb. 1.2). In dieser Arbeit wird
einsetzendes schidigendes Materialverhalten angenommen, sobald in einem Kraft-
Verschiebungsdiagramm die Kurven eines Experimentes mit Schadigung und einer
elastisch-plastischen numerischen Simulation voneinander abweichen [20)].

1.2 Stand der Wissenschaft

Ziel der Industrie ist es, Bauteile immer leichter und filigraner aber trotzdem robus-
ter zu entwerfen. Dadurch kénnen sich die verschiedenen Kosten wie zum Beispiel fiir
Material, Logistik und Transport reduzieren. Um dies zu erreichen, muss das Bauteil
bis an die Belastungsgrenze beansprucht werden. Somit kénnen im Bauteil grofie
inelastische Deformationen auftreten. Mit steigenden inelastischen Deformationen



1.2 Stand der Wissenschaft 3

F

elastisch

schidigend ﬁ\

| -

Makroriss

plastisch ,

Al/l

Abbildung 1.2: Schematisches Last-Verschiebungsdiagramm

konnen auch lokale Schiadigungs- und Versagensmechanismen im Bauteil entstehen.
Um diese Effekte in den numerischen Simulationen beriicksichtigen und vorhersagen
zu konnen, wurde in den letzten Jahrzehnten ein hoher wissenschaftlicher Aufwand
betrieben.

1.2.1 Schadigungs- und Versagensmodelle

In der Literatur werden unterschiedliche Kontinuumsschadigungsmodelle vorgestellt,
welche entweder auf einer phianomenonlogischen oder einer mikromechanischen Be-
trachtungsweise basieren.

Die phédnomenologische Betrachtungsweise beschreibt die Auswirkungen der ver-
schiedenen Mikrodefekte wie Wachstum und Zusammenschluss von Poren und Mi-
kroscherrissen sowie die Entfestigung wihrend des Schidigungsprozesses auf Ma-
kroebene. Basierend auf experimentellen Beobachtungen und numerischen Untersu-
chungen werden eine Schéadigungsvariable und entsprechende Gesetze fiir die For-
mulierung des Materialverhaltens eingefiihrt [23].

Erstmalig stellt Kachanov [51] ein Kontinuumsschiadigungsmodell vor, welches auf
dem Konzept der effektiven Spannungen im geschédigten Material basiert und pha-
nomenologisch begriindet ist. In diesem wird auch eine Differenzierung nach Sché-
digung und Bruch angedeutet. Dieses Modell wird durch Rabotnov [88] modifiziert.
Lemaitre [68, 69, 71] greift diese phdnomenologische Idee fiir sein Kontinuumssché-
digungsmodell auf. In diesem Modell wird fiir die Charakterisierung der isotropen
Schédigung nur eine skalare Flichenvariable benutzt, welche im Falle einer Schadi-
gung den Elastizitdtsmodul abmindert. Im Weiteren wird das Prinzip der Dehnungs-
aquivalenz, welches das elastische Dehnungsverhalten eines geschidigten Materials
mit dem eines ungeschadigten Materials gleichsetzt, in Kombination mit dem Prin-
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zip der effektiven Spannungen verwendet. Lemaitre |68, 69, 71| koppelt lediglich das
elastische Verhalten mit der Schiadigung, verwendet jedoch nur eine Potentialfunk-
tion zur Formulierung der Stoffgesetze fiir Plastizierung und Schiadigung, was eine
Differenzierung dieser beiden Materialverhalten einschréankt. Das anisotrope Konti-
nuumsschiadigungsmodell von Lemaitre [72] ist eine Erweiterung von [68, 69] und
verwendet einen Schadigungstensor zweiter Stufe, welcher lediglich Schadigung in
Richtung der Hauptachsen betrachtet.

Auch das Modell von Murakami [79] greift auf das isotrope Lemaitre-Modell |68, 69]
zuriick und nimmt eine Erweiterung fiir anisotrope Schédigung vor. Der dabei ver-
wendete symmetrische Schadigungstensor zweiter Stufe betrachtet wie in [72] nur
orthotropes Schiadigungsverhalten, da der antimetrische Anteil des Spannungsten-
sors vernachldssigt wird. Dazu verwendet Murakami [79] eine Einteilung in drei
orthogonale Fléachen, deren Schiadigung er jeweils mit einer Flachenvariablen defi-
niert. Jedoch verwendet Murakami [79] in seiner Kinematik bereits eine geschidigte
und eine fiktive ungeschidigte Konfiguration, die entweder belastet oder elastisch
entlastet sind und iiber den Deformationsgradienten transformiert werden kénnen.
Auf Grundlage des phidnomenologischen Kontinuumsschidigungsmodells von Le-
maitre [68, 69] werden verschiedene Modifikationen vorgestellt. Diese unterscheiden
sich unter anderem durch die Darstellung der Schédigungsvariablen. Eine ausfiihrli-
che Beschreibung der jeweiligen Darstellungen findet sich unter anderem in [27, 56].
In der Kontinuumsschadigungsmechanik wird zundchst die Verwendung einer ska-
laren Fliachenvariablen [47, 51, 62, 71| aufgrund der einfachen Schiadigungsmessung
und des einfachen Modells bevorzugt. Da diese isotrope Schédigungsvariable rich-
tungsunabhéngig ist, eignet sie sich fiir die numerische Simulation von Kugelpo-
ren, liefert jedoch fiir anisotrope Schadigungseinfliisse wie elliptische Mikroporen
zweifelhafte Ergebnisse, da das Zusammenwachsen und Aufweiten von Poren sowie
die Orientierung und die Lénge des Bruchs von der Lastrichtung und den resul-
tierenden Verzerrungen abhéngen [15]. Numerische Simulationen [28, 29| zeigen,
dass anisotrope Schiadigungsmodelle héhere Festigkeiten prognostizieren als isotro-
pe Schiadigungsmodelle und dass mit steigenden nicht proportionalen Belastungen
eine Beachtung des Richtungssinns des schidigenden Materialverhaltens fiir die Si-
mulierung des Bruchverhaltens wichtiger wird.

Um anisotrope Schadigungen beschreiben zu kénnen, wird eine vektorielle Schadi-
gungsvariable vorgestellt |55, 57, 58|. Die Schédigung eines reprasentativen Volu-
menelementes wird hierbei auf drei orthogonale Fléchen projiziert. Neu entstehende
Mikroscherrisse, welche nicht parallel zu einer der Projektionsebenen sind, konnen
nur unzureichend in das Modell eingebunden werden, da eine einfache Addition feh-
lerhaft sein kann [15]. Daher werden zur Betrachtung des anisotropen schidigenden
Materialverhaltens Schédigungstensoren zweiter Stufe eingefiihrt. Das Modell von
Murakami [79] verwendet einen Schédigungstensor zweiter Stufe, welcher sich zu der
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vektoriellen Darstellung von [55, 57, 58| effektiv nur um die Erhohung des Rangs
der tensoriellen Darstellung unterscheidet, jedoch fiir die Einbindung in die Theorie
notwendig ist. Ein zusétzlicher Nachteil dieser beiden Schédigungsvariablen besteht
darin, dass die Form der Mikroschédigungen vernachlassigt wird, da nur die Projek-
tionen dieser betrachtet werden.

Weitere unterschiedliche symmetrische Schiadigungstensoren zweiter Stufe werden
unter anderem von Kachanov [52|, Betten [11, 12|, Voyiadjis und Kattan [100],
Chow und Wang [28] sowie Briinig [15, 17] vorgestellt. Durch die Verwendung von
Schadigungstensoren zweiter Stufe anstatt von vektoriellen Schiadigungsvariablen re-
duziert sich zwar die Einfachheit eines Kontinuumsschiadigungsmodells, jedoch ist
eine komplexere Darstellung von Mikroschéddigungen mdoglich. Hier muss ein guter
Mittelweg gewahlt werden, der sowohl eine komplexe Darstellung von Mikrosché-
digungen erlaubt als auch eine gewisse Ubersichtlichkeit der Theorie gewihrleistet.
Durch die Verwendung von Schadigungstensoren vierter Stufe biifft das Modell von
Chaboche [25, 26, 27| seine Simplizitét ein.

Im Gegensatz zu der phdnomenologischen Betrachtungsweise, bei welcher man das
Materialverhalten auf makroskopischer Ebene untersucht, werden bei einer mikro-
skopischen Herangehensweise mikromechanische Beobachtungen von Poren in einem
elastisch-plastischen Material durchgefiihrt. Somit kann das Materialverhalten fiir
Wachstum und Zusammenschluss von Poren und Mikroscherrissen genau abgebil-
det werden. Dies ermoglicht eine gute Implementierung in FE-Software. Da jedoch
nur ein mikroskopischer Ausschnitt betrachtet und als Referenzobjekt angenommen
wird, ist eine Modellierung komplexer Verteilungen von Mikrodefekten nicht mog-
lich [23].

Erstmalig werden solche Betrachtungen von McClintock [78] vorgenommen. Dabei
wird ein Korper mit elastisch-plastischen Materialverhalten, welcher zylindrische
Poren mit kreisrundem oder elliptischen Querschnitt beinhaltet, auf Zug belastet.
Andert sich der Durchmesser der Pore, wird dies als Schidigung gedeutet und ist zu-
gleich ein Kriterium fiir den Zusammenschluss von Poren. Diese Versuche zeigen eine
starke Abhéngigkeit der numerischen Ergebnisse von der Spannungstriaxialitéit. Fast
parallel dazu fiithren Rice und Tracey [89] dhnliche mikromechanische Untersuchun-
gen durch. In deren Modell werden kugelférmige Poren in einem starr elastischen
und plastisch inkompressiblen Material betrachtet. Dabei wird entweder idealplas-
tisches Verhalten oder eine lineare Verfestigung angenommen. Das Porenwachstum
kann bei diesen Simulationen unter verschiedenen Spannungszustianden untersucht
werden.

Basierend auf diesen grundlegenden Ideen fithrt Needleman [82] mikromechanische
Untersuchungen mit einem elastisch-plastischen Material durch, um den Einfluss von
Porenwachstum und Porenzusammenschluss auf das duktile Schadigungsverhalten
zu untersuchen. Dabei werden kreisrunde zylindrische Poren periodisch angeordnet
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und deren Verhalten bei grofsen Verzerrungen im ebenen Verzerrungszustand unter-
sucht.

Zur Beschreibung duktiler Schidigung hat das mikromechanische Modell von Gur-
son [45] eine besondere Bedeutung, da die meisten folgenden mikromechanischen
Modelle auf diesem basieren. In dem Modell von Gurson [45] wird die Schiadigung
mit einer Volumenvariablen, der Porositéat, charaktersiert. Fiir das homogene in-
kompressible Matrixmaterial wird starr-plastisches Material verwendet. Somit sind
beim duktilen Bruch grofe plastische Dehnungen vorhanden. Gurson [45] betrach-
tet sowohl eine kreisrunde zylindrische als auch eine kugelférmige Pore in einem
reprasentativen Volumenelement und stellte fiir jede Porengeometrie eine Fliefsbe-
dingung auf. Diese sind jeweils Erweiterungen der von-Mises-Fliekbedingung. Da
Gurson [45] keine Abgrenzung zwischen Dehnung infolge Plastizierung und infolge
Schédigung vornimmt, existiert in seinem Modell nur eine Flielsbedingung und keine
Schéadigungsbedingung. Das Modell ist nicht in die Kontinuumsmechanik eingebun-
den und basiert teilweise auf Annahmen, die so eine analytische Losung erlauben.
Die Abminderung des Elastizitdtsmoduls bei einsetzender Schadigung wird nicht
berticksichtigt.

In dem Modell von Gurson [45]| wird nur das Porenwachstum betrachtet. Daher
wird von Needleman und Rice [83] ein Term zur Beschreibung der Porenneubil-
dung eingefiihrt. Dies ist jedoch ein rein phdnomenologischer Ansatz, der zu einer
stochastischen Formulierung fiihrt, welche durch Chu und Needleman [30] definiert
wird. Durch Tvergaard und Needleman [84, 99| findet eine Erweiterung der Fliefs-
bedingung von Gurson [45] statt, sodass neben dem Porenwachstum auch die Po-
renneubildung und der Zusammenschluss von Mikroporen berticksichtigt wird. Das
Gurson-Tvergaard-Needleman-Modell (GTN) [84, 99] ist relativ einfach und wird
nach wie vor in kommerziellen FE-Programmen verwendet. Das GTN-Modell wur-
de bisher vielfach modifiziert. Unter anderem haben Nahshon und Hutchinson [81]
sowie Nielsen und Tvergaard [87] eine Erweiterung zur Betrachtung von Spannungs-
zustdnden, welche durch Schermechanismen charaktersiert sind, vorgenommen.

Das rein phénomenologische Modell von Briinig [13, 15| kann nur das elastisch-
plastische Materialverhalten darstellen. Um zusétzlich das schiddigende Verhalten
abbilden zu konnen, werden mikromechanische Betrachtungen vorgenommen. Dies
fithrte zu dem phanomenologischen Modell [17, 18], welches mikromechanisch moti-
viert ist und auf welchem die in dieser Arbeit vorgestellte Theorie basiert. Um den
Einfluss des Spannungszustandes auf das schidigende Materialverhalten noch besser
abbilden zu kénnen, werden weitere mikromechanische Betrachtungen durchgefiihrt
[19, 20, 23, 24]. Somit ist dieses Modell, genau wie das GTN-Modell, ein Mehrska-
lenmodell, verwendet jedoch, wie viele phdnomenologische Modelle, eine tensorielle
Schédigungsvariable zweiten Grades.

Das Modell von Briinig [22] ist in der Lage, elastisch-plastisches Verhalten bis zum
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Einsetzen der Schédigung unter Beriicksichtigung des gesamten Spannungszustan-
des abzubilden. Ab wann es sich um einen Makrobruch (Abb. 1.2) handelt, kann
nach [23, 24| durch eine Bruchbedingung definiert werden.

In dieser Arbeit wird das Modell von Briinig |23, 24| so modifiziert, dass nun
elastisch-plastisch-schiadigendes Verhalten ebenfalls unter Beriicksichtigung des ge-
samten Spannungszustandes abgebildet werden kann. Es werden auch verschiedene
Bruchbilder ausgewertet, die zu der Entwicklung einer Bruchbedingung beitragen
koénnen.

1.2.2 Spannungstriaxialititen und Lodeparameter

Fiir die Vorhersage der Schiadigungsentwicklung und des Versagens von Bauteilen
hat der dreidimensionale Spannungszustand eine grofe Bedeutung [23|. Fiir isotrope
Materialien kann der Spannungszustand im allgemeinen durch die drei Hauptnor-
malspannungen dargestellt werden. Es ist auch eine Darstellung unter Verwendung
von drei Invarianten moglich. Diese sind die erste Invariante des Spannungstensors,
welche zur Spannungstriaxialitdt korrespondiert, die zweite Invariante des Span-
nungsdeviators, welche direkt mit der von-Mises-Vergleichsspannung verkniipft ist
und somit die Spannungsintensitit darstellt, sowie die dritte Invariante des Span-
nugsdeviators, welche auch durch den Lodeparameter formuliert werden kann.

Da es eine Vielzahl von Lastkombinationen gibt, bei der unterschiedliche Span-
nungszustinde die gleichen Spannungstriaxialitdten hervorrufen, darf zur eindeuti-
gen Charakterisierung des Spannungszustandes der Lodeparameter nicht vernachlés-
sigt werden. Experimentelle und numerische Versuche |5, 8, 81, 104| haben gezeigt,
dass Schadigungs- und Versagensmodelle, die lediglich die Spannungstriaxialitit als
erginzenden Parameter zur Identifizierung des dreidimensionalen Spannungszustan-
des nutzen, das Schidigungs- und Versagensverhalten bei einer dreidimensionalen
Belastung meist nicht ausreichend genau prognostizieren konnen, was im Besonderen
fiir kleine positive oder negative Spannungstriaxialititen, bei denen durch die hohen
Schubanteile kaum Schédigung durch Porenaufweitung stattfindet, gilt. Die Bedeu-
tung des Lodeparameters bei kleinen Spannungstriaxialitdten auf das Schiadigungs-
und Versagensverhalten wurde in Experimenten und korrespondierenden numeri-
schen Simulationen [8, 31, 37| aufgezeigt.

Weitere Untersuchungen |6, 9] zeigen die Beziehung zwischen dem Lodeparameter
und einigen Merkmalen des duktilen Versagensprozesses. So entwickeln sich zum
Beispiel die Porenform, der Verlauf und die Form von Scherbandern sowie lokale
Deformationen je nach Lodeparameter unterschiedlich [23|. Der dreidimensionale
Spannungszustand und dessen Einfluss auf das duktile Versagen kann daher nicht
allein durch die Spannungstriaxialitdt und die Spannungsintensitit dargestellt wer-
den [31, 40, 41, 42, 54].
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Die Ergebnisse dieser Arbeit sollen zeigen, dass auch die Beriicksichtigung des Lode-
parameters notwendig ist, um genauere elastisch-plastisch-schiadigende numerische
Simulationen durchfiithren zu kénnen.

1.2.3 Versuchskaorper

In vielen Ingenieurdisziplinen ist es notwendig, die Eigenschaften von Metallen zu
kennen. Mit standardisierten Zugproben kénnen so fiir die verschiedenen Metalle die
Streckgrenze, die Zugfestigkeit und die Bruchdehnung ermittelt werden.

Um elastisches und elastisch-plastisches Materialverhalten abbilden zu kénnen, wer-
den Experimente und begleitende numerische Versuche durchgefiihrt. Anféanglich re-
duzierten sich diese Experimente auf einfache ungekerbte Zugproben. Man erkannte
jedoch schnell, dass diese Versuche nicht ausreichen, um schidigendes Materialver-
halten untersuchen zu koénnen, da sie nur einen Spannungszustand abdecken.

Mit unterschiedlich gekerbten zylindrischen Zugstdben untersuchen Becker et al. [10]
die Entwicklung des Porenwachstums. Um den Einfluss des Spannungszustandes auf
das Schadigungs- beziehungsweise das Bruchverhalten zu unteruchen, werden unter
anderem auch von Bao und Wierzbicki [6], Bai und Wierzbicki [5], Gao et al. [42],
Gao et al. [41] und Briinig et al. [20] Versuche mit unterschiedlich gekerbten Zug-
stdben durchgefiihrt.

Mit flachen unterschiedlich gekerbten Zugproben kénnen Bai und Wierzbicki [5] im
Vergleich mit den gekerbten zylindrischen Zugstdben das Verhalten des Lodepara-
meters untersuchen. Auch Gao et al. [41, 42| verwenden flache Zugproben, um die
Abhéngigkeit des schadigenden Materialverhaltens vom Spannungszustand zu analy-
sieren. Die bisher aufgezeigten Experimente unterscheiden sich zwar bei den Werten
des Lodeparameters, jedoch sind die Spannungstriaxialititen anndhernd gleich.
Durch eine Druckbelastung von runden Zylindern mit unterschiedlichen Héhen und
Durchmessern sowie mit gekerbten Druckkérpern kénnen Bao und Wierzbicki [6]
negative Spannungstriaxialitdten erzeugen. Auch Bai und Wierzbicki [5], Li et al.
[73] und Fourmeau et al. [39] nutzen Druckzylinder, um den Einfluss des Spannungs-
zustandes auf das Schiadigungsverhalten zu verifizieren.

Eine weitere Moglichkeit, um niedrige Spannungstriaxialitdten zu erhalten, sind Zug-
proben, bei denen aufgrund ihrer Geometrie Schermechanismen im zentralen Bereich
des Versuchskorpers auftreten. Diese Scherversuche werden unter anderem von Brii-
nig et al. [20], Gao et al. [42], Gao et al. [41], Gruben et al. [44] und Fourmeau et al.
[39] mit einer zur Zugrichtung parallelen Scherfuge verwendet. Bao und Wierzbicki
[6] sowie Li et al. [73] nutzen neben diesen Scherversuchen auch alternative Proben
bei denen die Sollbruchkante nicht parallel zur Zugrichtung ist. Jedoch ist die Rich-
tung der Lastaufbringung bei beiden Varianten vorgegeben und nicht verdnderbar.
Ein &@hnliches Prinzip verfolgt der sogenannte ,Butterfly“-Versuchskorper, der von
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Bai und Wierzbicki [5], Dunand und Mohr [37] sowie von Gruben et al. [44], welche
diesen zur Verifizierung verschiedener Bruchkriterien nutzen, untersucht wird. Bei
diesem Versuchsaufbau kann der Winkel zwischen Sollbruchkante und Lastaufbrin-
gungsrichtung variiert werden. Somit konnen mit diesem uniaxialen Versuchsauf-
bau im zentralen Bereich reines Scheren, reiner Zug und verschiedene Scher-Zug-
Lastkombinationen aufgebracht werden. Bei der Scher-Zug-Lastkombination wird
die Verschiebung nur auf einer Achse aufgebracht. Somit ist das Verhéltnis der Ver-
schiebungen fiir die Zug- sowie die Scherbelastung konstant, jedoch nicht das Ver-
héaltnis der Kréafte. Dies fithrt dazu, dass sich die Spannungstriaxialitdt im zentralen
Bereich des Versuchskorpers fiir die jeweilige Lastkombination im Verlauf der Last-
aufbringung verandert.

Um bei dem gesamten Belastungsprozess eine gleichbleibende Spannungstriaxialitét
und einen gleichbleibenden Lodeparameter im zu untersuchenden Teil des Versuchs-
korpers zu erhalten, konnen multiaxiale Tests hilfreich sein. In [59, 61| werden ver-
schiedene Moglichkeiten fiir multiaxiale Versuchsaufbauten vorgestellt.

Barsoum und Faleskog [8] bringen auf ein beidseitig gekerbtes Rohr eine Zug- und
Torsionsbelastung auf. Je nach Grofe der einzelnen Belastungen kénnen unterschied-
liche positive Spannungstriaxialidten erzeugt werden.

Versuche mit Kreuzversuchen und biaxialen Maschinen werden unter anderem von
Makinde et al. [77], Demmerle und Boehler [34] sowie Lecompte et al. [63] vorge-
stellt, wobei sich die verwendeten Geometrien und Materialien unterscheiden. Ku-
lawinski et al. [60] verwenden Kreuzproben, um das Spannungs-Dehnungsverhalten
unter biaxialen Belastungen zu untersuchen. Desweiteren nehmen sie mit einem
Rasterelektronenmikroskop Bilder von den Bruchflichen auf, um Aussagen iiber die
Martensitbildung treffen zu kénnen.

Auch Barsoum und Faleskog [8] sowie Li et al. [73] untersuchen die Bruchflichen
der Versuchskorper mit einem Rasterelektronenmikroskop, um den Zusammenhang
zwischen Spannungstriaxialitat und Versagensart herzustellen.

In dieser Arbeit wird ein neuartiger biaxialer Versuchskorper vorgestellt, der den
positiven und negativen Raum der Spannungstriaxialitdten abdeckt. Zugleich ver-
andern sich die Spannungstriaxialitdten vom Beginn bis zum Ende der Belastung im
zentralen Bereich des Versuchskorpers kaum, da die Lastkombination kontinuierlich
konstant bleibt. Die numerischen Simulationen werden zuséatzlich mit Rasterelek-
tronenmikroskopaufnahmen der Bruchflachen verglichen, um einen genauen Zusam-
menhang zwischen Spannungstriaxialitidt und Versagensart mit nur einem Versuchs-
korper zu ermitteln.
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1.3 Inhalte dieser Arbeit

In Rahmen dieser Arbeit wird ein den Einfluss des Spannungszustands berticksichti-
gendes, phanomennologisches, mikromechanisch motiviertes Kontinuumsschédigungs-
und Versagensmodell vorgestellt, mit welchem man in der Lage ist, das elastisch-
plastisch-schédigende Materialverhalten von Bauteilen und komplexen Tragstruktu-
ren prognostizieren zu konnen.

Die grundlegende Theorie wird in Kap. 2 erldautert. Im Kap. 3 wird die numeri-
sche Implementierung in die Finite-Element-Software ANSYS sowie die Umsetzung
der numerischen Simulationen vorgestellt. Die Ermittlung der fiir die verwendeten
Theorie notwendigen Materialparameter wird anhand von ungekerbten und unter-
schiedlich gekerbten Zugproben in Kap. 4 erldutert. Anschliefend werden verglei-
chende elastisch-plastisch-schidigende numerische Simulationen mit dem hier vor-
gestellten Modell und dem Gurson-Tvergaard-Needleman-Modell durchgefiihrt. Ein
neuer biaxialer Versuchskorper und eine neue biaxiale Versuchsmaschine werden in
Kap. 5 vorgestellt. Anhand der experimentellen Ergebnisse werden die in Kap. 4 er-
mittelten Materialparameter evaluiert und gegebenenfalls verbessert. Die Vergleiche
zwischen den numerischen Simulationen und den Experimenten werden durch die
Verwendung von Rasterelektronenmikroskopaufnahmen unterstiitzt. In Kap. 6 wer-
den die Ergebnisse dieser Arbeit zusammengefasst und Schlussfolgerungen gezogen.
Ein Ausblick auf eine mogliche weitere Modifizierung von Versuchskorper und der
vorgestellten Theorie wird in Kap. 7 gegeben.



2 Kontinuumsmechanisches Modell

2.1 Kinematik

2.1.1 Kinematische Grundlagen der Kontinuumsmechanik

In diesem Abschnitt werden die kinematischen Gréfen der Kontinuumsmechanik [1]
eingefiihrt, die zur Erfassung der gesamten hier vorgestellten Theorie notwendig sind.
Die Darstellung dieser erfolgt in gemischtvarianter Schreibweise [32]. Die Basen der
Ausgangskonfiguration éi und der Momentankonfigurtion g; sind unterschiedlich.
Mit Hilfe der Basen lassen sich die Metrikkoeffizienten

o

Gij = éi : éj 5 (21)

Gy =g;- g (2.2)

Gi=g.g (2.3)
und

Gi— g g (2.4)

sowie der materielle Deformationsgradient

welcher eine Starrkorperrotation und eine Streckung eines Korpers von der Aus-
gangskonfiguration zur Momentankonfiguration beschreibt, formulieren. Der sym-
metrische, auf die Momentankonfiguration bezogene Metriktransformationstensor

Q= Q?jgi ® gj =BG, (2.6)

ist das Tensorprodukt aus dem linken Cauchy-Green-Tensor B und dem Metrikten-
sor G = g; ® g', wobei sich die Komponenten Q'; = éikaj mit den Metrikkoeffi-
zienten ausdriicken lassen. Der auf die Momentankonfiguration bezogene materiell
objektive Henkysche Verzerrungstensor

A= %an (2.7)

11
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kann unter Verwendung von Q dargestellt werden.

2.1.2 Ungeschadigte Konfigurationen

Die Abb. 2.1 zeigt die verschiedenen Konfigurationen und ihren Zusammenhang zu-
einander. Dieses makroskopische kinematische Grundgeriist wurde von Briinig [15]
vorgestellt und durch [17, 18| ergédnzt. In diesem Abschnitt wird der untere unge-
schéidigte Teil der Abb. 2.1 behandelt, da dieser den elastisch-plastischen Anteil der
Deformation darstellt. Grofen, die zu der ungeschidigten Konfiguration gehoren,

(1313

werden im Folgenden immer mit einem gekennzeichnet. Die unverformte, unge-

schiadigte Konfiguration bzw. effektive Ausgangskonfiguration g’ wird durch die Me-
trikkoeffizienten Lo?ij =& - 8j mit den Basisvektoren der effektiven Ausgangskonfigu-
ration beschrieben, die elastisch-plastisch verformte Konfiguration bzw. effektive
Momentankonfiguration £ durch die Metrikkoeffizienten Fj; = e; - e; mit den Basis-
vektoren der effektiven Momentankonfiguration e;. Durch eine elastische Entlastung

Abbildung 2.1: Geschadigte und ungeschédigte Konfigurationen mit Metrikkoef-
fizienten und Metriktransformationstensoren

entsteht ein spannungsfreier Zustand. Dieser wird in der Kinematik durch die Zwi-

schenkonfiguration £ charakterisiert und besitzt alle plastischen Verformungen der
ungeschéadigten Momentankonfiguration. In der Kinematik kann diese Aufspaltung
mit der von Lehmann [64, 65| vorgestellten multiplikativen Zerlegung des effektiven
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ungeschéadigten Metriktransformationstensors
Q=Q"Q" (2.8)

in elastische und plastische Anteile beschrieben werden. Lehmanns [66, 67| Idee
wird von Briinig [13] aufgegriffen und sukzessive erweitert. Das Verhalten der unge-
schiadigten Konfigurationen fiir grofe elastisch-plastische Verzerrungen wird in [14]
ausfiihrlich dargestellt.

Die Metrikkoeffizienten ;?ij dieser Zwischenkonfiguration werden mit den Basisvek-
toren éi formuliert.

Alle ungeschédigten Metriktransformationstensoren beziehen sich auf die momenta-
ne verformte Konfiguration £ und werden mit den kovarianten und kontravarianten
Basisvektoren e; und e ausgedriickt. Es folgt

Q. =Qie®e, (2.9)

Q= Q") ewe (2.10)
und

Q= (QM) e @el. (2.11)

Die gesamte Kinematik bezieht sich auf die ungeschidigten und die geschadigten
Konfigurationen. Um diese in Kap. 2.1.4 einheitlich betrachten zu konnen, ist eine
Transformation der ungeschadigten Konfigurationen auf die geschiadigte Basis g; und
gl notwendig. Die Basen lassen sich durch den Schidigungsdeformationsgradienten

F=g ®e (2.12)

transformieren. Die neu eingefiihrten, in der Kinematik verwendeten Tensoren lauten

Q=FQJF'=E*Byg og, (2.13)

Q — FQIF! — EikEkjgi 9 g (2.14)
und

Q" — FQPF! = ,;’;ikgkjgi Q. (2.15)

Der logarithmische Hencky-Verzerrungstensor fiir ungeschédigte Konfigurationen

1 - .
A= §an =Ag®g (2.16)
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und der elastische gemischtvariante logarithmische Hencky-Verzerrungstensor fiir
ungeschédigte Konfigurationen

At=-hn Q=2 (nQ") g ®g = (A7) g ®g (2.17)

1
2
werden aus den entsprechenden Metriktransformationstensoren ermittelt. Mit (2.13)
erhdlt man die unsymmetrische Oldroyd-Rate

Q= EikEkjgi ® g (2.18)

des ungeschidigten Metriktransformationstensor Q. Die symmetrische Verzerrungs-
rate ist definiert als

- 1-_ 4=

H=:Q 'Q. (2.19)
und kann mit (2.8) durch multiplikative Aufspaltung in elastische

rrel 1~ el—1Ael

H'=2Q"'Q (2.20)
und plastische Anteile

HP — %QellQpllQplQel (2.21)

zerlegt werden. Es folgt die Beziehung

H=H"+H". (2.22)

Es ist nicht erforderlich, einen plastischen Verzerrungstensor zu formulieren. Inelas-
tische Verzerrungstensoren stellen keine thermodynamische Zustandsgrofse dar. Die
Bestimmung der plastischen Rate H" ist daher ausreichend [65].

2.1.3 Geschadigte Konfigurationen

Die geschidigte Ausgangskonfiguration 103 wird durch die Metrikkoeffizienten Coiij
(2.1) beschrieben (Abb. 2.1), die geschiddigte Momentankonfiguration B durch die
Metrikkoeffizienten Gj; (2.2). Im geschédigten Zustand sind neben den elastischen
und plastischen Anteilen auch schiadigende Anteile vorhanden. Da lediglich der elas-
tische Prozess reversibel ist, findet eine multiplikative Aufspaltung des Metriktrans-
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formationstensors

Q=Q™Q (2.23)

in elastische und melastlsche Anteile statt. Die geschidigte und plastlsch deformierte

Zwischenkonfiguration B wird durch die Metrikkoeffizienten GlJ = gl gJ beschrieben.
Die drei Metriktransformationstensoren Q (2.6),

Q' = (@), g ®g = *Gyg @ g (2.24)
und
Qe (de) g ®g = G g ® g (2.25)

der geschidigten Konfiguration beziehen sich auf die momentane verformte gescha-
digte Konfiguration B.

Wie in Kap. 2.1.2 ermittelt sich der logarithmische Hencky-Verzerrungstensor fiir
geschidigte Konfigurationen

1 1 i C .

A=:hQ=;Q)jgeg =Ag g (2.26)
und der elastische logarithmische Hencky-Verzerrungstensor fiir geschiadigte Konfi-
gurationen

11 el 1 1 el Jj Ael
_§HQ —§(HQ) gi®g = ( ) gog (2.27)

aus den jeweiligen Metriktransformationstensoren. Die unsymmetrische Oldroyd-
Rate von Q ergibt sich zu

Q=G"Gyg ®g . (2.28)
Somit kann die symmetrische Verzerrungsrate

S

H = 5Q Q (2.29)
definiert werden. Mit (2.23) wird H durch additive Aufspaltung in elastische

: 1 el-1 e
Hel — QQ 1 1Q 1 (230)
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und inelastische Komponenten

de _ lQel—lde—ldeQel (231)
2
zerlegt. Es folgt die Beziehung
H = H* + H™ (2.32)

In Kap. 2.1.2 wurde bereits aufgezeigt, dass nur eine ungeschadigte plastische Ver-
zerrungsrate HP' und kein plastischer Verzerrungstensor formuliert werden muss.
Fiir die inelastische geschidigte Verzerrungsrate HP? gilt dies ebenfalls.

2.1.4 Gesamte Deformation

In jedem beliebigen Korper kann schon vor einer moglichen Belastung ein Schadi-
gungszustand durch mikroskopische Defekte existieren. Daher sind die geschédigten

Konfigurationen B und B aus Abb. 2.1 die einzigen real existierenden Konfigura-
tionen. Die ungeschidigten Konfigurationen &£, £ und & sowie die geschédigte Zwi-

schenkonfiguration B sind fiktive Konfigurationen, die zur Formulierung der von
Briinig [15, 17, 18| vorgestellten Theorie benétigt werden (Abb. 2.1) aber real nicht
existieren. Vergleichbare Ideen veroffentlichten Murakami [79], Betten [11, 12] sowie
Voyiadjis und Park [101], welche ebenfalls mit fiktiven ungeschéidigten Konfigura-
tionen arbeiten.

Durch zunehmende Schadigung, hervorgerufen durch das isotrope Aufweiten von
Poren, deren Zusammenwachsen und deren Ausrichtung sowie die Bildung von Mi-
kroscherrissen, kommt es zu einer Reduzierung der elastischen Steifigkeit. Die Sché-
digungen werden mit den auf die geschédigten Konfigurationen bezogenen Schadi-

gungstensoren
ﬁ = é%jgi ® gj = ﬁikékjgi ® gj 5 (2.33)
R=Rig©g = E*Cyg o g (2.34)
und
R=Rigog=EGg g (2-35)

beschrieben (Abb. 2.1). Der Metriktransformationstensor R représentiert den an-

fanglich vorhandenen Schidigungszustand. Die Tensoren R und R sind Zustands-
grofen, welche den momentanen Schiadigungszustand des Materials charakterisie-
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ren. Eine Transformation durch Q® und Q® von den Momentankonﬁguratlonen &

und B ergibt die unbelasteten Zwischenkonfigurationen 5 und B Eine Transforma-
tion zwischen diesen beiden Zwischenkonfigurationen, welche die anféngliche und
deformationsinduzierte Schadigung unabhéngig von den elastischen Deformationen

beschreibt, stellt R dar [17]. Hingegen hiangt R von der gesamten Deformation des
Kérpers ab. Da in der gesamten Deformation auch reversible Anderungen der in-
ternen Struktur vorhanden sind, ist R daher bei moderaten oder grofsen elastischen
Deformationen nicht als Zustandsvariable der Schidigung geeignet. Der korrespon-
dierende logarithmische Schadigungsverzerrungstensor

1 *

Al = ;R (2.36)
wird daher in Bezug auf den Schiadigungstensor der spannungsfreien Zwischenkon-
figurationen

R = QRQ"! (2.37)

formuliert. Dieser Verzerrungstensor (2.36) beschreibt alle Verzerrungen durch Sché-
digungen einschliefslich der vorhandenen Verzerrungen aufgrund der Initialschadi-

gung.
Der Metriktransformationstensor

Q = R'Q"RQ" (2.38)

charakterisiert durch die Einfiihrung einer multiplikativen Aufspaltung (Abb. 2.1)
die komplette Deformation infolge Belastung zwischen der tatsichlich existierenden

Konfigurationen B und B. Wie in Kap. 2.1.2 und Kap. 2.1.3 wird die Verzerrungsrate
mit der Oldroyd-Ableitung ermittelt (2.29). Unter Verwendung von (2.21), (2.30)
und (2.38) und der schiddigenden Verzerrungsrate

H = 5R—lR (2.39)
kann die Verzerrungsrate der gesamten Deformation
H _ Hel + R_lﬁle + Qel—lHdaQel (2.4())

additiv aufgespalten werden.
Die mechanische Aquivalenz der geschidigten und ungeschidigten Momentankon-
figuration [79] besagt, dass die elastischen Makroverzerrungen nur durch elastische
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Verzerrungen des Matrixmaterials entstehen. Mit

Qe = Q. (2.41)
folgt, dass die elastischen Verzerrungstensoren

Ad:%de:%de:Ad (2.42)
und die elastischen Verzerrungsraten

H = H (2.43)

jeweils gleich sind.

2.2 Thermodynamische Betrachtungen

Bei duktilen Metallen kann nichtlineares Materialverhalten auftreten, das mit der
Plastizitatstheorie und der Kontinuumsschadigungsmechanik beschrieben werden
kann.

Die Spannungen der aktuellen geschédigten Konfiguration werden mit dem Kirch-
hoffschen Spannungstensor

T=Tigog (2.44)
formuliert. Der symmetrische effektive Spannungstensor
S = Sljel (024 e (245)

stellt die Spannungen der fiktiven ungeschéadigten Konfiguration dar. Mit dem Sché-
digungsdeformationsgradienten (2.12) lasst sich der effektive Spannungstensor

T=FSF'=Sgog (2.46)

auch im Bezug auf die Basen der geschiadigten Konfiguration B formulieren.

2.2.1 Ungeschiddigte Konfigurationen

Plastisches Fliefsen ist bei Metallen das Resultat eines Versetzungsprozesses im Kris-
tallgitter entlang bestimmter Gleitebenen und wird durch lokale Schubspannungen
auf der Mikroskala hervorgerufen [4]. Experimentelle Beobachtungen zeigen, dass
elastisches Verhalten durch das plastische Fliefen nicht beeinflusst wird. Somit kann
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elastisches und plastisches Verhalten fiir eine theoretische Anschauung getrennt wer-
den. Durch additive Zerlegung der effektiven spezifischen freien Energie in elastische
und plastische Anteile

¢ = ¢ (A7) + 6" (7) (2.47)

lasst sich dies umsetzen. Der elastische Anteil wird in Abhéngigkeit von dem unge-
schidigten elastischen logarithmischen Hencky-Verzerrungstensor (2.17) formuliert.
Der plastische Anteil wird in Abhéngigkeit von der plastischen internen Variablen
v, welche die plastische Vergleichsdehnung darstellt, beschrieben.

Um Materialgleichungen des elastisch-plastischen Deformationsverhaltens des unge-
schiadigten Matrixmaterials zu formulieren, nutzt man Grofsen der ungeschadigten
Konfiguration. Aus dem Skalarprodukt des effektiven Spannungstensors T (2.46)
und der symmetrischen Verzerrungsrate H (2.19) ergibt sich die spezifische Form-
dnderungsenergie [13]

pon =T -H. (2.48)

Aufgrund der verwendeten Kinematik (2.22) lassen sich beide Seiten der Gleichung
durch additive Zerlegung in elastische und plastische Anteile trennen

poth = poi® + poi® = T - HY + T - HY. (2.49)
Der zweite Hauptsatz der Thermodynamik [76] (Clausius-Duhem-Ungleichung)

W—¢>0 (2.50)
wird unter Verwendung von (2.49) und (2.47) zu

o &el

posxa AT = ot (7) 2 0. (2.51)

T H'+T -H -

Betrachtet man lediglich die elastischen reversiblen Anteile von (2.51), ergibt sich
die Gleichung

_ aqgel “a
A A =0, (2.52)

welche mit (2.20) als

. ﬁel

— Po

. o éel A

*'1*e1—1 el _ Oel
T Q" Q = mig e Q (2.53)
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dargestellt werden kann. Durch Umstellung lasst sich der effektive Spannungstensor

_ 8$e1 aAel
T = Po aAel aQel

Q" + Q! OA" 9¢° ) (2.54)

aQel aAel
ermitteln. Mit Annahme, dass das Matrixmaterial der ungeschédigten Konfigurati-

on isotrope elastische Materialeigenschaften aufweist [15, 66] und in Bezug auf den
elastischen logarithmischen Hencky-Verzerrungstensor (2.17) resultieren die Bezie-

hungen

_ 8&61

T = pom (255)
und

T H'=T- A%, (2.56)

Durch Abzug der elastischen Anteile von (2.51) entsteht die effektive Dissipations-
funktion (Kelvin-Ungleichung)

D=T -H" ~ py¢* (7) > 0, (2.57)

welche eine positive plastische Dissipation darstellt. Das Fliefgesetz wird daher fiir
H*' (2.21) formuliert und muss die Restriktion (2.57) erfiillen.

2.2.2 Geschadigte Konfigurationen

Wie in Kap. 2.2.1 bereits beschrieben, hat das plastische Flieften im Gegensatz zur
Entwicklung von Mikroporen und Mikrorissen keinen Einfluss auf das elastische Ver-
halten.

Dass Schiadigung und elastisches Verhalten gekoppelt sind, jedoch plastisches und
elastisches Verhalten nicht, ist experimentell anhand von Zugversuchen an me-
tallischen Proben durch die Verdnderung des Elastizitdtsmoduls erkennbar. Un-
ter anderem haben Lemaitre [68] und Spitzig et al. [92] die Auswirkungen ein-
setzender Schadigung auf die elastischen Materialparameter untersucht. Wahrend
bei rein elastisch-plastischem Verhalten der Erst- und Entlastungspfad im Last-
Verschiebungsdiagramm parallel sind und somit der Elastizitdtsmodul unverandert
bleibt, wird er mit einsetzender Schédigung kleiner und die Erst- und Entlastungs-
pfade sind nicht mehr parallel. Auch die Querkontraktionszahl v, der Schubmodul
G und der Kompressionsmodul K verdndern sich bei einsetzender Schadigung.

In |68, 75] wird zusédtzlich die Unabhéngigkeit der am plastischen Fliefen und am
Schiadigungsprozess vorhandenen Energien voneinander angenommen, da der Anteil
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der plastischen freien Energie gewohnlich wesentlich kleiner ist als der Anteil der
elastischen freien Energie. Somit kann der Einfluss der Schiadigung auf den plasti-
schen Anteil vernachléssigt werden [17]. Die effektive spezifische freie Energie kann
additiv zerlegt werden

¢ = ¢ (A, AT) + ¢P (7) + o™ () - (2.58)

Um den Einfluss der Schidigung auf das elastische Verhalten zu beriicksichtigen,
ist der elastische Energieanteil von dem elastischen logarithmischen Hencky-Verzer-
rungstensor A° (2.27) und dem logarithmischen Schiadigungsverzerrungstensor Ade
(2.36) abhéngig. Der plastische Anteil ist weiterhin lediglich von der plastischen in-
ternen Variablen 7 abhédngig. Hinzu kommt die durch Schédigung hervorgerufene
Energie ¢%2. Diese wird mit der schiidigenden Vergleichsdehnung y ausgedriickt.
Aufgrund der kinematischen Annahme, dass der elastisch-plastische Deformations-
prozess bei Einsetzen der Schidigung anisotrope Anteile enthalten kann, werden
diese experimentellen Beobachtungen in die thermodynamische Betrachtung einbe-
zogen. Die spezifische Formanderungsenergie fiir die geschadigte Konfiguration

pov =T -H (2.59)

wird mit dem Spannungstensor T (2.44) und der Verzerrungsrate der gesamten
Deformation H (2.40) formuliert und lésst sich ebenfalls additiv zerlegen, wobei
nun ein zusétzlicher schadigender Anteil vorhanden ist. Mit (2.40) resultiert

pot = poti® + poi? + pi® = T-H" + T-RHR+T- Q" 'H*Q" . (2.60)
Der zweite Hauptsatz der Thermodynamik [76] fiir die geschadigte Konfiguration
W—¢>0 (2.61)
lautet unter Verwendung von (2.40) und (2.58)
T.H + (RTR—I) CHP + (QelTQel—l) . Fpda
D! He! (2.62)

AT A - PO Adn A% — o () — pod®™ () > 0.

— Po

Werden ausschlielich die nicht dissipativen Prozesse dieser Gleichung betrachtet,
ergibt sich

a ¢el

‘rel
T-H _poaAel'

A% =0. (2.63)
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Mit Einbeziehung von (2.30) folgt

d9” DA
0 aAel aQel

1 . )
T . §Qel—1Qel — p . Qel . (264)
Durch eine zur ungeschédigten Konfiguration vergleichbaren Umstellung lisst sich
auch hier der Spannungstensor ermitteln

99° OA OA" 99!
v (2 on o0

el e
- + -
aAel aQel Q Q aQel aAel

(2.65)

Da ¢ in der geschidigten Konfiguration nicht nur von elastischen Verzerrungen
sondern auch von anisotropen schédigenden Verzerrungen (2.58) abhéngig ist, ist
eine Vereinfachung der Gleichung aufgrund von Isotropie wie in der ungeschadigten
Konfiguration nicht moglich.

Die dissipativen Anteile von (2.62) konnen in einer strengeren Formulierung in plas-
tische

(RTR™) - B — pyé? (7) > 0 (2.66)

und schédigende Komponenten

a¢el .

HAL A® — pop™ (1) > 0 (2.67)

(QelTQelfl) CHE ),
zerlegt werden. .
Die Restriktion fiir ¢P! wurde bereits aufgestellt (2.57). Da das plastische Verhalten
unabhéngig von der Schidigung ist, wird (2.66) somit nicht weiter betrachtet. Die
Bedingung (2.67) wird in dieser Theorie weiter genutzt, da Beschrankungen fiir die
Formulierung von ¢ getroffen werden und eine Restriktion fiir ¢4 gegeben wird.
Die Bedingung kann auch zu Einschrankungen fiir die Materialparameter fiihren.
Weiterhin fithrt (2.67) zu dem zu H® (2.29) arbeitskonjugierten Spannungstensor

T = QITQ!. (2.68)

2.3 Materialgleichungen

Die folgenden grundlegenden Gleichungen, sowohl fiir die ungeschidigte Konfigurati-
on als auch fiir die geschiadigte Konfiguration, beziehen sich auf die in
Kap. 2.2 betrachteten thermodynamischen Beziehungen und werden auf makrosko-
pischer Ebene formuliert, um die phénomenologischen Theorien darzustellen.
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2.3.1 Ungeschadigte Konfigurationen

Die Materialgleichungen fiir die ungeschédigte Konfiguration gelten fiir ein isotro-
pes elastisch-plastisches Materialmodell. Die darin enthaltenen effektiven Grofsen
beschreiben das elastisch-plastische Materialverhalten des ungeschédigten Matrix-
materials.

Der elastische Hencky-Verzerrungstensor (2.17)

_ _ 1 _
A = devA + 3 (trA®) 1 (2.69)

lisst sich additiv in einen Deviator devA® und einen Kugeltensor % (trAel) 1 zerle-
gen. Hierbei ist 1 der Einheitstensor. Die Funktion der freien Energie [14]

po9” (A) = G (devA®) - (devA®!) + %K (trAel)Q (2.70)
~ v - ,
Gestaltanderung Volumenénderung

kann daher mit einem gestaltdndernden und einem volumenéndernden Anteil darge-
stellt werden. Die Funktion enthélt den Schubmodul G und den Kompressionsmodul
K. Unter Verwendung von (2.69) ist auch die Schreibweise

_ _ _ 1 2 _
pod” = GA® - A® + 3 <K — gG) (trA)’ (2.71)
moglich. Um die effektiven Spannungen zu ermitteln, ist es nach (2.55) notwen-
dig, die GI. (2.71) nach A® abzuleiten. Das resultierende hyperelastische Stoffgesetz
lautet

_ _ 2 _
T = 2GA® + (K - 3(;) trA°1 . (2.72)

Die Beziehung

dT

dT = —
dAel

dA® = CIdA? (2.73)

zeigt, dass die Ableitung der effektiven Spannung nach der elastischen Verzerrung
unter Annahme von rein elastischem Verhalten den effektiven Elastizitatstensor
_ 82&61 9
C'=py—=——-=2GI+ (K -G )1®1 2.74
P 5T @ DA +( 37 ) 1€ (2.74)
ergibt. Dieser Tensor wird unter der Voraussetzung der Symmetrie des Spannungs-
tensors T und des Verzerrungstensors A® sowie von der Potentialeigenschaft des



24 Kontinuumsmechanisches Modell

Materials mit zwei unabhéngigen elastischen Materialkonstanten formuliert. Die
Gl (2.74) enthélt den Einheitstensor vierter Stufe

Plastisches Materialverhalten tritt bei Belastung ab Uberschreiten der Fliekgrenze
zuséatzlich zu dem elastischen Materialverhalten auf (Abb. 1.2), wobei das elastische
Verhalten nicht beeinflusst wird. Jedem Spannungszustand kann eine Vergleichs-
spannung zugeordnet werden. Uberschreitet diese Vergleichsspannung die FlieRspan-
nung c (), beginnt das plastische Fliefen, was mit der Fliefbedingung

fP(T,¢) =0 (2.76)

beschrieben wird. Der Fliefsbeginn von Metallen wird auch durch eine aufgebrachte
hydrostatische Spannung beeinflusst. Experimentelle Studien zeigen [93, 94|, dass
die Fliefspannung linear abhéngig von dem hydrostatischen Spannungszustand ist.
Die Spannungs-Dehnungskurve eines einaxialen Druckversuches liegt daher ober-
halb der eines Zugversuches. Steigt der hydrostatische Druck, so steigt auch jeweils
die Fliefsspannung. Durch numerische Simulationen [14] zeigt sich, wie sich im Ver-
gleich zwischen einer J,-Fliekbedingung zu einer [;-Jo-Flielbedingung der Beginn
der Lokalisierung sowie die Art der lokalisierten Deformationen &dndert. Dies fiihrt
zu einem wahrnehmbaren Abfall der Duktilitéat. Zur Modellierung des experimentell
beobachteten Verhaltens wird daher die Drucker-Prager-Fliefshedingung

P (B ae) = VI —e (1= 1) =0 (2.77)

verwendet, welche das plastische Flieken des Matrixmaterials beschreibt.
Hierbei ist I; = tr'T die erste Invariante des effektiven Spannungstensors T und
Jy = %devT -devT die zweite Invariante des effektiven Spannungsdeviators devT.
Der Quotient aus dem hydrostatischen Spannungskoeffizient ¢ und der aktuellen
Fliekspannung ¢ ergibt den Materialparameter a/c [93, 94|, auf dessen Ermittlung
in Kap. 4.2 eingegangen wird. Durch Ableitung der Fliefsbedingung erhélt man die
plastische Konsistenzbedingung

devT + a1> T (1 - %1}) c=0. (2.78)

o=

24/ Jo

Diese Nebenbedingung gewihrleistet die Einhaltung der Fliekbedingung wéihrend
des plastischen Fliefsens.
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Die plastische Potentialfunktion

=D (2.79)

wird im Bezug auf die aktuelle effektive Spannung ausgedriickt.

Irreversible volumetrische Verzerrungen bei Metallen sind groftenteils auf die Sché-
digung zuriickfithrbar. Bei Metallen sind volumetrische plastische Verzerrungen im
Vergleich zu elastischen und schiadigenden volumetrischen Verzerrungen sehr gering.
Dies wurde in den Versuchen von Spitzig et al. [94, 93] teilweise gemessen. Die
plastischen volumetrischen Verzerrungen konnen daher vernachléssigt werden. Man
spricht somit von einer plastischen Volumenkonstanz. Durch Ableiten der plastischen
Potentialfunktion ergibt sich das nicht assoziierte Flielsgesetz

pl | _
99" _ il qevt. (2.80)

oT 22/ o

In diesem stellt A > 0 einen skalaren Faktor dar. Der normierte effektive deviatori-

)

sche Spannungstensor

N = devT (2.81)

2J,

fithrt zu der Definition fiir die plastische Vergleichsdehnungsrate

. 1 .
s =N-HP' = —)\. 2.82
¥ 7 (2.82)

Das nicht assoziierte Fliefgesetz (2.80) kann nun als
HY = 4N (2.83)

formuliert werden.

2.3.2 Geschadigte Konfigurationen

Zunehmende Schédigungen im mikroskopischen Bereich durch Mikroscherrisse und
isotrope Porenaufweitungen verringern die Spannungen im gesamten Material, wah-
rend die Spannungen des Matrixmaterials steigen. Desweiteren verursachen diese Mi-
kroschédigungen eine Verkleinerung der elastischen Materialparameter im Vergleich
zum ungeschadigten Material [18, 92|. Im Gegensatz zur ungeschiadigten Konfigu-
ration ist in der geschidigten Konfiguration die freie Energie nicht nur von dem
symmetrischen elastischen Verzerrungstensor A® sondern auch vom ebenfalls sym-
metrischen Schidigungsverzerrungstensor A% abhingig. Die elastische Verzerrungs-
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energie ¢! wird daher als isotrope skalare Funktion in Abhéngigkeit von A® und A%
formuliert [17, 46]. Die Annahme von isotropem und linear-elastischem Verhalten
im anfianglichen ungeschidigten elastisch-plastischen Material fithrt zu einem qua-
dratischen Einfluss von A® in der Funktion ¢ (2.70), (2.71). Mit einem méglichen

linearen Einfluss von A% kann die Gleichung der freien Energie als
el (el pda o ael , 1 2 el) 2
Pod (A VA ):GA A +§ K—gG (trA )
+ mtrAde (trAd)2 + motrATA . A9
+ 7’]3trAelAda . Ael + ’174A61 . (AelAda)

(2.84)

formuliert werden. Die Materialparameter 7;...n74 beschreiben die Abminderung der
elastischen Eigenschaften bei einsetzender Schiadigung. Die Bestimmung dieser Ma-
terialparameter wird in Kap. 4.2 erldutert.
Um den Kirchhoffschen Spannungstensor T (2.65) ermitteln zu konnen, ist es not-
wendig, dhnlich wie bei (2.71), die Gl. (2.84) abzuleiten. In der Ableitung

o ¢el

pow =2 (G + nztrAda) A

+ KK - gG + antrAda> trA 475 (A% A% | 1 (2.85)
+ ngtrAelAda + 14 (AeIAda + AdaAel)

sind A® und A% linear. Unter den Bedingungen, dass die Spannungstensoren T und
T gleich sind, bevor im Material Schidigung auftritt [17], und dass der elastische
Verzerrungstensor A® bei einsetzender Schidigung weiterhin einen linearen Einfluss
behalt, lasst sich (2.65) mit der allgemeinen Gleichung

8@2561 (Ael7 Ada)

T = po SAC (2.86)
approximieren. Mit (2.63) ergibt sich

T -H'=T- A, (2.87)
Das totale Differential resultiert zu

ar = 2L gac 4 9L a0, (2.88)

aAel aAda
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Der Elastizitatstensor

oT 2
C = =2(G+ trAda]I+(K——G+2 trAda>1®1
gad — 2 (G mirAT) g (2.89)
_'_773 (Ada®1+1®Ada) —|—774Ada
ergibt sich aus der partiellen Ableitung nach A® und beinhaltet
a a\l i a\l j
A = |(A%), 0 + 3 (A7) | g o g o g @ g (2.90)
Der schidigende Tangentenmodul
oT
Ch = — =2qtrA“1® 1+ 2nA" ® 1
oAds < 2 (2.91)
+ 131 @ A% + nstr AT 4 1A
ergibt sich hingegen aus der partiellen Ableitung nach A% und beinhaltet
e el\1 i el\! j
At = [(4%), 0+ 0 (A7)} | g o g v g @ 8. (2.92)

Fiir 21, = n3 ist C9* symmetrisch. Die Gl. (2.89) zeigt, dass neben den effekti-
ven elastischen Materialkonstanten G und K auch die Schadigung Einfluss auf das
elastische Materialverhalten hat. Auf die anisotrope Schéadigung haben nur die Kon-
stanten 73 und 7, Auswirkungen.

In der Plastizitdtstheorie wird die Fliekbedingung (2.76) zur Charakterisierung des
plastischen Flieftens verwendet. Analog dazu wird in der Schidigungstheorie zusétz-
lich eine Schadigungsbedingung, welche den Beginn des schidigenden Verhaltens
beschreibt, verwendet. Diese Schadigungsbedingung

fe (Tcr) =0 (2.93)

wird in Abhéngigkeit einer Spannung T und der aktuellen Schédigungsvergleichs-
spannung o formuliert [17, 28|. Die Funktion der Schidigungsbedingung ist daher
vom Spannungszustand abhéngig, welcher alternativ durch die Spannungstriaxiali-
tat, den Lodeparameter und die Spannungsintensitéit beschrieben werden kann.
Die Spannungstriaxialitit

Om [1
== = 2.94
NV (2.94)
ist der Quotient von hydrostatischer Spannung o, = I;/3 und der von-Mises-

Vergleichsspannung oeq = /3Ja.
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Der Einfluss der Spannungstriaxialitat auf die Art der Schadigung bei duktilen Me-
tallen wurde in einer Reihe von Experimenten und numerischen Simulationen nach-
gewiesen |6, 19, 20]. Die Abb. 2.2 zeigt die in dieser Arbeit verwendete Annahme
verschiedener Schiadigungsmechanismen in Abhéngigkeit von der Spannungstriaxia-
litdat. Fiir

e negative Spannungstriaxialitdten n < 7. entsteht keine Schadigung,

e bei negativen Spannungstriaxialitdten von 7. < n < 0 ist eine Schadigung
durch Mikroscherrisse vorhanden,

e fiir hohe positive Spannungstriaxialititen von n > n; zeigt sich Schiadigung
durch isotropes Porenwachstum und

e fiir kleine positive Spannungstriaxialitdten von 0 < n < 7, ist eine Kombinati-
on aus Schadigung durch Mikroscherrisse und durch isotropes Porenwachstum
zu beobachten.

Die letzte Kombination stellt den fliekenden Ubergang von der Schidigung durch Mi-
kroscherrisse zur Schidigung durch reine isotrope Porenaufweitung dar. Der Beginn
der Schadigung durch reine isotrope Porenaufweitung ist durch 7, gekennzeichnet.
Unterschreitet die Spannungstriaxialitédt einen bestimmten negativen Wert 7., findet

Mikroscher- Mikroscher-
Keine Schadigung risse risse Poren
und Poren
/ */
J/ /; /o/. o ®
7,/ 2K
>
e 0 M U

Abbildung 2.2: Verschiedene Schiadigungsmechanismen in Abhéngigkeit von der
Spannungstriaxialitét [21]

aufgrund des dann vorherrschenden hohen hydrostatischen Drucks keine Schadigung
statt |7, 6]. In dieser Arbeit wird fiir 7. und 7, jeweils ein fester Wert angenommen,
auf welchen in Kap. 4.2 eingegangen wird.
Der Lodeparameter

o T -1

Tl—TS 1= 4142 = 43 ( )

ermittelt sich aus den Hauptspannungen 7} in den Grenzen —1 < w < 1. Die Be-
deutung von w ldsst sich anhand von drei Werten exemplarisch aufzeigen [81]:
e Einaxialer Zug kombiniert mit hydrostatischer Spannung wird durch w = —1
reprasentiert,
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e w = 0 repréasentiert die Kombination aus reiner Scherspannung und hydrosta-
tischer Spannung und

e w = 1 steht fiir einaxialen Druck in Zusammenwirken mit hydrostatischer
Spannung.

Der Parameter

27J3

L——
20043

(2.96)

kann alternativ ermittelt werden [42, 31|. Durch Approximation mit

oo (L) = VL+1—-1 fir —-1<L<0
- |l —V/—-L+1+1 fir 0<L<1

wird in dieser Arbeit eine ausreichend genaue Losung des Lodeparameters w (2.95)
bestimmt. Dass der Einfluss des Lodeparameters auf die mikroskopische Schadi-
gungsentwicklung besonders in Bereichen niedriger Spannungstriaxialitdt von Be-
deutung ist, wurde unter anderem in [31] und [37] aufgezeigt.

Die Vorhergehenden Gleichungen enthalten die erste Invariante des Spannungsten—
sors I; = trT = tr'T und die zweite und dritte Invariante Jy = —devT devT =
%devT - devT bezichungsweise J3 = det devT = det devT des Spannungsdewators.
Die in dieser Arbeit verwendete Schédigungsbedingung (2.93)

fO (L, Do) = @l + By ) — 0 =0. (2.97)

beinhaltet die vom Spannungszustand abhéngigen Parameter & und B, welche als
Funktionen in Abhéngigkeit der Spannungstriaxialitidt und des Lodeparameters for-
muliert sind [23] und in Kap. 4.2 niher erldutert werden.

Die Schéadigungspotentialfunktion

g* <T> = g% (11, J2, J3) (2.98)

wird in Abhéngigkeit des geschidigten Spannungstensors T ausgedriickt. Wie schon
in Kap. 2.2.2 beschrieben ist dieser arbeitskonjugiert zu der schadigenden Verzer-
rungsrate H%. Das nicht assoziierte Schidigungsgesetz

da da da 5 da
299 (89 14+ 29 Gevi + %9 ) (2.99)

Hda _
8T 8]1 aJQ 8J3

ist die Ableitung der Schiddigungspotentialfunktion (2.98) und beinhaltet den die
Schiadigung beschreibenden, nicht negativen skalaren Faktor ;i und die deviatorische
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Spannungsfunktion
~ ~ ~ 2
devS = devT devT — §J21 : (2.100)

Alternativ ldsst sich das Schadigungsgesetz auch als

rda __ - L
H =4 (a\/gl + BN + 5M) (2.101)

formulieren. In dieser Form beschreiben

T 1 -
N g devT (2.102)
HdevTH V2J5
und
M — deV? (2.103)
HdevS

die auf die Spannung bezogenen normierten deviatorischen Tensoren. Die Parameter
a, [/ und § sind kinematische Variablen, die ebenfalls wie bei (2.97) in Abhéngigkeit
von der Spannungstriaxialitdt und dem Lodeparameter ermittelt werden. Auch hier
werden die Funktionen in Kap. 4.2 naher erlautert.

Isotrope Schadigung

Rein isotrope Schédigung liegt nur bei Schédigung allein durch Porenaufweitung
vor. Dieser Sonderfall tritt bei n > 1, auf (Abb. 2.2). Ist der Grenzwert 7, erreicht,
findet geméaf dem in dieser Arbeit verwendeten Materialmodell keine Schadigung
durch Mikroscherrisse statt. Die Schadigungsbedingung (2.97) vereinfacht sich fir
isotrope Schadigung zu

[ (h,0)=al, —o=0, (2.104)

da lediglich die hydrostatische Spannung fiir die Porenaufweitung verantwortlich ist
[17].

Gleichfalls fallen die deviatorischen Anteile des Schiadigungsgesetzes (2.101) weg
[17]. Daher ist nur die Spur des Schidigungsverzerrungstensors trH% vorhanden.
Das isotrope Schadigungsgesetz lautet somit

. 1
H® =/ @—1) . 2.105
u( = (2.105)
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Anisotrope Schadigung

Anisotrope Schiadigung tritt bei n < 7, auf. Wenn die Schidigung allein durch Mi-
kroscherrisse verursacht wird (n. < n < 0), handelt es sich um rein anisotrope
Schidigung (Abb. 2.2).

Im Ubergangsberreich 0 < n < 7, findet sowohl Porenaufweitung als auch Mikro-
scheren statt. In diesem gemischten Schédigungsmechanismus ist eine Vereinfachung
der Schadigungsbedingung (2.97) und des Schiadigungsgesetzes (2.101) nicht mog-
lich, da hydrostatische und deviatorische Spannungen fiir die Schidigung verant-
wortlich sind. Die Wichtung der Einfliisse der isochoren Anteile N und M werden
durch die kinematischen Variablen  und 9, die des volumetrischen Anteils durch
die kinematische Variable o festgelegt.
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Im folgenden Kapitel werden die fiir diese Arbeit notwendigen Grundlagen der
Finiten-Element-Methode (FEM) [95, 103] erldutert.

Die numerischen Simulationen werden mit der Finiten-Element-Software ANSYS
13.0 durchgefiihrt. Die gesamten numerischen Simulationen der zu untersuchenden
Versuchskorper werden mit der ,Ansys Parametric Design Language“ (APDL) in
ANSYS-CLASSIC vorgenommen. Die zu implementierenden Materialgesetze sind in
der Entwicklungsumgebung VISUAL STUDIO 2008 SP1 programmiert und werden
mit dem INTEL FORTRAN 11.1 COMPILER kompiliert.

Eine Einfiihrung in die von ANSYS verwendete Berechnungsmethode findet in Kap.
3.1 statt. Die numerische Implementierung der in dieser Arbeit verwendeten Theo-
rie wird im Kap. 3.2 erldutert. In Kap. 3.3 wird aufgezeigt, welche Argumente, die
fiir die Programmierung des verwendeten Materialgesetzes notwendig sind, in der
Schnittstelle zu ANSYS zur Verfligung stehen.

3.1 Grundlagen der Finite-Element-Methode

Zur Berechnung nichtlinearer Probleme kann die Finite-Element-Methode genutzt
werden. Mit diesem numerischen Verfahren kénnen partielle Differentialgleichungen,
welche in Variationsgleichungen zu iiberfithren sind, néhrungsweise gelost werden.
Dabei wird der zu untersuchende Koérper in viele kleinere endliche Elemente unter-
teilt. Die Naherungslosung ist mit einer groferen Netzverfeinerung genauer.

In dieser Arbeit werden fiir die numerischen Simulationen der Versuche fiir die
Diskretisierung des Probekorpers SOLID185-Elemente mit acht Knoten verwendet
(Abb. 3.1). Die Verschichungen werden somit mit linearen Ansatzfunktionen er-
mittelt. Jeder Knoten hat drei Freiheitsgrade: je eine Translation in z—, y— und
z—Richtung [3]. Das SOLID185-Element [3] bietet die Moglichkeit, eigene Material-
gesetze zu implementieren, und die Eignung fiir grofe Verzerrungen.

Fiir Berechnungen mit 3D-Kontaktproblemen wird das CONTA173-Element (Kon-
taktelement) und das entsprechende assoziierte TARGE170-Element (,target -Ele-
ment) genutzt (Abb. 3.2). Diese beiden Elemente mit jeweils vier Knoten werden
iiber ein ,real constant set gekoppelt und sind iiber die Oberflache der SOLID185-
Elemente gelegt. [hnen werden die gleichen Elementgrofien und Elementformen sowie
die gleichen Materialeigenschaften wie denen des SOLID185-Elementes zugewiesen.

32
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Abbildung 3.1: SOLID185-Element mit acht Knoten

L K
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X
Abbildung 3.2: ,Surface-to-Surface -Kontaktelemente TARGE170 und CONTA173

Da es ,Surface-to-Surface” -Kontaktelemente sind, wird ein Durchdringen der Ober-
flachen verhindert.

Desweiteren werden zur Modellierung LINK180-Elemente (Abb. 3.3) verwendet. Die-
ses dreidimensionale Fachwerkelement besteht aus zwei Knoten mit jeweils drei Frei-
heitsgraden: je eine Translation in x—, y— und z—Richtung [3]. Das Element selbst
kann nur Normalkrafte aufnehmen.
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}»y X
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Abbildung 3.3: LINK180-Element mit zwei Knoten

Im Folgenden werden die Grundlagen der Finiten-Element-Verschiebungsmethode
dargestellt und mogliche Erweiterungen vorgestellt.

Unter Vernachlissigung der dynamischen Anteile ergibt sich das Kriftegleichgewicht
der Impulsbilanz mit der Massenkraftdichte b und der Dichte p zu

divT +pb = 0. (3.1)
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Gemif der Randbedingung t = t sind die inneren (t) und die duferen Spannungen
(t) identisch. Durch skalare Multiplikation dieser Bedingung und Gl. (3.1) mit einer
Testfunktion du, welche als virtuelle Verschiebung gedeutet werden kann, sowie einer
anschliefsenden Integration iiber das Volumen beziehungsweise die Fliche ergibt sich
eine integrierte Ndherung der Bedingungen. Die Gleichung

5T (5w, 1) = / (divT + pb) - Sud? + / (E—t) duds =0 (3.2)

wird aufgrund ihrer Integration und der Bildung des Skalarproduktes die schwache
Form des Gleichgewichts genannt und stellt das Prinzip der virtuellen Arbeit, auf
welchem die Finite-Element-Methode basiert, dar.

Uber den Gaufschen Integralsatz lisst sich aus (3.2) das Variationsprinzip der
Finiten-Element-Verschiebungsmethode

oI (du,u) = /gradTéu-Td{)/—/pb-dud\o/—/t-éudzom: 0 (3.3)

herleiten. Das vordere Integral der Gl. (3.3) beschreibt die Formédnderungsenergie,
wahrend die Summe der beiden hinteren Integrale die dufere Arbeit darstellt.
Durch eine anschliefsende Taylorreihenentwicklung von (3.3)

0011
(5H((5u,u—|—Au):(5H((5u,u)+a—-Au+ .. =0, (3.4)
u
bei der Terme zweiter und hoherer Ordnung vernachléssigt werden, sowie dem Ein-
setzen von Ansatzfunktionen, dem Einbringen des Stoffgesetzes und der folgenden
Assemblierung ergibt sich die mathematische Grundgleichung der Finiten-Element-
Verschiebungsmethode

KrAV =P, (3.5)

welche zur rekursiven Ermittlung der inkrementellen bzw. iterativen Verschiebun-
gen AV dient. Die globale tangentiale Steifigkeitsmatrix K ist unter anderem von
dem aktuellen Tangentenmodul abhéngig [18|. Die Matrix P stellt das Residual
des unausbalancierten Kraftvektors dar [18]. Die Gleichungen dieses globalen Glei-
chungssystems werden mit einer Newton-Raphson-Iteration geldst [3].

Die stofffreie Grundgleichung (3.3) kann durch weitere Bedingungen ergénzt wer-
den. Die in dieser Arbeit verwendeten SOLID185-Elemente nutzen die B-Methode
geméfs [49, 80|, in welcher zusétzliche Bedingungen der Beriicksichtigung der Inkom-
pressibilitdt dienen. Die entsprechende Integrationstechnik fiir volumetrische Terme
ersetzt die volumetrischen Verzerrungen in den Gaufspunkten durch die gemittelten
Verzerrungen des gesamten Elementes [3].
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3.2 Numerische Integration

Zu Beginn einer inkrementellen bzw. iterativen Berechnung sind alle skalaren und
tensoriellen Groften jedes Integrationspunktes zum Zeitpunkt ¢, = t bekannt. Der
Metriktransformationstensor Q (2.6) und die Verschiebungen, welche wiahrend des
Inkrementes At hinzu kommen, sind zum Zeitpunkt t,,, = t + At fiir alle Punkte
bestimmbar. Mit diesen Verschiebungen werden anschliefsend alle notwendigen ten-
soriellen und skalaren Grofen des Zeitschrittes ¢, errechnet.

Zur Integration der grundlegenden Ratengleichungen gibt es unterschiedliche Techni-
ken, wie das einfache Euler-vorwérts-Verfahren, welches nur mit kleinen Inkrementen
At bedingt stabil rechnet [105]. Diese Technik wurde auf verschiedene Arten modi-
fiziert |[86]. Weiter besteht der Nachteil, dass viele Iterationen durchgefiihrt werden
miissen.

Bei der haufig verwendeten ,elastischer Pradiktor - plastischer Korrektor” -Methode
[86, 18] werden anfangs alle Verzerrungsinkremente als elastische Verzerrungsinkre-
mente angenommen und anschliefend plastisch korrigiert. Diese Methode rechnet
fiir eine Jo-Fliekbedingung und ein assoziiertes Flieftgesetz bei moderaten Schritt-
weiten stabil und genau [86]. Wenn die gewéhlte Schrittweite jedoch zu grof ist,
ergeben sich im Pradiktorschritt extrem hohe Spannungen. Dies kann wiederum zu
numerischen Schwierigkeiten bei der Losung fithren. Dafiir sind bei dieser Technik
nur wenige Iterationen auf globalen Level notwendig. Diese Technik wird unter an-
derem von de Souza Neto und Peric [33], Doghri [35], Simo und Ju [90] sowie Ju [50]
erweitert, um Schidigungsverhalten simulieren zu konnen.

Alternativ dazu wird in [85, 86, 102] die ,plastischer Préadiktor - elastischer Kor-
rektor -Methode vorgestellt. Bei dieser Methode werden umgekehrt anfangs alle
Verzerrungsinkremente als plastische Verzerrungsinkremente angenommen und an-
schliefend elastisch korrigiert. Dies fithrt dazu, dass die Spannungen auch bei groken
Schrittweiten vor der Korrektur moderat bleiben. In [18; 16, 13, 14] wird die fir die
Schadigung erweiterte, in dieser Arbeit verwendete, ,inelastischer Pradiktor - elasti-
scher Korrektor” -Methode vorgestellt. Die Vorteile dieser Methode sind, dass sowohl
mit kleinen als auch grofien Schrittweiten ohne beachtenswerten Verlust der Genau-
igkeit gerechnet werden kann und dass auf der globalen Ebene wesentlich weniger
Iterationen notig sind, um eine ausreichende Konvergenz des globalen Gleichungs-
systems zu bekommen. Der Ablauf von Kap. 3.2.1 und Kap. 3.2.2 untergliedert sich
jeweils in die vier Teile

a) Umrechnung der benétigten Tensoren in skalare Vergleichsgrofien,

b) Durchfiihrung der numerischen Integration,
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c¢) Riicktransformation in tensorielle Grofen und
d) Ermittlung des entsprechenden Tangentenmoduls.

Da in dieser Arbeit keine Temperatureinfliisse sowie keine hohen Verzerrungsraten
betrachtet werden, sind in der folgenden Herleitungen die gesamten dynamischen
und thermischen Einfliisse vernachléssigt.

3.2.1 Ungeschadigte Konfigurationen

a) Skalare Grofien
Die plastische Konsistenzbedingung (2.78) kann auch in der Form

. 1 — = = —
fplz—N~T+a1~T—<1—%f1>é=0 (3.6)

V2

dargestellt werden. Durch Bildung des Skalarproduktes aus dem Einheitstensor und
der Zeitableitung des hyperelastischen Stoffgesetzes (2.72)

- - 2 -
T = 2GH + (K — ga) trH1 (3.7)

ergibt sich
1-T = 3KtH. (3.8)

Das Skalarprodukt aus dem normierten effektiven deviatorischen Spannungstensor
(2.81) und (3.7) liefert hingegen

N.T =2GN-H". (3.9)
Aufgrund der plastischen Volumenkonstanz trHP = 0 gilt

trH = trH . (3.10)
Wird (3.8), (3.9) und (3.10) unter Verwendung der elastisch-plastischen Bedingung
HY = H - H” (3.11)

in die plastische Konsistenzbedingung (3.6) eingesetzt, resultiert diese zu

0=+v2GN -H - V2GN - H” + o 3KtrH — (1 - 971) . (3.12)
C
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Mit der Vergleichsdehnungsrate

foN.H O
V2G

kann die Gl. (3.12) zu

trH (3.13)

V2GE — V26 = (1 - %I‘l) ¢ (3.14)

umgestellt werden, mit welcher nun die Berechnungen auf skalarer Ebene fortgefiihrt
werden kénnen. Eine alternative Darstellung von (3.14) lautet

E—d=acé (3.15)

und stellt die skalare Grundgleichung des Problems dar. Diese Gleichung beinhaltet
die vom Spannungszustand abhéngige Variable
1—2],
a = <. 3.16
7 (3.16)

b) Numerische Integration
In (3.15) wird die Rate ¢ durch den Ausdruck Ac = ﬁi"“ ¢dt integriert. Die Glei-
chung

aAc = Ae — Axy (3.17)

wird nun mit der fiir die Mittelpunktintegration notwendigen Variablen &, welche die
Variable av (3.16) in der Mitte des betrachteten Inkrementes darstellt, formuliert. Die
angenommene plastische Vergleichsdehnungsrate ergibt sich unter der beschriebenen
Annahme, dass anfangs alle Verzerrungsinkremente als plastisch definiert werden
(plastischer Pradiktor), zu

Ay = Ac. (3.18)

Unter Verwendung eines Verfestigungsgesetzes wird die am Ende des Zeitinkremen-
tes vorhandene plastische Pradiktorspannung

Cor = [y (¢) + Avp] (3.19)

ermittelt, wobei v (¢) die plastische Vergleichsdehnung zu Beginn des Zeitschrittes
beschreibt. Die berechnete Spannung ist jedoch grofser als die tatsédchliche Spannung,
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da
Ay > Ay (3.20)

Das gesamte Verzerrungsinkrement Ae teilt sich in plastische Verzerrungsinkremente
A~ und elastische Verzerrungsinkremente auf. Zugleich charakterisieren die elasti-
schen Anteile den Fehler der Verzerrungsinkremente

Agy = Ae — Ary. (3.21)

Durch Einsetzen von (3.17) und (3.21) in den Fehler der Fliefsspannung

Aere = cpy — ¢ (t+ At) (3.22)
folgt
1
AeC = cpe —c(t) — aAer’y. (3.23)

Das Stoffgesetz

dc
Aer = _Aer 324
¢ = g A (3.24)
resultiert aus der Auswertung des c-y-Diagramms. Durch Gleichsetzen von (3.23)
mit (3.24) resultiert

cor — ¢ () .

3.25)
Jc (
ite

Aerﬁ)/ =

Am Ende des Zeitinkrementes ergibt sich die tatsachlich vorhandene plastische Ver-
gleichsverzerrung mit

A’}/ = A’71;)r - Aer/y (326)
zZu
v(t+ At) =7 (t) + Avy. (3.27)

c) Tensorielle Grofien
Zur Riickrechnung der skalaren Grofsen in tensorielle Groften wird der in der Mitte
des Zeitinkrementes normierte effektive deviatorische Spannungstensor

N —

IN(t+Af) + N()] = = (N + N,) (3.28)

N | —
N |
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bendétigt, um den plastischen Verzerrungszuwachs
AH = AyN (3.29)

des gesamten Zeitinkrementes zu bestimmen. Der Tensor N ermittelt sich aus dem zu
Beginn des Zeitinkrementes normierten effektiven deviatorischen Spannungstensor

1 _
N, = ——=devT, 3.30
57 e (3.30)

und dem zum Ende des Zeitinkrementes normierten effektiven deviatorischen Span-
nungstensor

_ 1 _
N, = ———=devT, ;. 3.31
+1 /—2J2n+1 evilnn ( )

Durch Einsetzen von (3.28), (3.29), (3.30) und (3.31) in die Integration der Gl. (3.7)

devAT = devT, 1 — devT, = 2G devAH

_ 26 [dev (AH — AHP)] (3:32)
resultiert die Gleichung
2J5n:1Nn 1 — V/2JonNp = 2G devAH — 2Gm% (Nus1 + Ny (3.33)
welche umgestellt zu
N = 2G devAH + (\/m — GAW) N, (3.34)

n V2Tui1 + GAy

fihrt. Mit dem normierten Tensor Nn+1 lassen sich alle weiteren Grofien fiir den
Zeitschritt ¢, 1 berechnen.

d) Tangentenmodul
Fiir eine elastisch-plastische numerische Berechnung ist es notwendig, den konsis-
tenten elastisch-plastischen Tangentenmodul

_ dT

CeP — —— 3.35

1A (3.35)

zu ermitteln, um bei numerischen Berechnungen mit ANSYS eine quadratische Kon-
vergenz zu erhalten.
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Durch Einsetzen von (3.25) in (3.26) resultiert

4
d/}/ = d’Ypr (%@c) . (336)
a T oy
Unter Einbeziehung von (2.22), (3.29) sowie der Bedingung
dH = dvy,,N (3.37)

bekommt man fiir das Differential der elastischen Verzerrungen

* s
dH = [}1- (1 dac>N®N
a T oy

Der elastisch-plastische Tangentenmodul ergibt sich damit zu

dH . (3.38)

1

C = C — 2G (ﬁ) N®N. (3.39)

& oy

3.2.2 Geschadigte Konfigurationen

In Kap. 2.3.2 wurde gezeigt, dass sich die Schéadigungsbedingung und das Scha-
digungsgesetz der isotropen Schiadigung im Vergleich zur anisotropen Schadigung
unterscheiden [23|. Somit ist auch die numerische Implementierung beider Schadi-
gungen ungleich [18]. Die isotrope numerische Implementierung vereinfacht sich, da
in dieser keine anisotropen Effekte beriicksichtigt werden.

Isotrope Schadigung

a) Skalare Grofien

Die fiir die isotrope Schidigungsbedingung (2.104) verwendete Annahme, dass bei
isotroper Schidigung aufgrund des hydrostatischen Spannungszustandes lediglich
ein Volumenzuwachs stattfindet, fithrt zu dem isotropen Schiadigungstensor

Ri,—R—=(1—f)51. (3.40)

Die Porositat

_dU—dl_)

" (3.41)

S
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ermittelt sich aus dem Volumen des gesamten Elementes dv und dem Volumen des
Matrixmaterials des Elementes dv [45]. Der Schédigungsverzerrungstensor (2.36)

kann daher auch mit ;” =In(1—f) 'als

180

Ade — %m(l - t1= %fl (3.42)

formuliert werden. Die Ableitung ist zugleich das isotrope Schiadigungsgesetz (2.105)
H~da — Ada — 1(1 _ f)—l f]_ — /JJ (Oéi ) (343)
1SO 180 3 \/g )

welches zum einen mit der Ableitung der Porositit f und zum anderen mit der sché-
digenden Vergleichsdehnungsrate fi dargestellt werden kann. Der Parameter o = 1,
auf welchen in Kap. 4.2 ndher eingegangen wird, fithrt durch einen Koeffizientenver-
gleich zu der Beziehung

. 1
SV TTE

Die Spur der isotropen Rate des Schiadigungsverzerrungstensors (3.43) ergibt sich

f. (3.44)

zu

trH® = /3. (3.45)

180

da

Da der Tensor Rjs, und die isotrope Rate des Schédigungsverzerrungstensors HISO

nur Diagonaltensoren sind, vereinfacht sich (2.40) zu

e = 11 - 37 — H (3.46)

180

Da auch hier die plastische Volumenkonstanz trHP = 0 angenommen wird, kann
die Gleichung weiter zu
trH® = trH — trH® = trH — /31 (3.47)

180

vereinfacht werden. Zur Ermittlung der skalaren Gréfsen wird die plastische Konsis-
tenzbedingung (3.6)

(1-%0)¢= (V26N + 3aK1) - H* = C; - FI® (3.48)
c
verwendet. Mit (2.83), (3.45) und (3.46) ergibt sich

¢ = V2G1 (Eise — 4 + k1ol — kaft) (3.49)
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mit der isochoren Vergleichsdehnungsrate

fee = N-H, (3.50)
der volumetrischen Vergleichsdehnungsrate

o = trH (3.51)

sowie den Faktoren

G
_ _ 52
Gi=—ap (3.52)
30K
I 3.53
T VRG (3.53)
und
by = v/3hy = Y30 (3.54)

V2G

Die Ableitung der isotropen Schadigungsbedingung (2.104) liefert die Konsistenzbe-
dingung der isotropen Schidigung

o=al. (3.55)

Die Spur des Kirchhoffschen Spannungstensors T (2.85) kann durch das Zusammen-

fassen von Faktoren vereinfacht werden. Durch Einbeziehung von trA% = f (3.42)
folgt

I, = trT = 3KtrA® (3.56)
mit

K=K +if (3.57)
und

5 2 2

n=2m+ 3 (2 + m3) + g (3.58)

Die Ableitung

I = trT = 3KtrA® + 37 (1 — )" trA°lf

o 3.59
= 3KtrA® + 3v/3itrA (3.59)
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eingesetzt in die Konsistenzbedingung der isotropen Schiadigung (3.55) ergibt zu-
sammen mit (3.47)

& = 3K (yo — ksft) , (3.60)

wobei

 VBR — /3ijtrAd

k
’ K

(3.61)

1st.

b) Numerische Integration
In der geschadigten Konfiguration werden die isochoren Verzerrungen mit der ,plas-

tischer Pradiktor - elastischer Korrektor -Methode ermittelt. Ein Koeffizientenver-
gleich der Gl. (3.17) und Gl. (3.49) liefert

€= éisc + klévol - k2/1' (362)
und
1
= —. (3.63)

V26,

Da weiterhin der plastische Pradiktor Ay, = Ae verwendet wird, ist die numeri-
sche Berechnung der tatsichlich vorhandenen plastischen Verzerrung identisch der
Berechnung in Kap. 3.2.1.

Zusatzlich zu den plastischen Verzerrungen miissen auch die schadigenden Verzer-
rungen bestimmt werden. Dies geschieht mit der ,schédigender Pradiktor - elasti-
scher Korrektor* -Methode [18], welche vom schematischen Ablauf nur geringe Un-
terschiede zur ,plastischer Pradiktor - elastischer Korrektor“ -Methode aufweist. Zu
Beginn der Berechnung werden alle volumetrischen Verzerrungen des Zeitschrittes
als schidigende Verzerrungen angenommen. Durch (3.60) resultiert diese angenom-
mene Vergleichsverzerrung zu

1
Apipy = k—gAevol. (3.64)

Die Pradiktorschéadigungsspannung am Ende des Zeitinkrementes wird mit der scha-
digenden Vergleichsdehnung zu Beginn des Zeitschrittes u () unter Verwendung ei-
nes Entfestigungsgesetzes zu

Opr =0 [,LL (t) + Alupr] (365>
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bestimmt. Die Pradiktorschéadigungsspannung wird aufgrund der Bedingung

Apipe > Ap (3.66)
falsch ermittelt und beinhaltet so zum Zeitpunkt ¢,,,; den Fehler der Spannungsin-
kremente

Ao = 0py — 0 (t+ Al) . (3.67)
Der Fehler

AW kigAevol —Ap = 35};}{3 (3.68)

beschreibt die elastischen Verzerrungsinkremente, welche durch den Pradiktor an-
fanglich als isotrope schidigende Verzerrungsinkremente angenommen werden. Mit
(3.60) und (3.67) folgt

Ao = 0p — 0 () — 36K ksAept (3.69)
—_————
o(t+At)—o(t)=Ac
Das Stoffgesetz

Jo
Aer = _Aer 3.70
o= gt (3.70)
resultiert aus der Auswertung des o-u-Diagramms. Mit (3.60) und (3.67) bis (3.70)
folgt der Fehler in den Verzerrungsinkrementen

Opr — 0 (1)

=2 ‘7 3.71
3aKks + g_; (3:71)

er

Die tatsdchlich vorhandene schiadigende Verzerrung am Ende des Zeitinkrementes
berechnet sich mit

Ap = Apipy — Aerpt (3.72)
ALl
w(t+At) = p(t)+ Ap. (3.73)

c) Tensorielle Grofsen
Die Riickrechnung in tensorielle Grofen verlduft dhnlich wie in Kap. 3.2.1. Da das
elastische Verhalten des Matrixmaterials der geschadigten Konfiguration gleich dem
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elastischen Verhalten des ungeschédigten Materials ist (2.42), kann fiir die unge-
schiadigte Konfiguration der Deviator des Spannungszuwachses (3.32) auch in der
Form

devAT = devT, | — devT, = 2¢ devAH®

_ 3.74
= 2G [dev (AH — AH" — AH™)] (3.74)

dargestellt werden. Mit (3.28) und dem isotropen Schidigungsgesetz (3.43) wird
(3.74) unter Verwendung von (3.29) zu

devAT = 2G [devAH Ay (N Nn)} | (3.75)

Mit der Fliefbedingung (2.77)

_ a - 5
\/ J2n+1 = Cn+1 <1 - Ejanrl) = Cn+1 (376)

ergibt sich der Spannungsdeviator (2.81) zu

devTy 1 = \/2Jan 1 1Nn 1 = V26,1 Ny . (3.77)

Der fiir den Zeitpunkt ¢, durchgefiihrte Schritt besitzt fiir den Zeitpunkt ¢, eben-
falls Giiltigkeit.
Durch Einsetzen von (3.77) in (3.75) resultiert

N _ 2GdevAH + (V3% — GAY) N,

= 3.78
o \/§6n+1 - GA7 ( )

Wie schon in Kap. 3.2.1 lassen sich alle weiteren Grofen fiir den Zeitschritt ¢, mit
dem normierten Tensor Nn+1 berechnen.

d) Tangentenmodul

Zur Ermittlung des isotropen elastisch-plastisch-schadigenden Tangentenmoduls (Cfsid
ist es notwendig, die schidigenden und plastischen Vergleichsdehnungsraten als Dif-
ferentiale zu formulieren. Durch Einsetzen von (3.64) und (3.71) in die Gl. (3.72)

resultiert
3aK

BCYK]{?Q, + ﬁ

dp

Mit der Abkiirzung ag, der anfinglichen Bedingung Ay, = Ae (3.18) und (3.49)
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folgt

d’}/pr = N + (k’l - ]{32 a3) 1| -dH. (380)
~———

a

Die Gleichungen (3.25) und (3.80) eingesetzt in (3.26) ergeben

V26,

dy = ——
\/§G1+g—$
—_———

Qa2

(N+a1)-dH. (3.81)

Unter Verwendung von (3.29), (3.43), (3.46), (3.79) und (3.81) findet sich fiir (2.88)
die neue Darstellung

dT = CeldAel + (CdadAda
1

=€ (dH - Ndy ) + (C* - ) v

1dp (3.82)

= C?'dH

180

mit dem isotropen elastisch-plastisch-schadigenden Tangentenmodul

it = € — 0 (CN) @ (N +ay1) + %ay, [(c* — 1] @1. (3.83)

Anisotrope Schadigung

a) Skalare Grofien

Die Schadigungsvergleichsspannung o wird anhand eines einfachen Zugversuches er-
mittelt. Im isotropen Schadigungsfall besteht aufgrund der isotropen Schidigungs-
bedingung (2.104) die Beziehung o = I} = oy;. Im anisotropen Schiadigungsfall re-
sultieren die Invarianten der Schadigungsbedingung (2.97) fiir einen einfachen Zug-
versuch zu I} = oy und Jo = 1/301;% Eingesetzt in die Schidigungsbedingung
(2.97) resultiert die anisotrope Schidigungsspannung zu

o = 0~60'11 + ﬁO’n (384)

V3

Somit ergibt sich die allgemeine Schadigungsspannung zu

*

g

a +

(3.85)

O =011 =

St
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Das Skalarprodukt aus Einheitstensor und der Rate des Spannungstensors (2.85)
1-T =3K*trA® + ;A% + ¢, (Ada CAT 4 A Ada> (3.86)

mit den skalaren Variablen

- 2 1

K=K + (2771 + g’l’]g + g’f}g) trAda, (387)
c1 = (611 + 2y +13) trA”, (3.88)
Co = 3773 + 27’]4 s (389)

und das Skalarprodukt aus normiertem Spannugsdeviator N (2.102) und der Rate
des Spannungstensors (2.85)

N T =2GN - A;trA + 4 (NA® + A®N) - A

. , . 3.90
+ catrA® + natrAYN - A% g (NA® 4+ A°N) - A (3.90)
mit den skalaren Variablen
G = G + nptrA% (3.91)
c3 = 3N - A% (3.92)
¢y = 2N - A® (3.93)
eingesetzt in die anisotrope schiadigende Konsistenzbedingung
7 = al, + 3 L j (~1+ 1BN) T (3.94)
ot =a —Jhh=al+— . :
Y V2
liefert den Ausdruck
¢*=C;-H'+C, H®, (3.95)

Daraus folgt mit (2.40) eine weitere Formulierung fiir die anisotrope schédigende
Konsistenzbedingung (3.94)

¢*=C;-H-RC,R"-H” — (Q'C,Q" — C,) - H®, (3.96)
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welche die Tensoren

. | (3.97)
+E6n4 (NA® + A®N) + &@Ada} - H
und
C, = [iﬁngtrAelN + (LB&; + 64(:1) 1
V2 V2 (3.98)

1 - .
+ —PBn (NA® + A“N) + ac Ael} - H®
\/55774 ( ) 2

enthélt. Mit den in der Mitte des Zeitinkrementes normierten Spannungsdeviatoren

N = % N (t + AL + N (1)] = % (Nooy +Nu) | (3.99)
und
N = % (ML (£+ A) + M (1) = % (My.1 + M,) | (3.100)

welche aufgrund der Mittelpunktintegration benotigt werden, ldsst sich das Inkre-
ment der Schidigungsverzerrung (2.101) als

1 J
AHda = AMC“_l + A,ué (Nn+1 + Nn) + A:u_ (Mn+l + Mn)
Ve 2
. (3.101)
= AuCy mit C, = aﬁl + 6N + oM
formulieren. Mit dem Tensor C, sowie mit (3.85) lautet die neue Formulierung fir
(3.96)

&= V26" (¢ — ki — Kip) (3.102)
mit
G —C,-H (3.103)
2 — \/ié 1 9 .
1 _
ki = ——=RC;R!- N, 3.104
3 \/§G 1 ( )
1
k= —= (QUC,Q - Cy) - Cy (3.105)

V26
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und

(3.106)

St

a +

Fiir die anisotrope Schiadigung wird die plastische Konsistenzbedingung (3.48) mit
den skalaren Grofen

1 .
1 _ _

ki = WRNR—1 "N (3.108)
1

k3 QIC;Q™ - Cy (3.109)

RVETE

angegeben, so dass alternativ
¢ =V2G, (61 — Ky — Kij1) (3.110)
folgt.

b) Numerische Integration

Da die Gleichungen fiir die Fliefsspannungsrate (3.110) und fiir die Schadigungsspan-
nungsrate (3.102) jeweils sowohl von der plastischen Vergleichsdehnungsrate 4 und
der schidigenden Vergleichsdehnungsrate ;i abhéngen, ist fiir die anisotrope Schadi-
gung eine Unterscheidung in plastischen und schédigenden Préadiktor nicht moglich.
Stattdessen wird nun die ,inelastische Pradiktor - elastischer Korrektor -Methode
verwendet [18]. Hierbei werden alle Verzerrungsinkremente Ae; und Aey als inelas-
tisch angenommen. Das gekoppelte Gleichungssystem aus (3.102) und (3.110) lautet

i) ] - 2] s
Diese Matrixgleichung

k" Ay, = Ae (3.112)
liefert umgestellt die angenommenen inelastichen Vergleichsdehnungsinkremente

Ay, = k71 Ae, (3.113)

mit welchen die Pradiktorfliefspannung ¢, (3.19) und die Pradiktorschddigungs-
spannung o, (3.65) errechnet werden.



50 Numerische Implementierung

Mit (3.21), (3.23) und (3.24) wird der Fehler des Inkrementes der Fliefspannung als

Agc = %Aeﬂ =cpe —C(t) — Ac (3.114)
9y

formuliert. Der Fehler des Inkrementes der Schidigungsspannung wird mit (3.68),
(3.69) und (3.70) zu

do
o

Ao = —Agpp =0y — 0 (t) — Ao (3.115)

Die Fehler in den Verzerrungsinkrementen beschreiben die elastischen Verzerrungs-
inkremente, mit denen die tatsdchlichen Spannungsdnderungen ermittelt werden.
Somit beschreibt

Ac = V2G (K Auy — kA pt) (3.116)

mit (3.110) die Anderung der Fliekspannung. Mit (3.102) wird die Anderung der
Schédigungsspannung als

Ao = V2G* (ki Aay — ki Agpu) . (3.117)

beschrieben. Aus den vorherigen vier Gleichungen folgt

{Aem} _ {cpr —c(t)} ' (3.118)

Agrfd Opr — 0 (1)

V26T + 55 V261
V2Grks V2GR + 5

Die dazugehorige Matrixgleichung

a Ayy = Acyy (3.119)
dient umgestellt

Agy = at Acy, (3.120)

zur Berechnung der Fehler der plastischen und schédigenden Vergleichsdehnungsin-
kremente. Die Berechnung der tatsdchlichen Vergleichsdehnungsinkremente erfolgt
mit der Matrixgleichung

Ay = Avy, — Aoy (3.121)

c) Tensorielle Grofien
Das Schadigungsgesetz (3.101) und (3.74) fiihrt fiir den Deviator des Spannungszu-
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wachses der ungeschéidigten Konfiguration zu der Formulierung

B 1 ~ ~
devAT =2G {devAH — §A'y [Nn+1 + Nn]
; 5 (3.122)
- {Altg (Nny1 +Ny) + AM§ (Myq + Mn)] } :

Zur Riickrechnung auf tensorielle Grofen werden die tatséchlichen Vergleichsdeh-
nungen sowie Gl. (3.122) genutzt. In dieser Gleichung sind jedoch Groéfen vorhan-
den, welche zum Zeitpunkt ¢, 11 noch unbekannt sind. Diese deviatorischen Anteile
diirfen aufgrund der Anisotropie nun nicht vernachléssigt werden.

Zum einen ist dies der normierte Spannungsdeviator M, . Zusammen mit M, ist
der Einfluss dieser beiden Tensoren sehr gering, da der kinematische Parameter § des
Schadigungsgesetzes sehr klein ist. Eine numerische Iteration zur Losung stellt im
Verhéltnis zum Einfluss des Ergebnisses einen zu hohen Aufwand da. Desweiteren
ist die Differenz zwischen (M,, + M,,.1) und (M,, + M,,) marginal, sodass in dieser
Arbeit die Annahme

M,.1 = M, (3.123)

verwendet wird.

Zum anderen ist auch der normierte effektive Spannungsdeviator Ny, ,; zum Ende des
Zeitinkrementes unbekannt. Zur Vereinfachung wird in dieser Arbeit die zu (3.123)
vergleichbare Annahme

N, 2N, (3.124)

gewdhlt.
Mit diesen numerischen Approximationen und (3.122) folgt fiir den normierten Span-
nungsdeviator

BGAUN, | = 2GdevAH — 2GAYN,, — BGAuN,

_ 3.125)
— 25GAIM, — /2 (\/Jznﬂ - \/Jgn) N,,. (
Mit der Matrix
& 0
h=|2 .. (3.126)
0 o

folgt aus (3.120) die Matrixgleichung

dver = a™! dey,y = alh dYpr - (3.127)
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Durch Einsetzen von (3.113) und (3.127) in die Matrixgleichung (3.121) resultiert
dy =bde mit b=k"'—-a'hk! (3.128)
Die ausgeschriebene Form
d’q [bn 512] {A&}
= 3.129
[dﬂ ba1  bao| |Aey ( )

fiihrt mit den Gleichungen (3.101), (3.103) und (3.107) zu

_ 2 = (b b
dH” = Ndy =N (\/;GC?, + \/%Cl) -dH (3.130)

und

1 N ~
dHY = (a—l + BN + 5M> dy

V3 (3.131)
:(34( ban Cy + b22~cl) .dH .
V2G V2G

d) Tangentenmodul

Da sich im Anisotropen der Zusammenhang zwischen den Verzerrungsraten (2.40)
ebenfalls nicht vereinfacht, ist der anisotrope konsistente Tangentenmodul dufserst
komplex und ermittelt sich zu

dT = C"dA® + C**dA* = CP!'dH (3.132)
mit
(Cepd — (Cel . |:<Cel (R—lﬁ-R)] ® < bll 03 + bl?~ Cl)
V26T VG
1 ~ -
o (Cel (Oé—1+ el—lN el+5 el—lM el):|
{ 73 5Q Q Q Q
b21 b22 )
® Cs + =C
(ﬁG tvaeT

1 - ~ b21 b22
+<Cda(—1+ N+6M)]®( Cs+ ~C).
{ amlhs V26 2T pe !

(3.133)
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3.3 Schnittstelle Usermat

3.3.1 APDL-Code

Fiir das SOLID185-Element kann die Nutzer-Materialroutine USERMAT zur Imple-
mentierung eigener Materialgesetze genutzt werden. Im APDL-Code wird die Anzahl
der Materialparameter iiber den TB,USER-Befehl definiert. Mit dem TBDATA-Befehl
werden die Werte der Materialparameter an die USERMAT-Routine iibergeben. Zur
Nutzung von Zustandsvariablen muss die Anzahl dieser mit dem TB, STATE-Befehl
festgelegt werden.

Die Anwendung der Theorie grofer Verzerrungen muss im APDL-Code vermerkt
sein, da sich dadurch die Bedeutung einiger Variablen in der Nutzer-Materialroutine
USERMAT éndert.

3.3.2 Routine Usermat

Die von ANSYS verarbeiteten Variablen werden an die Nutzer-Materialroutine USER-
MAT iibergeben (Eingabe) bezichungsweise von dieser iibernommen (Ausgabe). Sie
konnen daher in die drei Gruppen

e Eingabeargumente,
e Eingabe-Ausgabeargumente und
e Ausgabeargumente.

aufgeteilt werden [2].

Im Folgenden werden nur die fiir die Implementierung des vorgestellten Material-
gesetzes relevanten Argumente vorgestellt, beginnend mit den Eingabeargumenten.
Die Komponenten F;; des Deformationsgradienten F (2.5) am Ende des aktuellen
Zeitinkrementes werden durch das ,double precision” (3 x 3)-Feld defGrad beschrie-
ben.

Der Metriktransformationstensor (2.6)

Q=G Gyg o g (3.134)

bezieht sich auf die Momentankonfiguration und wird mit dem Deformationsgradi-
enten F ermittelt. Die fiir die weiteren Berechnungen notwendigen Komponenten
des Metriktransformationstensors Q ergeben sich resultierend aus (3.134) zu

QIJ = éikaj . (3.135)

Im Weiteren iibergeben die ,integer” -Variablen elemId und kDomIntPt die Ele-
mentnummer und die Nummer des Gaubintegrationspunktes. Die ,double precision®
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-Variable dTime gibt an, wie groft das aktuelle Zeitinkrement ist, in welchem die in-
krementellen Verzerrungen dStrain aufgebracht werden. Die Verzerrungszuwéchse
dStrain werden als ein ,double precision* (6 x 1)-Feld iibergeben, wobei die ers-
ten drei Komponenten die Normalverzerrungen darstellen und die letzten drei die
Schubverzerrungen. Die im APDL-Code definierten Materialparameter stehen in
dem ,double precision -Feld prop. Die Grofe dieses Feldes hangt von der Anzahl
der Materialparameter ab und wird mit der ,integer” -Variablen nprop festgelegt.
Mit der ,integer -Variablen nstatev wird die Anzahl der Zustandsvariablen defi-
niert.

Bei den Zustandsvariablen handelt es sich um Eingabe-Ausgabevariablen, die nach
dem letzten Iterationsschritt jedes Zeitinkrementes aktualisiert werden. Das ,,double
precision” -Feld ustatev beinhaltet diese Variablen.

Die weiteren Eingabe-Ausgabeargumente werden lediglich als Ausgabeargumente
behandelt. Dies sind zum einen die lediglich fiir die grafische Ausgabe benétigten
,double precision -Variablen der elastischen Arbeit sedEl, der plastischen Arbeit
sedP1 und der plastischen Vergleichsdehnungsrate epseq und zum anderen die in ei-
nem ,double precision” (6 x 1)-Feld formulierten Spannungen. Hier beschreiben die
ersten drei Komponenten die Normalspannungen und die letzten drei Komponenten
die Schubspannungen.

Von besonderer Bedeutung ist der Tangentenmodul dsdePl. Dieses Ausgabeargu-
ment muss als ,double precision” (6 x 6)-Feld formuliert und an ANSYS iibergeben
werden.
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In diesem Kapitel werden als erstes die Experimente mit einfachen Zugproben, wel-
che zur Identifizierung der elastischen, plastischen und schiadigenden Materialpara-
meter dienen, beschrieben. Es folgt eine Erlauterung der mit den Experimenten zu
vergleichenden numerischen Simulationen. Dabei werden unter anderem das Verfesti-
gungsgesetz und ein neues Entfestigungsgesetz vorgestellt. Abschliefsend werden Ver-
gleichsrechnungen mit dem Schidigungsmodell nach Gurson-Tvergaard-Needleman
(GTN) durchgefiihrt, um die Vorteile des hier verwendeten Schiadigungsmodells auf-
zuzeigen.

4.1 Beschreibung der Experimente

4.1.1 Probekorper

Zur Identifizierung der Materialparameter werden flache ungekerbte und verschie-
denartig gekerbte ebene Zugproben (Abb. 4.1) mit einer Dicke von 4mm verwen-
det, wobei bei allen Proben die Querschnittsfliche im Zentrum jeweils 20mm? be-
tragt. Fiir die gekerbten Zugproben werden Radien von 25mm, 7,5mm, 2,5mm

60

] 25
N,
5 20 10
7. 2854 N\
60 ‘
|
RI2.5 N\ _/
520
e N\

Abbildung 4.1: Zugstdbe mit und ohne Kerbradius

und 1,25mm gewéihlt (Abb. 4.2). Die Zugproben sind aus der Aluminiumlegierung

%)



56 Einaxiale Versuche

UN_2043_ L

RLS_201%. ¢

R#?S_2047_¢

Abbildung 4.2: Ungekerbte und gekerbte Zugproben

AlCuMgl EN AW 2017 gefertigt und wurden sowohl langs als auch quer zur Walz-
richtung ausgeschnitten, um mégliche Streuungen der Versuchskurven aufgrund von
anisotropen Materialeffekten ausschliefen zu konnen, da sich die in dieser Arbeit
verwendete Theorie auf ein isotropes Materialverhalten bezieht.

Fiir die Herstellung der zur Bestimmung der Materialparameter notwendigen Zug-
proben und der in Kap. 5 verwendeten biaxial belasteten Versuchskorper mussten
aufgrund von produktions- und liefertechnischen Griinden jedoch leider zwei unter-
schiedliche Chargen verwendet werden. Die Auswirkungen auf die Bestimmung der
Materialparameter wird in Kap. 4.2 erlautert.

4.1.2 Prifmaschine

Die einaxialen Versuche wurden mit der Material-Priifmaschine TC-FR020TH.A50
der Firma Zwick Roell (Abb. 4.3) durchgefiihrt. Diese eignet sich fiir Lasten bis
20kN. Zur Messung der Verschiebungen wurde der Langendnderungsaufnehmer
BTC-EXMULTI.012, welcher ebenfalls von der Firma Zwick Roell hergestellt wur-
de, verwendet. Dieser arbeitet mit einer Genaugigkeit Klasse 1 nach EN ISO 9513.

4.1.3 Versuchsaufbau und Ablauf

Der Probekorper wurde vertikal in die Priifmaschine eingelegt und durch die Press-
backen oben und unten eingespannt. Die Pressbacken hatten einen Abstand von
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Abbildung 4.3: Material-Priifmaschine Zwick/Roell TC-FR020TH.A50 mit ge-
kerbten Zugstab R = 25mm

85mm und der Léngendnderungsaufnehmer von 51mm. Zur Belastung in Zugrich-
tung wurde die obere Pressbacke linear weggesteuert mit 2mm/Minute verschoben.
Die Speicherrate betrug 0,1 Sekunden. Es wurden jeweils sechs Versuche je Proben-
geometrie durchgefiihrt. Die Abb. 4.4 zeigt die Versuchsergebnisse des ungekerbten
und aller gekerbten Versuchskorper. Die Verschiebungen beziehen sich hier und bei
allen folgenden Last-Verschiebungsdiagrammen auf die 51mm zwischen dem Léan-
gendnderungsaufnehmer. Die jeweilige Streuung aller sechs gleichen Versuche ist
trotz unterschiedlicher Walzrichtungen gering und betriagt etwa 5%. Es kann da-
her von einem isotropen Material ausgegangen werden. Die Versuchskurven zeigen,
dass mit kleiner werdendem Radius die aufnehmbare Last steigt und es frither zum
Bruch kommt. So steigen die maximalen Lasten von ca. 8 8kN fiir die ungekerbte
Zugprobe auf etwa 10kN fiir den Versuch mit der Zugprobe mit dem Kerbradius
R =1,25mm an. Hingegen kommt es bei den ungekerbten Zugproben erst bei etwa
9mm Verschiebung zum Versagen, wahrend es bei der Zugprobe mit dem Kerbradius
R = 1,25mm schon bei etwa 1mm Verschiebung zum Versagen kommt.
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— Exp. ungekerbt

— Exp. R25
Exp. R7.5
— Exp. R2.5
Exp. R1.25
0 < u [mm]
2.5 5 7.5 10

Abbildung 4.4: Last-Verschiebungsdiagramm aller Versuchsergebnisse der zweiten
Charge

4.2 Bestimmung der Materialparameter

Zur Bestimmung der Materialparameter werden numerische Simulationen der Ex-
perimente durchgefiihrt. Die in Kap. 4.1 verwendeten Versuchskorper sind als Ach-
telmodell unter Ausnutzung der Symmetrie in x-, y- und z-Richtung mit den in
Kap. 3.1 beschriebenen SOLID185-Elementen abgebildet. Die Achtelmodelle beste-
hen je nach Probenform aus 34800 bis 58400 Elementen. Da bei einsetzender Schadi-
gung ein Abfall der Kraft zu verzeichnen ist, werden in den numerischen Simulation
die Korper weggesteuert belastet. Dies ist gerade fiir die Ermittlung der schédigen-
den Materialparameter essentiell.

Die in dieser Arbeit in Kap. 5 vorgestellten biaxialen Probekoérper und einige unge-
kerbte Zugproben wurden aus der ersten Charge hergestellt. Aus der zweiten Charge
wurden ebenfalls einige ungekerbte sowie alle verschieden gekerbten Zugproben ge-
fertigt.

In Abb. 4.5 ist ein Last-Verschiebungsdiagramm der ungekerbten Zugproben aus
erster und zweiter Charge dargestellt. Die fiir die Darstellung gewéhlten Kurven der
jeweiligen Charge liegen mittig der Streuung. Trotz des identischen Materials weisen
die ungekerbten Zugproben beider Chargen unterschiedliche Materialeigenschaften
auf, was an einem Unterschied von etwa 5% im Last-Verschiebungsdiagramm zu
erkennen ist. Dies entspricht der Grofenordnung der Schwankungen aus Abb. 4.4.
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1077 [kN]

> --- 1. Charge
— 2. Charge
2.57
0 u [mm]
2.5 5 7.5 10

Abbildung 4.5: Last-Verschiebungsdiagramm der ungekerbten Zugproben aus ers-
ter und zweiter Charge

4.2.1 Materialparameter fiir elastisch-plastisches Verhalten

Die Abb. 4.5 zeigt das Last-Verschiebungsdiagramm beider Chargen fiir einen unge-
kerbten Zugstab. Fiir rein elastisches Verhalten sind keine Abweichungen zu erken-
nen. Daher sind die zu ermittelnden elastischen Materialparameter beider Chargen
identisch. Eine gute Ubereinstimmung der experimentellen Ergebnisse mit den nu-
merischen Simulationen liefern der Elastizitdtsmodul £ = 65000MPa und die Quer-
kontraktionszahl v = 0, 3.

Das Einsetzen des elastisch-plastischen Verhaltens tritt bei der zweiten Charge spé-
ter auf, wahrend der Verlauf und der Anstieg beider Kurven im elastisch-plastischen
Bereich dhnlich ist. Dies fithrt zu der Annahme, dass die Fliekspannung c¢ fiir die
zweite Charge grofser sein muss.

In dieser Arbeit wird das isotrope Verfestigungsgesetz

c(v) = co (ﬂ + 1)n (4.1)

ncy

der Fliekspannung aus der Fliekbedingung (2.77) zur Beschreibung des plastischen
Materialverhaltens verwendet. Fiir alle Zugproben der zweiten Charge ergibt sich
cine sehr gute Ubereinstimmung (Abb. 4.6) des elastisch-plastischen Verhaltens
zwischen Experiment und numerischer Simulation (...EP) mit H = 1895MPa,
n = 0,274, cg = 210MPa und a/c = 0,00034 MPa~".

Der Materialparameter a/c steuert den Einfluss des hydrostatischen Spannungszu-
standes auf die Fliefsbedingung. Bei den gekerbten Zugstdben nimmt der Einfluss
des hydrostatischen Spannungszustandes mit abnehmendem Radius zu. Zur Bestim-
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mung des hydrostatischen Spannungskoeffizienten a/c werden daher die Proben der
zweiten Charge verwendet. Die Materialparameter H, n und die anfangliche Fliefs-
grenze ¢y wurden unter Verwendung der ungekerbten Zugprobe ermittelt. Sie sind
jedoch von dem Materialparameter a/c abhéngig. Dieser muss somit invers unter
Nutzung der gekerbten Zugproben bestimmt werden. Diese alternative Ermittlung
von a/c [20] hat sich neben der experimentellen Ermittlung unter verschiedenen
hydrostatischen Driicken [93, 94] als praktisch erwiesen.

Lo JF TkN]

7.57

ungekerbt

— Exp. R25

— Exp. R7.5

51 Exp. R2.5
Exp. R1.25

— Sim. ungekerbt EP

— Sim. R25 EP

— Sim. R7.5 EP
Sim. R2.5 EP
Sim. R1.25 EP

2.5

o u [mm]
2.5 5 7.5 10

Abbildung 4.6: Last-Verschiebungsdiagramm aus Experimenten und elastisch-
plastischen numerischen Simulationen aller Zugproben der zweiten
Charge

4.2.2 Materialparameter fiir schidigendes Verhalten

In Abb. 4.5 ist deutlich zu erkennen, dass eine Abweichung der beiden Kurven mit
einsetzender Schidigung vorhanden ist. Bei beiden Chargen ist die Streuung im
Last-Verschiebungsdiagramm bei den ungekerbten Zugstdben in Bereich der ein-
setzenden Schidigung stérker als bei den gekerbten Zugstdben. Daher lassen sich
mit dem ungekerbten Zugstab die schadigenden Materialparameter nur schlecht be-
stimmen. Ursache dafiir ist ein relativ grofer homogener Abschnitt, in welchem
elastisch-plastische Deformationen stattfinden. Ist dieser Abschnitt nahezu frei von
Imperfektionen und besitzt eine geringe homogene Vorschidigung, sind Beginn und
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Verlauf der Schadigung abweichend zu Féllen mit zum Beispiel starken lokalen Vor-
schadigungen oder produktionsbedingten grofseren Imperfektionen. Daher werden
fiir die Ermittlung der Schidigungsparameter nochmals die gekerbten Zugproben
der zweiten Charge verwendet.

In Kap. 2.3.2 wurde bereits erlautert, in welcher Beziehung die Spannungstriaxia-
litdt n zum Schadigungsverhalten und der Lodeparameter w zur Kombination der
verschiedenen Spannungsarten steht. Weiter wurde auch auf den Einfluss des Lode-
parameters auf die Schidigung in Abhéngigkeit von der Spannungstriaxialitéit hinge-
wiesen. Um diese Effekte in das Schiddigungsverhalten einzubeziehen, werden in 23]
die anhand von mikroskopischen numerischen Simulationen entwickelten Funktionen
der Parameter

ir =L <n<
54(?7):{2 gi s ‘2;8 (4.2)
und
B (n,w) = fo (n,w =0) + B, (w) >0 (4.3)
mit
b= { s o
und
B (w) = —0,017w® — 0, 065w* — 0, 078w (4.5)

der Schiadigungsbedingung (2.97) sowie die Funktionen der kinematischen Parameter

;

0 fiir n < 0,09864
—0,07903 4+ 0,80117p fir 0,09864 <n < 1
a(n) =4 0,49428 +0,22786n  fiir 1 <n< 2, (4.6)
0,875+ 0,0375n fiir 2 <n< 13—0
[ 1 fiir n > 13—0
(10,9484 + 0, 119651 + (0,0378n — 0,0252) (1 — w?) fiir %1 <n< %
1,14432 — 0,4681n + (0,0378n — 0,0252) (1 —w?) fir & <n< %
B (n,w)=4q 1,14432 — 0,4681n fir 2 <n< 2
0,5203 — 0, 15609 fir 2 <n<32P
0 fiir n > %
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und

(—0,12936 + 0,1194047) (1 —w?) fir =L <p<

3 — —

5(n,w):{0 fiir n >

des Schiadigungsgesetzes (2.101) eingefithrt. Aus diesen vom Lodeparameter w und

(4.8)

W WIN

der Spannungstriaxialitdt n abhéngigen Funktionen lassen sich die Werte fiir die in
Abb. 2.2 dargestellten Grenzwerte der Spannungstriaxialitit ermitteln. Diese erge-
ben sich somit zu 7. = —1/3 und 7, = 10/3 [23|. Geméf [74] handelt es sich bei
diesem Grenzwert der Spannungstriaxialitit (cut-off-value) 7. jedoch nicht um einen
festen Wert der Spannungstriaxialitdt, sondern um eine Funktion der Spannungs-
triaxialitdt in Abhéngigkeit von dem Lodeparameter, der Temperatur, der mikro-
skopischen Strukturen und der Verzerrungsraten.

Die Giiltigkeit der hier vorgestellten Funktionen und Grenzwerte wird im Zuge die-
ser Arbeit auf makroskopischer Ebene untersucht.

Der Einfluss der Spannungstriaxialitdt n auf das Schadigungs- und Versagensver-
halten ist deutlich in Abb. 4.7 zu erkennen. Beim Vergleich der Bruchfliche der
ungekerbten Zugprobe, bei der der Radius als unendlich angenommen werden kann,
mit der Bruchfliche der Zugprobe mit dem Radius R = 1,25mm wird deutlich,
dass mit kleiner werdendem Radius ein verstéarktes isotropes Porenwachstum auf-
tritt und sich der Einfluss von Mikroscherrissen reduziert. Dies ist zuriickzufiihren
auf den Anstieg der Spannungstriaxialitit bei abnehmendem Kerbradius. Erhcht
sich die Spannungstriaxialitit, steigt auch der Einfluss des hydrostatischen Span-
nungszustandes.

Abbildung 4.7: Bruchflachen der verschiedenen Zugproben; a)ungekerbt;
b)R = 25mm; ¢)R = 7,5mm; d)R = 2,5mm; e)R = 1,25mm

Fiir das elastisch-plastische Verhalten ist der Verlauf des Verfestigungsgesetzes wich-
tig, um in diesem Bereich eine gute Anndhrung der numerischen Simulationen zu
den Experimenten zu erreichen.

Fiir das elastisch-plastisch-schiadigende Verhalten ist die Wahl der Form und der
Grofe des Entfestigungsgesetzes ebenso bedeutsam. Erste numerische Simulatio-
nen der unterschiedlich gekerbten Zugproben wurden mit einem Entfestigungsge-
setz durchgefiihrt, welches die letzte plastische Steigung des Verfestigungsgesetzes
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als Anfangssteigung iibernahm, um dann linear zu sinken [21]. Bei den numeri-
schen Simulationen entstand dabei mit einsetzender Schédigung, unabhéngig von
den anderen Materialparametern, ein unnatiirlicher knickartiger Abfall der Last-
Verschiebungskurve. Da dieser Anstieg aus dem c¢-y-Diagramm iibernommen wurde,
besitzt dieser keine Aussagekraft fiir das o-p-Diagramm.

Das hier vorgestellte Entfestigungsgesetz, welches in Abb. 4.8 dargestellt ist, besitzt
daher eine hohe anféngliche Steigung. Im Vergleich zum elastisch-plastischen Verhal-
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Abbildung 4.8: Exponentielles Entfestigungsgesetz

ten bewirkt diese Funktion, trotz des streng monotonen Anstiegs, eine Entfestigung
auf Makroebene. Der Anstieg des Entfestigungsgesetzes

hy (1) = Dy 4 Dybye t# (4.9)
ist die Ableitung der Schadigungsspannung
o (1) = 09— Diju+ Dy (1 — e ) (4.10)

nach der schiadigenden Vergleichsdehnung p. Der Wert fiir die Initialschadigungs-
spannung oy kann mit dem c-y-Diagramm des ungekerbten Zugstabes ermittelt wer-
den, da zu Schadigungsbeginn die Spannungen der geschidigten und ungeschéadig-
ten Konfiguration noch identisch sind. Die restlichen Materialparameter des Ent-
festigungsgesetzes miissen jedoch ebenfalls wie das Verhéltnis a/c in Kap. 4.2.1
invers ermittelt werden. Die Abb. 4.9 zeigt die Last-Verschiebungsdiagramme der
verschieden gekerbten Zugproben. Die gute Ubereinstimmung zwischen Experiment
und elastisch-plastisch-schédigender numerischer Simulation (...EPD) wurde mit
Dy = T00MPa, Dy = 18 MPa, by = 200 und oy = 310MPa erreicht. Der Vorteil
dieses exponentiellen Entfestigungsgesetzes ist die Moglichkeit, den Anstieg bei ein-
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setzender Schiadigung und fiir die fortschreitende Schédigung separat regulieren zu
konnen. Der anféngliche Anstieg wir durch die Materialparameter Dy und by einge-
stellt, der Anstieg fiir groke p tiber den Materialparameter D;.

Einen weiteren Einfluss auf die numerischen Ergebnisse haben die Materialparameter
n1...n4 des Elastizititstensors (2.89) und des schiadigenden Tangentenmoduls (2.91).
Sie charakterisieren den negativen Einfluss der Schiadigung auf die elastischen Mate-
rialeigenschaften. Mit einsetzender Schadigung ist ein Abfall des Elastizitdtsmoduls
E, der Querkontraktionszahl v, des Schubmoduls G und des Kompressionsmoduls K
erkennbar, was in [92| experimentell nachgewiesen wurde. Unter Verwendung solcher
experimenteller Daten lassen sich die Werte fiir ..., abschétzen [17]. Fiir das in
dieser Arbeit verwendete Material stehen keine entsprechenden experimentellen Er-
gebnisse zur Verfiigung. Als Grundlage fiir eine erste Abschétzung fiir ..., dienen
daher die Materialparameter eines Aluminiumwerkstoffes aus [21, 43]. Die Werte
m = —30000MPa, no, = —10000MPa, n3 = —12500MPa und 1y = —2500MPa
ergeben eine gute Anpassung der elastisch-plastisch-schadigenden numerischen Si-
mulation an die Experimente. Die Abb. 4.9 zeigt fiir die verschieden gekerbten Zug-
proben jeweils ein Diagramm mit den Last-Verschiebungskurven der Experimen-
te, der elastisch-plastisch-schadigenden numerischen Simulationen basierend auf der
vorgestellten Theorie sowie die numerischen Simulationen mit dem in Kap. 4.3 vor-
gestellten Gurson-Tvergaard-Needleman-Modell. Die Last-Verschiebungskurven der
Experimente und der elastisch-plastisch-schidigenden numerischen Simulationen ba-
sierend auf der vorgestellten Theorie zeigen fiir alle vier gekerbten Zugproben eine
gute Ubereinstimmung. In Tab. 4.1 sind die verwendeten Materialparameter noch
einmal zusammengefasst.

4.3 Schadigungsmodell nach Gurson-Tvergaard-Needleman

Auf dem Gebiet der Schadigungsmechanik haben sich in den letzten Jahrzehnten
einige Schidigungstheorien etabliert. Eine bedeutende, heute noch vielfach verwen-
dete ist die Flielbedingung nach Gurson [45]. Diese recht einfache Darstellung wurde
von Needleman und Tvergaard [99, 84| zum Gurson-Tvergaard-Needleman (GTN)-
Modell erweitert. Das GTN-Modell ist in viele kommerzielle FE-Programme wie zum
Beispiel ANSYS implementiert. Daher werden die elastisch-plastisch-schéddigenden
numerischen Simulationen basierend auf der vorgestellten Theorie mit den numeri-
schen Ergebnissen nach dem GTN-Modell verglichen.
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Tabelle 4.1: Zusammenfassung der elastischen, plastischen und schiadigenden Ma-
terialparameter der zweiten Charge

Variable Einheit Beschreibung Wert
2.Charge
elastische Materialparameter
E MPa  Elastizitdatsmodul 65000
v - Querkontraktionszahl 0,3
plastische Materialparameter
Co MPa  Initialfliekspannung 210
H MPa  Verfestigungsparameter 1895

n - Verfestigungsexponent 0,274
a/c MPa~!' hydrostatischer Spannungskoeffizient — 0,00034
schadigende Materialparameter

Dy MPa  Entfestigungsparameter 1 700
Dy MPa  Entfestigungsparameter 2 18
by - Entfestigungsexponent 200
09 MPa  Initialschddigungsspannung 310
m MPa  elastischer Schadigungsmodul 1 -30000
Mo MPa  elastischer Schadigungsmodul 2 -10000
N3 MPa  elastischer Schadigungsmodul 3 -12500
N4 MPa  elastischer Schadigungsmodul 4 -2500

4.3.1 Modell nach Gurson [45]

Die makroskopische Fliefsbedingung fiir poréses Material nach Gurson [45]

2

fG (T7UF, f) _ Ueq2 + 2 fcosh (?) —1- f2 =0 (4.11)

OF OF

wird aus einem mikromechanischen Zellmodell durch Untersuchung des Deformati-
onsverhaltens einer kugelférmigen Pore in einer kugelformigen Zelle hergeleitet [38].
Dabei stellt o die aktuelle Fliefsspannung des Matrixmaterials dar. Mit der Poro-
sitdt f = 0 wird (4.11) zur von-Mises-Fliekbedingung. Weiter liegt diesem Mehr-
skalenmodell die Annahme eines starr-plastischen, inkompressiblen Matrixmaterials
zugrunde [45].

Die volumenéndernde Porenaufweitung kann in die drei verschiedenen Ursachen Po-
renwachstum, Porenneubildung und Porenvereinigung aufgeteilt werden. Die Flief-
bedingung nach Gurson [45] beriicksichtigt lediglich das isotrope Porenwachstum.
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4.3.2 Erweiterung nach Tvergaard und Needleman [99, 84]

FlieBbedingung

Gemifs [99, 84] ist das Zusammenwachsen der Poren mit zunehmendem Porenvo-
lumenanteil dominant und daher fiir Abweichungen zwischen Experimenten und
numerischen Simulationen mit der Fliefsbedingung nach Gurson verantwortlich. Die
in (4.11) theoretisch maximale Porositét f = 1 wird von realen Materialien nicht er-
reicht, da es schon vorher zum Versagen kommt. In [99, 84] wurde daher die effektive

Porositat
fopy =) fir [ <[,
= { ot B (f— fo) fiir f> fe (4.12)

eingefiihrt. In der von der Porositéit f abhéngigen Gl. (4.12) charakterisiert f. die
Porositat zu Beginn des Zusammenwachsens von Poren und fr die Porositat beim

Bruch. Demnach tritt endgiiltiges Versagen fiir }( fr) = 1/q auf. Somit kann ¢, als
ein den Porenvolumengehalt des endgiiltigen Versagens steuernder Materialparame-
ter angesehen werden [38]. In der von Tvergaard und Needleman [99, 84| erweiterten
Flieftbedingung

2

o * tr'T «\ 2
fETN(T, op, f) = ZqQ + 2¢; fcosh (q;af ) —1- (qlf) =0 (4.13)
F

F

steuert der Materialparameter ¢ den Einfluss des hydrostatischen Spannungszu-
standes. Da die Gl. (4.13) von der Porositat abhéngig ist, wird ein Evolutionsgesetz
des Porenwachstums

f=foc+/Ix (4.14)

benotigt, welches aus den zwei unabhingigen Schadigungsmechanismen Porenwachs-
tum f¢ und Porenneubildung fx resultiert. Aufgrund der plastischen Inkompressi-
bilitat des Matrixmaterials ist eine Volumenédnderung nur durch die Vergrofserung
der Pore moglich. In der Gleichung fiir das Porenwachstum

fa= (01— f) trE (4.15)
beschreibt EP! die Rate der plastischen Verzerrungen. Die Porenneubildung [83]

fn = Ac2 (4.16)
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beinhaltet die plastische Vergleichsdehnungsrate éepé des Matrixmaterials und die
davon abhéngige Funktion

A(ggjl):SN%J( R > . (4.17)

Diese stochastische Formulierung [30] ist eine Gaufssche Normalverteilung und bein-
haltet die Dehnung Ey, bei der Porenneubildung besonders stark auftritt, die dazu

entsprechende Standardabweichung Sy und den Volumenanteil der neu gebildeten
Pore fx.

Elastisch-plastisches Verhalten

Da das GTN-Modell lediglich aus einer Fliefbedingung besteht, die die Schadigung
enthélt, wird nicht zwischen Fliefsbedingung und Schidigungsbedingung unterschie-
den. Die Modellierung des Matrixmaterials findet mit einem nichtlinearen isotropen
Verfestigungsgesetz statt, welches das rein plastische Verhalten beschreibt. Zur nu-
merischen Simulation des Matrixmaterials wird in ANSYS das Gesetz

or (8)) = owo + Roell + Rae (1 - ebagi) (4.18)

verwendet. Dies wird in ANSYS unter der Bezeichnung NLISO gefiihrt [3].

Das elastische Verhalten wird bis zum Erreichen der anfinglichen Fliefsgrenze o
mit dem Hookeschen Gesetz modelliert. Die Materialparameter Ry, R, und b werden
anhand eines einaxialen Zugversuches identifiziert.

Identifikation der Materialparameter

Fiir die einzelnen gekerbten Zugproben soll ein Vergleich des Experimentes mit den
numerischen Simulationen nach dem GTN-Modell und der in dieser Arbeit vor-
gestellten Theorie durchgefiihrt werden. Dazu werden die Materialparameter des
GTN-Modells fiir die zweite Charge ermittelt.

Fiir den ungekerbten Zugstab liefern die Materialparameter des Matrixmaterials aus
Tab. 4.2 eine gute Ubereinstimmung zwischen Experiment und der numerischen Si-
mulation mit dem GTN-Modell. Die fiir die Fliekbedingung nach dem GTN-Modell
notwendigen Materialparameter fiir einen vergleichbaren Aluminiumwerkstoff wur-
den in [91] ermittelt und fiir diese Arbeit iibernommen, siche Tab. 4.3. Die Werte
fiir ¢; und ¢, entsprechen den mikromechanisch ermittelten Werten in [97, 98| sowie
in [96]. Der Einfluss der einzelnen Parameter des GTN-Modells auf numerische Si-
mulationen wird von Tu et al. [96] ausfiihrlich dargestellt.



68 Einaxiale Versuche

Tabelle 4.2: Zusammenfassung der elastischen und plastischen Materialparameter
der zweiten Charge fiir das GTN-Modell

E [MPa]

v [-]

oro [MPal]

Ry [MPa]

R [MPa] [ 5[]

65000

0,3

328

60

213 11

Tabelle 4.3: Zusammenfassung der fiir die Fliekbedingung notwendigen Material-

parameter der zweiten Charge fiir das GTN-Modell

| g fo foel fr | Ex| Sn | fx
1,5 [1,0]0,0010,1]02]0,3]0,1]0,01
a)lo_ F [kN] b)1o- F [kN]
75 7.5
— Exp. R25 — Exp.R7.5
351 — Sim. R25 GTN 51 — Sim. R7.5 GTN
5 ) — Sim. R25 EPD 5 5] — Sim. R7.5 EPD
u [mm] 0 u [mm)]
1.5 2 0.5 1
d); o JF [kN]
7.5
— Exp.R2.5 Exp. R1.25
31/  — Sim.R2.5 GTN 31 Sim. R1.25 GTN
55 Sim. R2.5 EPD 5 5] Sim. R1.25 EPD
0 ____u[mm] 0] u [mm]
0.5 1 0.5

Abbildung 4.9: Last-Verschiebungsdiagramme von Experiment, numerischer Si-
mulation mit GTN-Fliefsbedingung und elastisch-plastischer-
schidigender numerischer Simulation der gekerbten Zugproben
der zweiten Charge; a)R = 25mm; b)R = 7,5mm; ¢)R = 2, 5mm;
d)R =1,25mm

In den in Abb. 4.9 dargestellten Last-Verschiebungsdiagrammen werden die nu-
merischen Simulationen mit dem GTN-Modell fiir die gekerbten Zugproben mit
den elastisch-plastisch-schiadigenden numerischen Simulationen basierend auf der
vorgestellten Theorie und den Experimenten verglichen. Fiir grofe Kerbradien
(R = 25mm) findet eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen beiden Simulationen
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und Experiment in allen Bereichen statt. Mit abnehmendem Kerbradius weichen die
numerischen Simulationen des GTN-Modells ab Uberschreiten der FlieRspannung je-
doch immer stéarker von den experimentellen Ergebnissen ab. Da die Identifikation
der Materialparameter des Matrixmaterials fiir das GTN-Modell an der ungekerbten
Zugprobe stattfindet, sind die Vorhersagen des GTN-Modells fiir grofe Kerbradien
auch relativ genau. Da im Gegensatz zu der in dieser Arbeit vorgestellten Theorie
keine weitere Anpassung an den Einfluss der Spannungstriaxialitdt vorgenommen
werden kann, konnen Versuche, bei denen die Spannungstriaxialitdt von der Span-
nungstriaxialitit des Versuchs mit der ungekerbten Zugprobe abweicht, mit dem
GTN-Modell weniger genau simuliert werden. Wéahrend die Abweichung der nume-
rischen Simulation mit dem GTN-Modell zum Experiment fiir die gekerbte Zugprobe
mit dem Radius R = 7, 5mm am Ende des Versuches bei etwa 3% liegt, wachst diese
Abweichung fiir die Zugprobe mit dem Radius R = 1, 25mm auf etwa 8,5% an.

In Vergleich zu den numerischen Simulationen mit dem GTN-Modell zeigen die
elastisch-plastisch-schéadigenden numerischen Simulationen basierend auf der vorge-
stellten Theorie ein bessere Ubereinstimmung mit den Experimenten.

Da die in dieser Arbeit vorgestellte Theorie eine Fliefsbedingung und eine dazu un-
abhéangige Schadigungsbedingung, ein nicht assoziiertes Flieigesetz und ein davon
unabhéngiges nicht assoziiertes Schadigungsgesetz sowie ein c-y-Verfestigungsgesetz
fiir das plastische Verhalten und ein davon unabhéngiges o-u-FEntfestigungsgesetz
fiir schddigendes Verhalten nutzt, ist eine bessere Prognose der Experimente unter
verschiedenen Spannungszusténden moglich.
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Aus zahlreichen experimentellen Beobachtungen [5, 23| ist bekannt, dass Schadi-
gungs- und Bruchmechanismen vom Spannungszustand, welcher zum Beispiel mit
der Spannungsintensitit, dem Lodeparameter und der Spannungstriaxialitdt be-
schrieben werden kann, abhéngig sind. In Kap. 2.3.2 wurde bereits der Einfluss
der Spannungstriaxialitdt auf die Art der Schiadigung diskutiert. Um mehr Infor-
mationen iiber diese verschiedenen Schiadigungsmechanismen zu erhalten, wurden
unterschiedliche 1D Zug- und Scherexperimente durchgefiihrt [20]. Die dabei nu-
merisch ermittelte Spannungstriaxialitidt im Zentrum der Versuchskorper liegt fiir
die in Kap. 4.1 vorgestellte ungekerbte Zugprobe bei n = 1/3, fiir die in Kap. 4.1
vorgestellten unterschiedlich gekerbten Zugproben im Bereich von 1/3 < < 1/v/3
und fiir den Scherversuch aus [20] bei n = 0,055 und n = 0,3. Die vorhandenen
Experimente decken nicht die Bereiche grofier positiver und negativer Spannungs-
triaxialitdten sowie Spannungstriaxialititen zwischen n = 0,055 und n = 0,3 ab.
Daher ist die Entwicklung neuer Versuchskorper, welche eine sehr grofse Bandbreite
der Spannungstriaxialitdten abdecken, in Verbindung mit einer neuartigen Versuchs-
maschine notwendig, um eine Validierung der Schéadigungsbedingung (2.97) und des
Schidigungsgesetzes (2.101) auf Makroebene durchfiihren zu kénnen.

Dieses Kapitel befasst sich mit der Vorstellung und Auswertung der experimentellen
und numerischen Ergebnisse eines neu entwickelten biaxialen Probekorpers.

5.1 Beschreibung der Experimente

5.1.1 Probekdrper

Der neu entwickelte biaxiale Probekérper (Abb. 5.1) ist eine Weiterentwicklung des
Schertest-Probekorpers [20] mit einer zusétzlichen Option fir Zug oder Druck im
rechten Winkel zur Scherrichtung. An allen vier Enden des Probekorpers befinden
sich kreisrunde Locher zur Aufnahme der kraftaufbringenden Bolzen. Somit ist ei-
ne freie Verdrehung am Rand gewéhrleistet, was eine Reduzierung der moglichen
Querkrifte am Rand bewirkt. Die Abmafte des biaxialen Versuchskorpers sind der
technischen Zeichnung aus Abb. 5.1 zu entnehmen. Die in dieser Studie verwende-
ten Bleche zur Herstellung der Probekorper sind wie schon in Kap. 4.1 beschrieben
aus der Aluminiumlegierung AICuMgl EN AW 2017, 4mm dick und aus der ersten

70
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Abbildung 5.1: Technische Zeichnung des biaxialen Versuchskérper, Mafe in [mm]|

Charge. Im Zentrum des biaxialen Versuchskorpers befindet sich links und rechts
eine jeweils 3mm breite und 1mm tiefe kreisrunde Kerbe, so dass die Querschnitts-
fliche im Zentrum 6mm? betriigt. Alle plastischen und schidigenden Verformungen
finden bei den hier aufgebrachten Lasten ausschlieflich in dem kleinen Abschnitt
der Kerbe statt. Die vertikale Kraft F; (Abb. 5.2) erzeugt ein Scherverhalten im
eingekerbten Zentrum des Probekorpers, wogegen die horizontale Kraft F, (Abb.
5.2) ein mogliches zusétzliches Zug- oder Druckverhalten bewirkt. In dieser Arbeit

Abbildung 5.2: Biaxialer Versuchskorper mit moglichen aufzubringenden Lasten

werden die sechs verschiedenen Lastverhéltnisse
o F1:F,=0:1
e Fl:Fo=1:1
e F1:Fy,=1:0,5
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o F1:Fy,=1:0

o F1:Fy,=1:-0,5

[ ] Fl . F2 = 1 : —1
untersucht. Die Lastkombination F} : F5 = 0 : 1 stellt einen reinen Zugversuch dar,
welcher folgend biaxialer Zugversuch genannt wird. Mit Fy : Fo =1:1und F} : 3 =
1 : 0,5 werden Scher-Zug-Lastkombinationen erzeugt und mit Fy : Fb = 1: —0,5

und F} : F5 = 1: —1 Scher-Druck-Lastkombinationen. Ein reiner Scherversuch wird
durch die Lastkombination Fj : F» =1 : 0 erzeugt.

5.1.2 Prifmaschine

Die Versuche wurden mit der elektromechanischen Biaxial-Priifmaschine vom Typ
LFM-BIAX 20kN der Firma Walter + Bai AG durchgefiihrt, welche in Abb. 5.3 dar-
gestellt ist. Diese besteht aus vier getrennt steuerbaren elektromechanischen Priifzy-

Abbildung 5.3: Elektromechanische biaxiale Priifmaschine LFM-BIAX 20kN der
Firma Walter + Bai AG

lindern der Serie EC-20, in welche jeweils eine Kraftmessdose des Typs
1730 EGX-20kN integriert ist. Die Zylinder konnen jeweils eine Last von 20kN als
Druck oder Zug aufbringen. Die Proben kénnen an den Kopfen eingespannt oder
gelenkig gelagert werden. Somit sind verschiedene Randbedingungen moglich. Die
Steuerung wird mit der Software DIONT7 realisiert.
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5.1.3 Versuchsaufbau und Ablauf

Aufgrund des geringen Grofsenunterschiedes zwischen dem Durchmesser der Bolzen
der Zylinderkopfe und den Lochern des biaxialen Probekorpers werden die Zylin-
derkopfe vor dem horizontalen Einlegen des biaxialen Probekorpers in die Maschine
auf die exakte Ausgangsposition gefahren, sieche Abb. 5.3. Da bei einsetzender Sché-
digung ein Abfall der Kraft zu verzeichnen ist, werden bei den verschiedenen Last-
kombinationen die Hauptachsen des Versuchskorpers weggesteuert belastet. Fiir die
einzelnen Achsen muss die entsprechende Belastungskombination F} : F, mit stei-
genden Belastungen eingehalten werden. Die Speicherrate fiir die experimentellen
Daten betrug 0,1 Sekunden.

5.1.4 Experimentelle Ergebnisse

Fiir verschiedene Lastkombinationen fiihrten die Experimente zu dem in Abb. 5.4
gezeigten Last-Verschiebungsdiagramm der vertikalen Kraft F zur Verschiebung u.
Die Verschiebungen beziehen sich in allen folgenden Diagrammen auf den Weg vom
Zentrum des Bolzens in die entsprechende Kraftrichtung. Im Diagramm (Abb. 5.4)
ist zu erkennen, dass der Einfluss des horizontalen Last-Verschiebungsverhaltens
F5 — uy auf die Entwicklung der vertikalen Lasten klein ist. Ein Vergleich der Last-
kombinationen F; : F5 = 1 : 1 mit F} : F5 =1: —1und F; : F5 = 1 : 0,5 mit
Fy: Fy =1:—-0,5 zeigt, dass bei den Scher-Druck-Lastkombinationen die Verschie-
bung beim Bruch etwa 6% grofer ist und die maximale Last beim Bruch bis zu 20%
kleiner ist. Insgesamt ist zu beobachten, dass die Verschiebung bis zum Bruch mit
betragsmafig steigender Last F, abnimmt. So ist die Verschiebung zum Bruch fiir
die Lastkombinationen F; : F5, = 1:1 und F; : F5 = 1 : —1 durchschnittlich etwa
25% kleiner, die der Lastkombinationen F; : F, = 1: 0,5 und F} : F, =1 : —0,5
durchschnittlich etwa 12% kleiner als die der Lastkombination F; : F5 =1 : 0.
Aufgrund von Imperfektionen im zentralen Bereich des biaxialen Versuchskorpers
kann es auch zu einer geringen Streuung fiir eine Lastkombination kommen.

5.2 Vergleich von Experimenten und numerischen
Simulationen

5.2.1 FE-Modellierung des biaxialen Versuchskoérpers

Der Versuchskorper ist aufgrund seiner Antimetrie und der komplexen Lastaufbrin-
gungen als Vollmodell (Abb. 5.5) mit den in Kap. 3.1 beschriebenen SOLID185-
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Abbildung 5.4: Last-Verschiebungsdiagramm (Fj-u;) der Experimente fiir ver-
schiedene Lastkombinationen

Elementen diskretisiert. Das Modell des Versuchskorpers besteht aus 42248 Elemen-
ten.

5.2.2 Wahl der Randbedingungen

Die im Experiment verwendeten Bolzen erlauben eine Rotation der Enden des
biaxialen Versuchskorpers. Hingegen sind die Verschiebungen des Bolzenzentrums
in Kraftaufbringungsrichtung vorgegeben. Diese gelenkig gelagerten Randbedingun-
gen werden mit zwei moglichen Modellierungen umgesetzt.

Zum einen wird der Bolzen mit 16384 SOLID185-Elementen als Vollkorper model-
liert. Fiir die Kontaktflichen zwischen biaxialem Versuchskorper und Bolzen wer-
den 1536 TARGE170-Elemente und 1536 CONTA173-Elemente verwendet. Die zweite
Moglichkeit der Modellierung besteht aus der Verwendung von LINK180-Elementen.
Dabei wird von jedem Randknoten der Locher des biaxialen Versuchskorpers zu
einem im Zentrum jeden Loches definierten Knoten ein LINK180-Element erzeugt.
Pro Loch entstehen somit 320 LINK180-Elemente.

Bei beiden Moglichkeiten werden Verschiebungen und Kréfte jeweils nur auf den
Knoten im Zentrum aufgebracht. Eine Rotation des jeweiligen Loches um den Kno-
ten im Zentrum ist somit fiir beide Varianten moglich.
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Abbildung 5.5: Links: gesamtes FE-Netz, rechts: Netzverfeinerung im zentralen
Kerbbereich

Fiir die weiteren numerischen Simulationen wird die zweite Variante verwendet,
da die erste Variante bei grofseren Deformationen zu Konvergenzproblemen fiihren
kann.

5.2.3 Materialparameter

Wie bereits in Kap. 4.1 erwédhnt wurden die biaxialen Probekorper und einige unge-
kerbte Zugproben aus der ersten Charge hergestellt. Die elastischen Materialparame-
ter, der Elastizitdtsmodul £ = 65000MPa und die Querkontraktionszahl v = 0, 3,
wurden in Kap. 4.2 bereits bestimmt.

Da aufgrund der fehlenden gekerbten Zugproben eine Validierung des Parameters
a/c fiir die erste Charge nicht moglich ist, werden in den folgenden Kapiteln die Wer-
te a/c = 0OMPa™"! und a/c = 0,00034MPa~" untersucht. Dies ist auch notwendig,
da eine Bestimmung dieses Materialparameters in Kap. 4.2.1 bisher nur mit Versu-
chen, welche ausschlieflich Spannungstriaxialitditen im Bereich von 1/3 <1 < 1//3
aufweisen, durchgefiihrt wurde. Fiir a/c = 0MPa™! ergibt sich fiir die ungekerb-
te Zugprobe der ersten Charge (Abb. 4.5) eine sehr gute Ubereinstimmung des
elastisch-plastischen Verhaltens zwischen Experiment und numerischer Simulation
mit H = 1800MPa, n = 0,23 und ¢y = 174MPa. Fiir a/c = 0,00034MPa~"! er-
hélt man mit H = 2220MPa, n = 0,27 und ¢y = 194MPa ebenfalls eine sehr gute
Ubereinstimmung des elastisch-plastischen Verhaltens zwischen Experiment und nu-
merischer Simulation.

Da auch die schiadigenden Materialparameter aus den Versuchen mit Spannungs-
triaxialitdten im Bereich von 1/3 < n < 1/ V/3 ermittelt wurden, miissen diese
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ebenfalls untersucht und gegebenenfalls modifiziert werden. Dies trifft auch fiir die
Parameter @ und 3 der Schidigungsbedingung (2.97) sowie die kinematischen Pa-
rameter «, J und ¢ des Schiadigungsgesetzes (2.101) aus 23] zu.

Auch der bisher auf . = —1/3 festgelegte Grenzwert der Schédigung wird unter-
sucht, da dies gerade fiir die Schadigungsentwicklung der Versuche mit Scher-Druck-
Lastkombinationen von Bedeutung ist.

In den Diagrammen der Abb. 5.6, Abb. 5.7 und Abb. 5.8 werden die fiir die verschie-
denen Lastkombinationen erhaltenen Last-Verschiebungskurven der Experimente,
der elastisch-plastischen numerischen Simulationen (Sim EP) fiir a/c = 0MPa™!
und a/c = 0,00034MPa~! sowie der elastisch-plastisch-schidigenden numerischen
Simulationen (Sim EPD) fiir die Schidigungsbedingung nach [23| und einer im Fol-
genden erlduterten modifizierten Schadigungsbedingung (mod.) dargestellt. Im Ge-
gensatz zu Abb. 5.4 wurden fiir die Darstellung dieser Diagramme die Fehler bei
den Verschiebungen aufgrund des elastischen Verhaltens der Zylinder ermittelt und
abgezogen. Im Folgenden werden die plastischen Materialparameter untersucht.
Numerische Simulationen haben gezeigt [22|, dass der reine Zugversuch mit der
Biaxialprobe (F} : F» = 0 : 1) im Bereich der inelastischen Deformationen hohe
positive Spannungstriaxialitdten aufweist. Fiir die anderen fiinf Lastkombinationen
sinkt mit kleiner werdender Last F, auch die Spannungstriaxialitit im gesamten
Bereich der inelastischen Deformationen. So sind fiir die Lastkombinationen mit ne-
gativer Last Fy im Bereich inelastischer Deformation die Spannungstriaxialitédten
sehr klein und meist negativ.

Wie bereits gezeigt hangt die Wahl der plastischen Materialparameter H, n und
co von der Grofe des Materialparameters a/c ab. Fiir den biaxialen Zugversuch
(Abb: 5.6a) liegt die elastisch-plastische numerische Simulation fiir a/c = 0MPa™*
oberhalb des Experimentes, fiir a/c = 0,00034MPa~! jedoch zu tief. Der Faktor a/c
sollte daher fiir die erste Charge im Bereich 0MPa™! < a/c < 0,00034MPa~"! liegen,
jedoch tendenziell eher im hoheren Bereich. Fiir die anderen fiinf Lastkombinationen,
welche im Bereich der inelastischen Deformationen grofitenteils Spannungstriaxiali-
taten von n < 1/3 aufweisen [22], zeigen die Last-Verschiebungskurven der numeri-
schen Simulationen mit a/c = 0MPa~" die beste Ubereinstimmung mit den expe-
rimentell ermittelten Last-Verschiebungskurven. Mit sinkenden Spannungstriaxiali-
téten, hervorgerufen durch Reduzierung der Last Fb, iibersteigen die numerischen
Simulationen mit a/c = 0,00034MPa~"! die experimentellen Kurven, da plastisches
Materialverhalten fiir die Lastkombination F; : F5, = 1 : 1 bei einer 3% hoheren
Last eintritt. Fiir die Lastkombination F; : Fy = 1 : —1 tritt plastisches Material-
verhalten erst bei einer Erhohung der Last um 30% auf (Abb. 5.6b, Abb. 5.7 und
Abb. 5.8). Daher wird in dieser Arbeit zur weiteren Berechnung und Auswertung
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Abbildung 5.6: Last-Verschiebungsdiagramme aus Experimenten, elastisch-
plastischen = und  elastisch-plastisch-schidigenden  numeri-

schen Simulationen unter verschiedenen Lastkombinationen;
a)[1 :Fo=0:1;b)F, : F,=1:1
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Abbildung 5.7: Last-Verschiebungsdiagramme aus Experimenten, elastisch-
plastischen  und  elastisch-plastisch-schidigenden = numeri-
schen Simulationen unter verschiedenen Lastkombinationen;
a)F1 : Fo,=1:0,5;b)F,: F,=1:0
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Abbildung 5.8: Last-Verschiebungsdiagramme aus Experimenten, -elastisch-

plastischen = und  elastisch-plastisch-schidigenden  numeri-
schen Simulationen unter verschiedenen Lastkombinationen;
a)f1: Fo=1:—-0,5;b)F: Fr =1:—1
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a/c = 0MPa~! verwendet.

Wie schon in Kap. 4.2.2 wird der Wert fiir die Initialschddigungsspannung o mit
dem c-y-Diagramm des ungekerbten Zugstabes ermittelt. Fiir die erste Charge ergibt
sich die Initialschddigungsspannung zu og = 295MPa.

Der Parameter 3 ist von besonderer Bedeutung fiir die Schiidigungsbedingung (2.97),
da er nicht wie der Parameter & lediglich zwei konstante Werte annehmen kann,
sondern eine komplexe Funktion in Abhéngigkeit von der Spannungstriaxialitdt und
dem Lodeparameter ist [23].

In Kap. 2.3.2 wurden bereits die drei Arten der Schidigung vorgestellt (Abb. 2.2).
Diese konnten differenziert werden nach Schiadigung durch isotrope Porenaufwei-
tung (IPA), eine gemischte Schiadigung aufgrund von isotroper Porenaufweitung und
Schédigung durch Mikroscherrisse (IPA/MSR) sowie nur Schiadigung durch Mikro-
scherrisse (MSR). Hohe hydrostatische Spannungen korrespondieren mit isotropem
Porenwachstum, was zur Schiadigung durch isotrope Porenaufweitung fithren kann.
Hingegen fiihren deviatorische Spannungen zu einem isochoren Verformungsverhal-
ten, was wiederum Schidigung durch Mikroscherrisse hervorrufen kann. Fiir die wei-
tere Auswertung ist diese Einteilung der Schadigungsarten in Abhéngigkeit von der
Spannungstriaxialitdt von Bedeutung. Die Abb. 5.9 zeigt die Verteilung der Span-
nungstriaxialitdten der einzelnen Lastkombinationen zu Schidigungsbeginn unter
Verwendung einer im Folgenden erlauterten modifizierten Schidigungsbedingung.
Die Grofse und Verteilung der Spannungstriaxialitdat d&ndert sich bei jeder Lastkom-
bination sowohl fiir elastisch-plastische als auch elastisch-plastisch-schiddigende nu-
merische Simulationen von Beginn bis zum Ende der Belastung nur minimal. Mit
Hilfe der Abb. 5.9 ist jedoch ersichtlich, in welchen Bereichen tiberhaupt welche Art
der Schédigung auftreten konnte.

Die fiinf Lastkombinationen mit Schereinwirkungen (F; # 0) weisen im oberen rech-
ten und unteren linken Bereich um die Kerbe jeweils negative Spannungstriaxiali-
taten auf (Abb. 5.9). Bei den Scher-Druck-Lastkombinationen treten im gesamten
inneren Bereich ebenfalls negative Spannungstriaxialitdten auf. In diesen Bereichen
ist geméfs der in dieser Arbeit verwendeten Theorie nur Schidigung aufgrund von Mi-
kroscherrissen zu erwarten. In allen anderen Bereichen inelastischer Deformationen
dieser fiinf Lastkombinationen und des biaxialen Zugversuchs liegt die Spannungs-
triaxialitdt in den Grenzen 0 < n < 10/3. Somit wird in diesem Bereich nur eine
gemischte Schédigung aufgrund von isotropen Porenaufweitungen und von Mikro-
scherrissen auftreten.

Elastisch-plastisch-schidigende numerische Simulationen mit 4 nach (4.4) und (4.3)
zeigen, dass fiir die fiinf Lastkombinationen mit Schereinwirkungen die Schidigung
immer im oberen rechten und unteren linken Bereich, wo die Spannungstriaxialita-
ten negativ sind, oder im oberen linken und unter rechten Bereich der Kerbe, wo
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Abbildung 5.9: Spannungstriaxialititen der einzelnen Lastkombinationen zu

Schiadigungsbeginn mit modifiziertem Parameter 8 (5.1)

die Spannungstriaxialititen positiv sind, beginnt. Die Spannungstriaxialitat ist da-
her auch ein Indiz, ob es sich um Schidigung durch Mikroscherrisse oder gemischte
Schiadigung aufgrund von gleichzeitigen isotropen Porenaufweitungen und Mikro-
scherrissen handelt.

Die Last-Verschiebungskurven und der Beginn der einzelnen Schidigungsarten die-
ser numerischen Simulationen sind in den Diagrammen in Abb. 5.6b, Abb. 5.7 und
Abb. 5.8 dargestellt. Bei den Scher-Druck-Lastkombinationen und bei der reinen
Scherbelastung setzt die Schiddigung durch Mikroscherrisse (MSR) sehr spét ein,
so dass diese einen geringen Einfluss auf den Verlauf der Last-Verschiebungskurven
hat. Daher ist der Verlauf der Kurven der elastisch-plastischen sowie der elastisch-
plastisch-schidigenden numerischen Simulationen annéhernd gleich. Fiir den biaxia-
len Zugversuch und die Scher-Zug-Lastkombinationen ist der Einfluss aufgrund von
Schiadigung durch Mikroscherrisse marginal.
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Durch die Modifikation von (4.4) zu
Bo (n) = 1,289 + 0,85 (5.1)

lasst sich der Einfluss der Schiadigung durch Mikroscherrisse im Modell verstarken.
Die Last-Verschiebungskurven (Abb. 5.6b, Abb. 5.7 und Abb. 5.8) der elastisch-
plastisch-schidigenden numerischen Simulationen mit der modifizierten Schadigungs-
bedingung (mod.) zeigen jeweils ein fritheres Einsetzen der Schidigung durch Mi-
kroscherrisse. Dies hat jedoch nur Auswirkungen auf die Scher-Druck-Lastkombina-
tionen und die reine Scherbelastung. Hier ist ein deutlicher Lastabfall im Vergleich
zur elastisch-plastischen numerischen Simulation zu erkennen. Fiir die Scher-Zug-
Lastkombinationen tritt Schadigung durch Mikroscherrisse deutlich frither auf, hat
aber fiir die Schadigungsentwicklung einen zu vernachléssigenden Einfluss. Da beim
biaxialen Zugversuch alle Spannungstriaxialitdten im schidigenden Bereich positiv
sind, sind die elastisch-plastisch-schadigenden numerischen Simulationen fiir beide
Schiadigungsbedingungen nahezu identisch. Da diese modifizierte Schiadigungsbedin-
gung eine bessere Ubereinstimmung zwischen Experiment und numerischer Simula-
tion aufweist, wird diese fiir die weitere Auswertung verwendet.

Im Folgenden werden drei Lastkombinationen beziiglich des Schédigungsbeginns
dargestellt und ausgewertet. Jede Lastkombination zeigt eine der drei fiir diesen
Versuchskorper méglichen Arten des Beginns der Schiadigung.
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Abbildung 5.10: Erste Spannungsinvariante I; [MPa| und zweite deviatorische
Spannungsinvariante /J, [MPa] zu Schidigungsbeginn fiir die
Lastkombination £} : F5, =0:1

Fiir die Lastkombination F; : F5 = 0: 1 setzt die Schéddigung im Bereich der ho-
hen Spannungstriaxialitdten (siche Abb. 5.9) ein. In Abb. 5.10 sind die erste Span-
nungsinvariante I; und die zweite deviatorische Spannungsinvariante v/.J; zu Schi-
digungsbeginn fiir diesen biaxialen Zugversuch abgebildet. Im Zentrum sind hohe
hydrostatische Spannungen und hohe deviatorische Spannungen vorhanden. Letz-
tere haben aufgrund der hohen Spannungstriaxialitdt in diesem zentralen Bereich
einen sehr geringen Einfluss. Es handelt sich im zentralen Bereich zwar um eine
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gemischte Schidigung, jedoch zeigen die Last-Verschiebungskurven der elastisch-
plastisch-schadigenden numerischen Simulationen (Abb. 5.6a), dass der Anteil der
Schiadigung durch Mikroscherrisse vernachléssigbar ist im Gegensatz zur Schadigung
aufgrund isotroper Porenaufweitung.

DO — = — O N WO
AAWOINR— OO

~J~J000000\O

Abbildung 5.11: Erste Spannungsinvariante I; [MPa| und zweite deviatorische
Spannungsinvariante /Jo [MPa] zu Schédigungsbeginn fiir die
Lastkombination F} : F5 =1:1

Die Abb. 5.11 zeigt die Invarianten I; und +/J, fiir die Lastkombination
Fy : F5 =1 :1zu Schiadigungsbeginn. Hohe hydrostatische Spannungen sind im obe-
ren linken und unter rechten Bereich der Kerbe zu erkennen. Hohe deviatorische
Spannungen entstehen vom oberen linken zum unteren rechten Bereich der Kerbe.
Die Schadigung beginnt daher in den Bereichen hoher hydrostatischer Spannungen.
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Abbildung 5.12: Erste Spannungsinvariante [; [MPa| und zweite deviatorische
Spannungsinvariante y/Jo [MPa] zu Schidigungsbeginn fiir die
Lastkombination F; : Fo =1: —1

Als Drittes wird die Schadigungsbedingung fiir die Lastkombination F; : F» =1 : —1
ausgewertet. Dazu zeigt Abb. 5.12 die Invarianten I; und /.J; zu Schidigungsbeginn.
Im oberen linken und unteren rechten Bereich der Kerbe entstehen grofse hydrosta-
tische Spannungen, wiahrend hohe deviatorische Spannungen vom oberen rechten
zum unteren linken Bereich der Kerbe auftreten. Im Bereich hoher deviatorischer
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Spannungen ist die Spannungstriaxialitdt negativ. Hydrostatische Spannungen ha-
ben daher geméf der in dieser Arbeit verwendeten Theorie in diesem Bereich keinen
Einfluss auf den Beginn der Schédigung. Die gréfsten negativen Spannungstriaxia-
litdten befinden sich im oberen rechten und unteren linken Bereich der Kerbe. An
dieser Stelle haben die deviatorischen Spannungen den grofsten Einfluss, da der Para-
meter B dort am grofiten ist. Bei der hier ausgewerteten modifizierten Schadigungs-
bedingung setzt die Schéddigung im Bereich der groften deviatorischen Spannungen
daher wesentlich frither ein im Gegensatz zur urspriinglichen Schadigungsbedingung
(Abb. 5.8b). An Stellen hoher hydrostatischer Spannungen sind auch relativ grofe
deviatorische Spannungen vorhanden. Diese haben aber aufgrund der positiven Span-
nungstriaxialitdt und dem daraus resultierenden kleinen /3 einen geringen Einfluss
auf den Schiadigungsbeginn. Da bei der modifizierten Schiadigungsbedingung die
Schédigung durch Mikroscherrisse im Vergleich zur urspriinglichen Schédigungsbe-
dingung wesentlich friither stattfindet, ist auch eine grofsere Entfestigung in diesem
Bereich vorhanden. Daher &ndert sich auch der Spannungszustand im Bereich der
hohen hydrostatischen Spannungen. Somit kommt es auch in diesem Bereich zu
einem fritheren Einsetzen der Schiddigung (Abb. 5.8b).

Die Last-Verschiebungsdiagramme (Abb. 5.6, Abb. 5.7 und Abb. 5.8) zeigen, dass
unter Verwendung der modifizierten Schadigungsbedingung die anisotrope Schéadi-
gung (MSR) bei allen Lastkombinationen wesentlich friiher einsetzt. Mit einer kleiner
werdenden Last F, setzt die gemischte Schadigung bei beiden Schadigungsbedingun-
gen immer spater ein.

Die Spannungstriaxialitdten der Lastkombinationen mit Schereinwirkungen sind im
oberen rechten und unteren linken Bereich groftenteils kleiner als n = —1/3. Un-
ter Verwendung des Grenzwertes der Spannungstriaxialitdt nach [6] mit . = —1/3
kann in diesen Bereichen somit kaum Schédigung auftreten. Fiir alle Lastkombina-
tionen sind jeweils die Last-Verschiebungskurven fiir die elastisch-plastischen und
die elastisch-plastisch-schidigenden numerischen Simulationen mit 7. = —1/3 unter
Verwendung beider Schidigungsbedingungen annahernd gleich.

Eine Modifizierung des Grenzwertes 7. wird auf der Grundlage dieser numerischen
Simulationen und in Bezug auf die Ergebnisse aus |74, 48| durchgefiihrt. In Kap. 1
(sieche Abb. 1.2) wurde bereits erlautert, dass Schiadigung geméfs des in dieser Ar-
beit verwendeten Modells erst auftreten kann, wenn bereits plastisches Verhalten
vorliegt. In Bezug auf diese Bedingung und der neu gewéhlten Funktion fiir den
Parameter 3 der Schidigungsbedingung wird der Wert des Parameters n. analy-
tisch ermittelt. Fiir negative Spannungstriaxialitdten und den gewahlten Parameter
a/c = 0 ergibt sich die Fliekbedingung (2.77) zu

o (Joy¢) =Vl —c=0 (5.2)
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und die Schiadigungsbedingung (2.97) zu

f (Jo,0) =By o —0=0. (5.3)

Da zu Schadigungsbeginn die Spannungen der geschiadigten und ungeschidigten
Konfiguration noch identisch sind, gilt \/J = /J5. Somit lisst sich fiir die in dieser
Arbeit verwendeten Materialparameter das Verhéaltnis

~ 0y 295MPa
v _ e 5.4
p ¢ 174MPa (54)
aufstellen. Unter dem rechnerisch ungiinstigsten Zustand von w = —1 resultiert mit
(5.1) die Gl. (4.3) zu
295
— =—1,2817.+ 0,85+ 0,03. 5.5
71 ,28n. + 0,85 + (5.5)

Der somit ermittelte und in dieser Arbeit verwendete Grenzwert der Spannungs-
triaxialitdt hat die Grofe von 7, = —0,637. Dieser Wert kann durch Verdnderung
der Funktion des Parameters 3, durch die Anderung der InitialflieRspannung ¢ oder
durch die Anderung der Initialschidigungsspannung o veriandert werden.

Von besonderer Bedeutung ist es nochmals zu erwidhnen, dass dies eine analytische
Herleitung des Grenzwertes 7, ist, die notwendig ist, um die Stabilitdt der nume-
rischen Simulation nicht zu beeintrachtigen. Diese Herleitung des Grenzwerts der
Spannungstriaxialitdat 7. = —0,637 beruht nicht auf experimentellen Beobachtun-
gen. Es sollten dazu jedoch weitere experimentelle Untersuchungen durchgefiihrt
werden.

Die fiir die zweite Charge verwendeten elastischen Schidigungsmodule n;...n4
(Tab. 4.1) zeigen fiir den ungekerbten und die verschiedenen gekerbten Zugversuche
aus Kap. 4 eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen Experimenten und elastisch-
plastisch-schédigenden numerischen Simulationen. Bei diesen uniaxialen Versuchen
treten jedoch nur Spannungstriaxialitdten im Bereich von 1/3 <n <1/ V3 auf.
Die elastischen Schiadigungsmodule bewirken eine Abminderung der elastischen Ei-
genschaften (2.84). Auf die isotrope Schédigung haben besonders die elastischen
Schédigungsmodule n; und 7, eine groke Auswirkung. Daher haben diese in Be-
reichen mit grofsen positiven Spannungstriaxialitdten einen starken Einfluss auf die
Schédigungsentwicklung. Mit kleiner werdenden Spannungstriaxialitdten bis hin zu
17 = 0 nimmt dieser Effekt ab. Fiir negative Spannungstriaxialitdten haben die elas-
tischen Schédigungsmodule 7; und 7, nur noch einen geringen Einfluss.

Da die Schiadigung im Bereich positiver Spannungstriaxialitdten besonders auf den
biaxialen Zugversuch und die Scher-Zug-Lastkombinationen Auswirkungen hat, sind
auch die Einfliisse von 7; und 7, fiir diese drei Lastkombinationen grof. Bei grofen
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negativen Werten fir 7, und 7o kommt es bei dem biaxialen Zugversuch (Abb. 5.6a)
mit einsetzender Schidigung zu einem raschen Abfall der Last, was zu einem friihzei-
tigen Abbruch der Simulationen fiihrt. Hingegen wird mit hohen negativen Werten
fiir 17, und 7, eine sehr gute Ubereinstimmung der Last-Verschiebungskurven von
elastisch-plastisch-schiddigenden numerischen Simulationen und Experimenten fiir
die Scher-Zug-Lastkombinationen (Abb. 5.6b und Abb. 5.7a) erzielt. Wenn fiir diese
beiden Lastkombinationen eine gute Ubereinstimmung vorliegt, brechen die numeri-
schen Simulationen jedoch vorzeitig ab, da ein plotzlicher starker Lastabfall auftritt.
Werden kleine negative Werte fiir n; und 7y gewahlt, ist der Anstieg der Last-
Verschiebungskurven nach Schiadigungsbeginn von elastisch-plastisch-schadigender
numerischer Simulation und Experiment fiir den biaxialen Zugversuch sowohl fiir
a/c = 0,00034MPa~" als auch fiir a/c = 0MPa™' &hnlich. Hingegen ist fiir die
Scher-Zug-Lastkombinationen im Last-Verschiebungsdiagramm keine Entfestigung
zu erkennen (Abb. 5.6b und Abb. 5.7a).

Auf die Last-Verschiebungskurven der Scher-Druck-Lastkombinationen (Abb. 5.8)
und der reinen Scherbelastung (Abb. 5.7b) hat die Anderung der Werte von 7; und
1o nur sehr geringe Auswirkungen.

Die Materialparameter n3 und 74 haben grofe Auswirkungen auf die anisotropen
elastischen Eigenschaften. Der Einfluss von 73 und n, auf die Schédigungsentwick-
lung ist daher in Bereichen mit einer negativen Spannungstriaxialitdt besonders grof.
Daher sind die Auswirkungen von 73 und ny fiir die Scher-Druck-Lastkombinationen
und die reine Scherbelastung hoch. Sind fiir negative Spannungstriaxialititen die
Materialparameter n3 und 7, negativ, kommt es fiir diese Lastkombinationen zu
einem weiteren Anstieg der Last-Verschiebungskurven. Um zu vermeiden, dass die
Last-Verschiebungskurven der elastisch-plastisch-schiadigenden numerischen Simula-
tionen dieser Lastkombinationen nach Schédigungsbeginn oberhalb der Kurve der
elastisch-plastischen numerischen Simulationen verlaufen, miissen die Materialpara-
meter 73 und 7, grofe positive Werte annehmen.

Fiir Berechnungen mit Spannungstriaxialitdten n > 1/3 fiihren diese hohen positi-
ven Werte fiir 3 und 74 zu nicht verwertbaren Ergebnissen.

Daher wurden die elastischen Schadigungsmodule zu

m = —100000MPa
15 = —50000MPa

| —12500MPa fir n >0
B 600000MPa fiir 5 <0

B —2500MPa  fir n>0
™7 600000MPa fiir <0

(5.6)

gesetzt, um die elastisch-plastisch-schidigenden numerischen Simulationen mit und
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ohne modifizierter Schiadigungsbedingung fiir die erste Charge durchzufiihren. Dies
fiihrt zu den in den Diagrammen (Abb. 5.6, Abb. 5.7 und Abb. 5.8) dargestellten
Last-Verschiebungskurven, wobei die in Tab. 5.1 dargestellten Materialparameter
verwendet wurden.

Mit grofseren positiven Werten fiir n3 und 7, konnen die Last-Verschiebungskurven
der Scher-Druck-Lastkombinationen und der reinen Scherbelastung weiter gesenkt
werden, um eine Ubereinstimmung mit den Kurven der Experimente zu erreichen.
Dies fiihrt jedoch zu einem fritheren Abbruch der numerischen Simulationen fiir die
Scher-Zug-Lastkombinationen und die reine Scherbelastung.

Tabelle 5.1: Zusammenfassung der elastischen, plastischen und schadigenden Ma-
terialparameter der ersten Charge

Variable Einheit Beschreibung Wert
1.Charge
elastische Materialparameter
E MPa  Elastizitdtsmodul 65000
v -] Querkontraktionszahl 0,3
plastische Materialparameter
Co MPa  Initialfliefspannung 174
H MPa  Verfestigungsparameter 1800
n -] Verfestigungsexponent 0,23
a/c MPa~! hydrostatischer Spannungskoeffizient 0
schadigende Materialparameter
D, MPa  Entfestigungsparameter 1 700
Dy MPa  Entfestigungsparameter 2 18
by -] Entfestigungsexponent 200
0o MPa  Initialschddigungsspannung 295
T MPa  elastisches Schadigungsmodul 1 -100000
o MPa  elastisches Schadigungsmodul 2 -50000
ns firnp >0 MPa  elastisches Schadigungsmodul 3 -12500
ny fiirn <0 MPa  elastisches Schadigungsmodul 3 600000
ng firp >0  MPa  elastisches Schidigungsmodul 4 -2500
ny firn <0  MPa  elastisches Schidigungsmodul 4 600000

5.2.4 Analyse der Bruchflachen

Fiir mikroskopische Untersuchungen der Bruchflaichen wurde das Rasterelektronen-
mikroskop Philips XL-20 verwendet. Da die Bruchfliche nicht immer einen homoge-
nen Schadigungszustand aufweist, wurden fiir verschiedene Lastkombinationen drei
Abschnitte genauer untersucht. Diese Abschnitte A, B und C (Abb. 5.13) wurden
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jeweils mit 100-facher, 200-facher und 500-facher Vergréferung betrachtet. In den

_ A
Cy
|| B
e X
" C

Abbildung 5.13: Schematische Darstellung der Bildpositionen A, B und C

folgenden Unterkapiteln werden fiir jede Lastkombination die numerischen Ergeb-
nisse zum Ende der Simulation mit der Bruchflache und dem Verlauf der Bruchkante
verglichen.

Zur Validierung des in dieser Arbeit verwendeten Modells kénnen so die verschie-
denen Schadigungsmechanismen aufgezeigt und den entsprechenden Spannungszu-
standen zugeordnet werden. Durch den Vergleich von Rissverlauf und den elastisch-
plastisch-schédigenden numerischen Simulationen kénnen zudem Aussagen tiber den
Zusammenhang von Schidigung und Bruch getroffen werden.

Lastkombination F; : F, =0:1

Im Gegensatz zu den uniaxialen gekerbten Zugstében besitzt der biaxiale Versuchs-
korper eine zusédtzliche Einkerbung in Dickenrichtung. Aufgrund dieser sind die hy-
drostatischen Spannungen /; im Bereich der zu beobachtenden Einschniirung hoher
als bei den uniaxialen gekerbten Zugstédben. Ebenso sind die deviatorischen Span-
nungen y/J, im zentralen Bereich der Kerbe am groften (Abb. 5.14). Bei einem
reinen Zugversuch mit dem biaxialen Versuchskorper treten somit im Vergleich zu
den uniaxialen gekerbten Zugstédben héhere Spannungstriaxialitdten n im Zentrum
der Kerbe auf. Die grofiten Werte liegen mit etwa n = 0,85 direkt in der Mit-
te des Versuchskorpers und sind daher in der Abb. 5.14 nicht zu erkennen. Da
die Spannungstriaxialitdt im Bereich der inelastischen Deformationen hohe positive
Werte von 7 > 0,33 annimmt, jedoch der Wert von 1, = 10/3 nicht iiberschritten
wird, liegt eine gemischte Schidigung aufgrund von isotroper Porenaufweitung und
gleichzeitiger Entstehung von Mikroscherrissen vor. Der Einfluss der Schidigung
durch Mikroscherrisse ist in Bezug auf die hohen positiven Spannungstriaxialitdten
(Abb. 5.14) nur gering. Da der geschidigte Bereich eine senkrechte Ausrichtung
hat, ist diese Orientierung auch bei der Schiadigungsvergleichsdehnung p zu erken-
nen, welche zum Zeitpunkt des Versagens in dem zentralen Bereich mit Werten von
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knapp tiber 9% am grofsten ist.

Der Bruch der Probe (Abb. 5.14) verlduft auf Hohe der Einschniirung ebenfalls
senkrecht von oben nach unten. Die Bruchkante im Experiment passt daher zu
den numerischen Ergebnissen, da die Ausrichtung von Bruchkante und numerisch
ermittelter Schadigung identisch sind. Das Wegbrechen der unteren linken Ecke zeigt
lediglich die Empfindlichkeit des Schédigungsprozesses auf Imperfektionen.

-50 0 -0.66
= 62 = 35 =-O.495
=173 =70 =033

39 S 140 — Y
L =507 =175 = 0.165
:618 I:IZIO I:IO‘33
e /29 o 245 o 0495
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Abbildung 5.14: Erste Spannungsinvariante I; [MPal, zweite deviatorische Span-
nungsinvariante v/J; [MPal, Spannungstriaxialitit 1, ermittel-
te Schadigungsart und Schédigungsvergleichsdehnung g am En-
de der Berechnung sowie das Bruchbild fiir die Lastkombination
Fi:F=0:1

Der reine Zugversuch der Biaxialprobe weist auf der Bruchfliche nur einen Schadi-
gungsmechanismus auf. Daher wird fiir diese Lastkombination nur ein Abschnitt der
Oberflache (Abb. 5.15) gezeigt. Die gesamte Bruchflache ist durch eine Aufweitung
der Poren gekennzeichnet, hingegen sind Schermechanismen kaum zu erkennen.

Der Vergleich der elastisch-plastisch-schidigenden numerischen FErgebnisse
(Abb. 5.14) mit den Experimenten zeigt eine gute Ubereinstimmung. Der Schi-
digungsmechanismus wurde durch die numerischen Simulationen anhand der Span-
nungstriaxialitit und der daraus resultierenden Schédigungsart korrekt vorherge-
sagt. Auch der senkrechte Verlauf des Bruchs wird durch die senkrechte Ausrichtung
der hydrostatischen Spannung und der Schadigungsvergleichsdehnung p annédhernd
wiedergegeben. Die gesamten Verformungen des Probekorpers im Experiment und
in der numerischen Simulation &hneln sich, was in Abb. 5.14 ebenfalls deutlich wird.
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Abbildung 5.15: 200-fache Vergroferung der Bruchfliche fiir das Belastungsver-
haltnis Fy : F5=0:1

Lastkombination F; : Fo =1:1

Fiir die Lastkombination F; : F5 = 1 : 1 sind die Ergebnisse der numerischen Simu-
lation in Abb. 5.16 dargestellt. Die hydrostatische Spannung I; ist oben links und
unten rechts am grofiten. Im gesamten Bereich der Kerbe weist die hydrostatische
Spannung ausschlieflich oben rechts und unten links negative Werte auf. Die deviato-
rischen Spannungen 1/.J; sind im gesamten Bereich von oben links nach unten rechts
hoch und haben ihr Maximum im zentralen Bereich. Die Spannungstriaxialitit 7 ist
daher fast im gesamten Bereich der Kerbe positiv und zeigt oben links und unten
rechts grofte Werte. Aufgrund der negativen hydrostatischen Spannungen im oberen
rechten und unteren linken Bereich der Kerbe sind die Spannungstriaxialtdten in
diesem Bereich ebenfalls negativ. Daher ist am oberen rechten und unteren linken
Bereich eine Schidigung durch Mikroscherrisse (MSR) vorhanden. Der restliche Be-
reich der Kerbe ist durch eine gemischte Schadigung (IPA/MSR) charakterisiert.
Die Schéadigungsvergleichsdehnung p zeigt im Bereich der Schiadigung durch Mikro-
scherrisse nur eine geringe Entwicklung, im Bereich der gemischten Schiadigung ist
diese jedoch grofs. Die grofsten Schadigungsvergleichsdehnungen treten mit etwa 8%
oben links und unten rechts auf, da dort die Spannungstriaxialitit und somit auch
der Einfluss der hydrostatischen Spannungen auf das Schédigungsverhalten hoch
ist. Zwischen diesen beiden Maxima entwickelt sich ein Band mit einer maximalen
Schiadigungsvergleichsdehnung von etwa 6%.

Die Bruchkante des Probekorpers verlauft von oben links nach unten in die Mit-
te (Abb. 5.16). Sie ist nicht parallel zu einer Linie zwischen den beiden Maxima
der Schadigungsvergleichsdehnung. Die Bruchkante erstreckt sich dabei oben durch
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Abbildung 5.16: Erste Spannungsinvariante I; [MPal, zweite deviatorische Span-
nungsinvariante /J, [MPa], Spannungstriaxialitiit 7, ermittel-
te Schadigungsart und Schadigungsvergleichsdehnung p am En-
de der Berechnung sowie das Bruchbild fiir die Lastkombination
F1 . F2 =1:1

Bereiche mit Spannungstriaxialitdten von 0,165 < n < 0,495, mittig durch Berei-
che mit Spannungstriaxialititen in den Grenzen von 0,165 < 7 < 0,33 und unten
wiederum durch Bereiche mit Spannungstriaxialitdten von 0,165 < n < 0,495.
Im mittleren Bereich sind die Spannungstrixialitdten nur oberflachlich kleiner als
n =0, 165.

Die Bruchfliche weist im oberen und unteren Abschnitt (Abb. 5.17A,C) starkes iso-
tropes Porenwachstum auf. Im Vergleich dazu haben sich die Poren im mittleren
Abschnitt (Abb. 5.17B) weniger aufgeweitet. In allen drei Abschnitten sind jedoch
auch geringe, durch den Belastungsprozess hervorgerufene, Schermechanismen zu er-
kennen. In den Abb. 5.17A,C sind teils starke Schereinwirkungen auf hervorstehende
Bereiche sichtbar. Diese entstehen, wenn beide Bruchflachen direkt nach dem Bruch
stolsartig aneinander reiben, was an dem gleichgerichteten senkrechten Scherverlauf
und in den den Versuch dokumentierenden Filmaufnahmen erkennbar ist.

Die elastisch-plastisch-schidigenden numerischen Simulationen stimmen mit den Ex-
perimenten {iberein, was schon durch die Ahnlichkeit der gesamten Verformungen
der Probe von Experiment und numerischer Simulation (Abb. 5.16) deutlich wird.
Die Grofe der Spannungstriaxialitdaten entlang der Bruchkante passt zu den Schadi-
gungsmechanismen, die auf der Bruchfldche identifiziert wurden. Zudem geben die
Ausrichtung der hydrostatischen und deviatorischen Spannungen sowie der Schadi-
gungsvergleichsdehnung 1 den Verlauf des Bruchs annéhernd wieder.
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Abbildung 5.17: 200-fache Vergroferung der Bruchfliche fiir das Belastungsver-
héltnis Fy : Fo=1:1
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Lastkombination F; : F, =1:0,5

Die Ergebnisse der numerischen Simulation fiir die Lastkombination F3 : Fo =1:0,5
(Abb. 5.18) dhneln den Ergebnissen aus Kap. 5.2.4. Die hydrostatische Spannung
I, ist oben links und unten rechts am grofsten, jedoch etwa 7% kleiner als bei
der Lastkombination Fj : F, =1:1 (Abb. 5.16). Im gesamten Bereich der Kerbe
weist die hydrostatische Spannung auch fiir diese Lastkombination ausschlieflich
oben rechts und unten links negative Werte auf, welche betragsmafig etwa 21%
grofer sind als bei der Lastkombination Fj: Fy=1:1 (Abb. 5.16). Die devia-
torischen Spannungen +/J> haben ihr Maximum im zentralen Bereich der Kerbe
(Abb. 5.18), welches etwa 4% grofer ist als bei der Lastkombination Fy : Fo =1:1
(Abb. 5.16). Im gesamten Bereich von oben links nach unten rechts sind die deviato-
rischen Spannungen hoch. Die Spannungstriaxialitat 7 ist fast im gesamten Bereich
der Kerbe positiv und weist oben links und unten rechts grofse Werte auf. Da im
Vergleich zur Lastkombination Fj : F5 =1 : 1 die positiven hydrostatischen Span-
nungen nun kleiner und die deviatorischen Spannungen grofer sind, ergeben sich
ebenfalls geringere Betrége fiir die positiven Spannungstriaxialitdten. Im Gegensatz
dazu sind die negativen Spannungstriaxialititen oben rechts und unten links auf-
grund der betragsmafig hoheren negativen hydrostatischen Spannungen grofer. Im
oberen rechten und unteren linken Bereich ist eine Schiddigung durch Mikroscherrisse
(MSR) vorhanden. Im restlichen Bereich der Kerbe ist eine gemischte Schadigung
(IPA/MSR) erkennbar (Abb. 5.18). Die Schiadigungsvergleichsdehnung p zeigt im
Bereich der Schadigung durch Mikroscherrisse nur eine geringe Entwicklung von et-
wa 2%. Die grofsten Schadigungsvergleichsdehnungen treten mit etwa 8% oben links
und unten rechts auf. Zwischen diesen beiden Maxima entwickelt sich ein Band mit
einer maximalen Schiadigungsvergleichsdehnung von etwa 4%. Im zentralen Bereich
hat die Schadigungsentwicklung im Vergleich zur Lastkombination Fj : Fb =1:1
abgenommen.

Die Bruchkante des Probekorpers verlduft von oben links senkrecht nach unten
(Abb. 5.18). Fiir diese Lastkombination ist die Bruchkante ebenfalls nicht paral-
lel zu einer Linie zwischen den beiden Maxima der Schidigungsvergleichsdehnung
. Die Bruchkante erstreckt sich dabei oben durch Bereiche mit Spannungstriaxiali-
taten von 0,165 < n < 0,495 sowie mittig und unten durch Bereiche mit Spannungs-
triaxialitdten in den Grenzen von 0 <7 < 0, 33.

Die Bruchflache weist im oberen Abschnitt (Abb. 5.19A) starkes isotropes Poren-
wachstum auf. In diesem oberen Teil ist das isotrope Porenwachstum dominant.
Ebenso sind hier starke Schereinwirkungen auf hervorstehende Bereiche zu erken-
nen, welche entstehen, wenn beide Bruchflichen direkt nach dem Bruch stofartig
aneinander reiben. Im Vergleich dazu haben sich die Poren im mittleren und unteren
Abschnitt (Abb. 5.19B,C) weniger aufgeweitet. Hier ist ein deutlicher Einfluss von
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Abbildung 5.18: Erste Spannungsinvariante I; [MPal, zweite deviatorische Span-
nungsinvariante /J, [MPa], Spannungstriaxialitiit 7, ermittel-
te Schadigungsart und Schadigungsvergleichsdehnung p am En-
de der Berechnung sowie das Bruchbild fiir die Lastkombination
Fi:F=1:0,5

durch den Belastungsprozess hervorgerufenen Schereinwirkungen sichtbar.

Die gesamten Verformungen der Probe von Experiment und numerischer Simula-
tion (Abb. 5.18) gleichen sich anndhernd. Die identifizierten Schidigungsmecha-
nismen auf der Bruchfliche passen zu den ermittelten Schiadigungsarten und den
Spannungstriaxialitdten. Vor allem die Grofe der Spannungstriaxialitéit, welche fiir
die gemischte Schadigung die Wichtung von isotroper Porenaufweitung und Mikro-
scherrissen verdeutlicht, passt gut zu den experimentellen Ergebnissen. Auch die
Ausrichtung der hydrostatischen und deviatorischen Spannungen sowie der Schadi-
gungsvergleichsdehnung zeigen die Tendenz des Rissverlaufs.

Lastkombination F; : Fo =1:0

Fiir die Lastkombination F} : F5 = 1 : 0 zeigt die Abb. 5.20 die Ergebnisse der nume-
rischen Simulation. Die hydrostatische Spannung [ ist oben links und unten rechts
am groften, jedoch etwa 3% kleiner als bei der Lastkombination F; : F5 =1:0,5
(Abb. 5.18). Die groften negativen Werte oben rechts und unten links sind betrags-
méakig etwa 8% grofker als bei der Lastkombination Fy : F5 = 1:0,5. Im zentralen
Bereich sind ebenfalls kleine negative hydrostatischen Spannungen vorhanden. Die
deviatorischen Spannungen 1/.J; haben ihr Maximum (Abb. 5.20), welches etwa 7%
grofer ist als bei der Lastkombination Fy : F» = 1:0,5 (Abb. 5.18), im zentralen Be-
reich. Im gesamten Bereich von oben mittig nach unten mittig sind die deviatorischen
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Abbildung 5.19: 200-fache Vergroferung der Bruchfliche fiir das Belastungsver-
héltnis F; : F5 =1:0,5
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Spannungen hoch. Aufgrund der kleinen negativen hydrostatischen Spannungen im
zentralen Bereich der Kerbe ist die Spannungstriaxialitidt n dort ebenfalls nega-
tiv (Abb. 5.20). Hohe positive Spannungstriaxialititen sind somit oben links und
unten rechts, hohe negative Spannungstriaxialititen oben rechts und unten links
vorhanden. Da im Vergleich zu den vorherigen Lastkombinationen Fj : Fp =1:1
und F} : F5, =1:0,5 die positiven hydrostatischen Spannungen nun kleiner und die
deviatorischen Spannungen grofser sind, ergeben sich ebenfalls kleinere Werte fiir
die positiven Spannungstriaxialitdten. Dies gilt umgekehrt fiir die grofsen negativen
Spannungstriaxialitdten. Demnach ist am oberen rechten und unteren linken Be-
reich sowie im zentralen Bereich der Kerbe eine Schiadigung durch Mikroscherrisse
(MSR) erkennbar. Im restlichen Bereich der Kerbe ist eine gemischte Schadigung
(IPA/MSR) vorhanden (Abb. 5.20). Die grofsten Schiadigungsvergleichsdehnungen g
treten mit etwa 8% weiterhin oben links und unten rechts auf. Die Schadigungsver-
gleichsdehnung zeigt im Bereich der hohen negativen Spannungstriaxialitdten nur
eine geringe Entwicklung von etwa 2%, im zentralen Bereich liegt sie lediglich bei
1%. Zwischen den beiden Maxima der Schadigungsvergleichsdehnung ist kein aus-
gepragtes Band mehr zu erkennen.
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Abbildung 5.20: Erste Spannungsinvariante I; [MPal, zweite deviatorische Span-
nungsinvariante /.J, [MPa|, Spannungstriaxialitit 1, ermittel-
te Schadigungsart und Schadigungsvergleichsdehnung p am En-
de der Berechnung sowie das Bruchbild fiir die Lastkombination
Fi:F=1:0

Oben rechts und unten links entsteht aufgrund der Belastung jeweils ein fast recht-
winkliger Knick. Die Bruchkante des Experimentes verlauft von oben mittig nach
unten links (Abb. 5.20). Im unteren Teil der Probe bleibt die Bruchkante jedoch
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rechts von dem markanten Knick. Die Bruchkante verlauft dabei oben durch Be-
reiche mit Spannungstriaxialititen von 0,165 < n < 0,495 und mittig durch Be-
reiche mit kleinen negativen Spannungstriaxialititen um —0,165 < n < 0. Im
unteren Bereich der Bruchkante sind sowohl positive Spannungstriaxialitdten mit
0,165 < n < 0,495 als auch am unteren Rand hohe negative Spannungstriaxialita-
ten mit —0,66 < n < —0, 165 vorhanden (Abb. 5.20).

Im oberen Abschnitt (Abb. 5.21A) weist die Bruchfléche ein dominantes isotropes
Porenwachstum auf. Im mittleren Abschnitt (Abb. 5.21B) ist kaum Porenaufweitung
zu erkennen. Hier dominiert die Schidigung durch Mikroscherrisse. Eine geringe
Porenaufweitung ist im oberen Teil der Abb. 5.21C zu erkennen. Der untere Teil ist
durch starke anisotrope Effekte geprégt. Durch die ungleichméfige Ausrichtung der
Materialkorner sind sowohl horizontale als auch vertikale Scherbander, welche beim
Abscheren innerhalb der Kérner entstehen, zu erkennen.

Auch fiir diese Lastkombination dhneln sich die Verformungen der Probe von Expe-
riment und numerischer Simulation (Abb. 5.20). Die ermittelten Schidigungsarten
und Spannungstriaxialitdten passen zu den identifizierten Schadigungsmechanismen
auf der Bruchfliche. Deutlich wird dies besonders durch die Abb. 5.21C. Hier sind
auf der Aufnahme detailliert die hohen positiven Spannungstriaxialitdten, welche
isotrope Porenaufweitung hervorrufen, und die hohen negativen Spannungstriaxiali-
taten, welche anisotrope Effekte zur Folge haben, dargestellt. Dieses experimentelle
Ergebnis gleicht anndhernd den Vorhersagen der numerischen Simulation.

Lastkombination F; : F, =1:-0,5

Die Ergebnisse der numerischen Simulation fiir die Lastkombination
Fy: F, =1:—-0,5 zeigt die Abb. 5.22. Oben links und unten rechts ist die hydrosta-
tische Spannung I; am groften, jedoch etwa 6% kleiner als bei der Lastkombination
Fy: F,=1:0 (Abb. 5.20). Die groften negativen Werte oben rechts und unten
links sind betragsmafig etwa 16% grofser als bei der Lastkombination Fy : F5 =1:0
(Abb. 5.20). Der zentrale Bereich der Kerbe wird von negativen hydrostatischen
Spannungen dominiert. Wie bei der Lastkombination Fj : F5 =1 : 0 entsteht auf-
grund der Belastung oben rechts und unten links jeweils ein fast rechtwinkliger
Knick. Die deviatorischen Spannungen +/.J; haben ihr Maximum (Abb. 5.22), wel-
ches etwa 3% kleiner ist als bei der Lastkombination F} : F; =1 :0 (Abb. 5.20), im
zentralen Bereich der Kerbe. Im gesamten Bereich vom Knick oben zum Knick unten
sind die deviatorischen Spannungen am groften. Die Spannungstriaxialitiat n ist im
zentralen Bereich der Kerbe negativ (Abb. 5.22), da hier moderate negative hydro-
statische Spannungen vorhanden sind. Oben links und unten rechts sind die Span-
nungstriaxialitdten positiv, hingegen sind oben rechts und unten links hohe negative
Spannungstriaxialitdten erkennbar. Daher ist am oberen rechten und unteren linken
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Abbildung 5.21: 200-fache Vergroferung der Bruchfliche fiir das Belastungsver-
héltnis F; : F5=1:0



5.2 Vergleich von Experimenten und numerischen Simulationen 99

Bereich sowie im gesamten zentralen Bereich der Kerbe eine Schadigung durch Mi-
kroscherrisse (MSR) vorhanden. Eine gemischte Schéadigung (IPA/MSR) tritt oben
links und unten rechts auf (Abb. 5.22). Die grofsten Schadigungsvergleichsdehnungen
@ treten mit etwa 4% nun oben rechts und unten links auf, jedoch sind die Schadi-
gungsvergleichsdehnungen oben links und unten rechts mit etwa 3% &hnlich hoch.
Die Schédigungsvergleichsdehnung zeigt im gesamten zentralen Bereich der Kerbe
nur eine geringe Entwicklung von etwa 1%.

Die Bruchkante des Experimentes verlauft von oben mittig nach unten links in den
Knick (Abb. 5.22). Diese erstreckt sich dabei oben durch Bereiche mit Spannungs-
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Abbildung 5.22: Erste Spannungsinvariante I; [MPal, zweite deviatorische Span-
nungsinvariante v/J, [MPal, Spannungstriaxialitit 1, ermittel-
te Schadigungsart und Schadigungsvergleichsdehnung p am En-
de der Berechnung sowie das Bruchbild fiir die Lastkombination
o F=1:-0,5

triaxialitdten von 0,165 <17 < 0,495. Im mittleren Bereich sind die Spannungs-
triaxialitdten grofstenteils negativ, jedoch betragsmafig klein mit —0,165 <7 < 0.
Im unteren Bereich der Bruchkante sind sowohl positive als auch am unteren Rand
hohe negative Spannungstriaxialititen vorhanden.

Die Bruchfliche weist im oberen Abschnitt (Abb. 5.23A) starkes isotropes Poren-
wachstum auf. Eine Porenaufweitung ist im mitteleren Abschnitt (Abb. 5.23B) kaum
noch zu erkennen. Die Bruchflache ist hier durch Schermechanismen gekennzeichnet.
Eine starke anisotrope Schidigung ist im unteren Abschnitt sichtbar. Im oberen Teil
des Bildes (Abb. 5.23C) ist jedoch auch eine Porenaufweitung zu identifizieren.

Fiir diese Lastkombination &hneln sich die Verformungen der Probe von Experiment
und numerischer Simulation (Abb. 5.22) ebenfalls. Die ermittelten Schiadigungsarten



100 Biaxiale Versuche

————— 100 um

Abbildung 5.23: 200-fache Vergroferung der Bruchfliche fiir das Belastungsver-
héltnis Fy : Fo =1:-0,5
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und Spannungstriaxialitdten sind wiederum konsistent zu den identifizierten Sché-
digungsmechanismen auf der Bruchflache. Deutlich wird dies hier besonders durch
die Abb. 5.23C, da die gleichen Effekte wie bei der Lastkombination F} : F5 =1:0
zu erkennen sind. Hohe positive Spannungstriaxialitdten, welche isotrope Porenauf-
weitung hervorrufen, und hohe negative Spannungstriaxialitdten, welche anisotrope
Effekte bewirken, sind gleichzeitig auf einem Bild zu erkennen. Dies ist eine sehr
detaillierte Ubereinstimmung zwischen Experiment und numerischer Simulation.

Lastkombination F; : Fo =1: —1

Fiir die Lastkombination F} : F5 = 1: —1 zeigt die Abb. 5.24 die Ergebnisse der
numerischen Simulation. Die hydrostatische Spannung [; ist oben links und unten
rechts am groften. In diesem Bereich ist sie etwa 6% kleiner als bei der Lastkom-
bination Fj : Fy =1:—0,5 (Abb. 5.22). Oben rechts und unten links treten die
groften negativen Werte auf, welche betragsméafig etwa 5% kleiner sind als bei
der Lastkombination Fj: Fy=1:—0,5 (Abb. 5.22). Im gesamten zentralen Be-
reich sind negative hydrostatische Spannungen vorhanden. Wie zuvor entsteht auch
fiir diese Lastkombination aufgrund der Belastung oben rechts und unten links ein
jeweils fast rechtwinkliger Knick. Die deviatorischen Spannungen +/J; haben ihr
Maximum (Abb. 5.24) im zentralen Bereich der Kerbe. Im gesamten Bereich vom
Knick oben zum Knick unten sind die deviatorischen Spannungen am gréfiten, wobei
das Maximum etwa 6% kleiner ist als bei der Lastkombination F; : F, =1:—0,5
(Abb. 5.22). Da im zentralen Bereich der Kerbe moderate negative hydrostatische
Spannungen vorhanden sind, resultieren in diesem Bereich ebenfalls negative Span-
nungstriaxialitdten n (Abb. 5.24). Geméf der Verteilung der hydrostatischen Span-
nungen sind die Spannungstriaxialitdten oben links und unten rechts positiv, hinge-
gen sind oben rechts und unten links hohe negative Spannungstriaxialitdten vorhan-
den. Vom oberen rechten zum unteren linken Bereich besteht daher eine Schadigung
durch Mikroscherrisse (MSR). Gemischte Schiadigung (IPA/MSR) tritt wie bei der
Lastkombination Fj : F5 =1:—0,5 (Abb. 5.22) nur oben links und unten rechts
auf (Abb. 5.22). Diese ist jedoch beim Bruch nicht sehr weit fortgeschritten. Daher
sind oben links und unten rechts Schiadigungsvergleichsdehnungen p von maximal
1% erkennbar. Die grofsten Schadigungsvergleichsdehnungen treten mit nur etwa 3%
oben rechts und unten links auf. Die Schadigungsvergleichsdehnung zeigt zudem im
gesamten zentralen Bereich der Kerbe nur eine geringe Entwicklung von etwa 1%.

Die Bruchkante des Experimentes verlauft vom Knick oben rechts zum Knick un-
ten links (Abb. 5.24). Diese erstreckt sich dabei oben und unten durch Bereiche
mit hohen negativen Spannungstriaxialitdten von (—0,66 <7 < —0,33). An diese
grenzen jedoch sehr knapp moderate positive Spannungstriaxialititen von
0,165 < n < 0,495. Im mittleren Bereich sind moderate negative Spannungstriaxia-
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Abbildung 5.24: Erste Spannungsinvariante I; [MPal, zweite deviatorische Span-
nungsinvariante /J, [MPa], Spannungstriaxialitiit 7, ermittel-
te Schadigungsart und Schadigungsvergleichsdehnung p am En-
de der Berechnung sowie das Bruchbild fiir die Lastkombination
F1 . F2 =1:-1

litdten von —0,33 < n < 0 vorhanden.

Die Bruchflache weist im oberen und unteren Abschnitt (Abb. 5.25A C) sowohl star-
ke anisotrope Schédigungsmerkmale als auch geringe Anzeichen von Porenaufwei-
tung auf. Die Bruchflache ist im mittleren Abschnitt (Abb. 5.25B) fast ausschlieflich
durch Schermechanismen gekennzeichnet.

Die Verformungen der Probe von Experiment und numerischer Simulation
(Abb. 5.24) gleichen sich anndhernd auch fiir diese Lastkombination. Die ermittelten
Schadigungsarten und Spannungstriaxialitdten sind, wie bei allen zuvor betrachte-
ten Lastkombinationen auch, konsistent zu den identifizierten Schadigungsmecha-
nismen auf der Bruchflache. Ein weiteres Beispiel fiir die Genauigkeit der elastisch-
plastisch-schidigenden numerischen Simulationen bietet der obere und untere Be-
reich des Bruchs, bei dem geméfs der numerischen Simulationen eine Zone vorhanden
ist, in welcher ein sprungartiger Wechsel von hohen positiven zu hohen negativen
Spannungstriaxialititen stattfindet. Die Abb. 5.25A,C bestétigen die Ergebnisse der
numerischen Simulation, da sowohl eine geringfiigige isotrope Porenaufweitung als
auch starke anisotrope Effekte zu erkennen sind.



5.2 Vergleich von Experimenten und numerischen Simulationen 103

.

| — 100 um

Abbildung 5.25: 200-fache Vergroferung der Bruchfliche fiir das Belastungsver-
héltnis F; : Fo=1:—1
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Auswertung der Ergebnisse aller Lastkombinationen

Bei allen sechs untersuchten Lastkombinationen traten in der Bruchflache die durch
die elastisch-plastisch-schadigenden numerischen Simulationen vorhergesagten Scha-
digungsarten, welche von der Spannungstriaxialitdt abhédngig sind (Abb. 2.2), auf.
Anhand der mikroskopischen Untersuchungen lésst sich zeigen, dass schon bei niedri-
gen positiven Spannungstriaxialitdten von etwa n = 0, 5 das isotrope Porenwachstum
dominant ist und Schereinwirkungen kaum noch zu erkennen sind. Als Beispiel hier-
fiir soll die Lastkombination F} : F5 = 1: 1 dienen, da hier im oberen und unteren
Bereich (Abb. 5.17A,C) bei positiven Spannungstriaxialitdten (0,165 < n < 0,495)
eine dominante Porenaufweitung sichtbar ist.

Mit abnehmenden Spannungstriaxialitdten nimmt der Einfluss der Schidigung durch
Mikroscherrisse zu und die isotrope Porenaufweitung ab. Die Lastkombination
Fy: F,=1:0,5 weist im mittleren Bereich kleinere Spannungstriaxialitdten auf
(Abb. 5.19B). Der erhohte Einfluss durch Mikroscherrisse ist deutlich zu erkennen.
Hingegen sind die vorhandenen aufgeweiteten Poren wesentlich kleiner als bei der
Lastkombination F} : Fo = 1:1 (Abb. 5.17B).

Bei negativen Spannungstriaxialitdten ist eine isotrope Porenaufweitung kaum fest-
zustellen. Dies zeigt die Abb. 5.25B, auf welcher der mittlere Abschnitt fiir die
Lastkombination Fj : Fy, = 1: —1 dargestellt ist.

Der Vergleich der elastisch-plastisch-schiddigenden numerischen Simulationen mit
den Experimenten aller Lastkombinationen zeigt, dass fiir jede Lastkombination die
Schédigungsmechanismen der Bruchfliche von den numerischen Simulationen de-
tailliert prognostiziert werden.

Die Gegeniiberstellung der numerischen Ergebnisse mit den Experimenten indiziert
zudem, dass der Bruch nicht entlang der hohen Schiadigungsvergleichsdehnungen
verlauft, jedoch fiir jede Lastkombination durch einen der beiden Punkte der maxi-
malen Schadigungsvergleichsdehnung.



6 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

In dieser Arbeit wird ein den Einfluss des Spannungszustands beriicksichtigendes
Kontinuumsschédigungsmodell verwendet, welches von Briinig [15] vorgestellt und
sukzessiv erweitert [17]-[24] wurde. Fiir die Kinematik werden geschédigte und fik-
tive ungeschadigte Konfiguration eingefiihrt. Dadurch ist eine direkte Verwendung
von Schédigungstensoren moglich.

Eine konsistente thermodynamische Betrachtungsweise liefert eine Definition fiir den
effektiven Spannungstensor der ungeschédigten Konfiguration und den Spannungs-
tensor der geschiadigten Konfiguration. Es werden verschiedene elastische Potenti-
alfunktionen eingefiihrt, um den Effekt der Schéadigung auf das elastische Material-
verhalten zu modellieren.

Zur Umsetzung der phénomenologischen Theorie werden die Materialgleichungen
auf makroskopischer Ebene formuliert. Zur Beriicksichtigung des hydrostatischen
Spannungszustandes auf den Beginn des plastischen Verhaltens wird eine Drucker-
Prager-Fliefsbedingung genutzt. Fiir das plastische Verhalten werden ein nicht asso-
zilertes Fliekgesetz und ein Verfestigungsgesetz verwendet.

Das schiadigende Verhalten ist unabhéngig vom plastischen Verhalten. Die Schadi-
gungsbedingung ist vom Spannungszustand abhéngig und beriicksichtigt ebenfalls
hydrostatische und deviatorische Spannungen. Aufgrund der in dieser Arbeit durch-
gefithrten makroskopischen Untersuchungen wird die Schadigungsbedingung fiir ne-
gative Spannungstriaxialitdten modifiziert. Ein nicht assoziiertes Schadigungsgesetz
wird in Abhéngigkeit der Spannungstriaxialitdt und des Lodeparameters formuliert.
Dazu wird in dieser Arbeit erstmals die gesamte numerische Implementierung des
Spannungsdeviators M, zur Beriicksichtigung der deviatorischen Spannugsinvari-
ante J; im Schédigungsgesetz, durchgefiihrt. In dieser Arbeit wird zusétzlich ein
neues exponentielles Entfestigungsgesetz zur Beschreibung des schiadigenden Mate-
rialverhaltens vorgestellt und verwendet. Fiir die numerische Integration der Mate-
rialgleichungen wird eine erweiterte ,jinelastischer Pradiktor - elastischer Korrektor
-Technik sowie ein korrespondierender konsistenter Tangentenmodul genutzt.

Die Nutzer-Materialroutine USERMAT dient zur Implementierung eigener Materi-
algesetze in die kommerzielle Finite-Element-Software ANSYS. Mit dieser wird die
numerische Implementierung der vorgestellten Theorie durchgefiihrt.

Fiir die Ermittlung der Materialparameter werden ein ungekerbter und verschiedene
gekerbte, einaxial belastete Zugstiabe genutzt und numerisch und experimentell un-
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tersucht. Die Versuche mit der ungekerbten Zugprobe (griin) und den verschiedenen
gekerbten Zugproben (rot) decken jedoch nur einen kleinen Bereich der Spannungs-
triaxialititen von 1/3 < 5 < 1/v/3 ab (Abb. 6.1). Der Scherversuch (blau) aus
[20] hat im zentralen Bereich Spannungstriaxialitdten von n = 0,055 und n = 0,3
(Abb. 6.1). Zur Verifizierung der Materialparameter werden Experimente mit ei-
nem neuartigen biaxialen Versuchskorper, und einer neuen biaxialen Testmaschine
durchgefiihrt. Unter Nutzung verschiedener Lastkombinationen wird so im zentralen
Bereich der Kerbe dieses biaxialen Versuchskorpers (grau) ein sehr grofer Bereich
der Spannungstriaxialitdten von —1/3 <7 < 0,95 abgedeckt (Abb. 6.1). Im Gebiet
des gesamten Bruchs sind jedoch noch durchaus gréfere negative Spannungstriaxia-
litdten vorhanden. Es konnen sowohl Scher-Zug-, Scher-Druck- als auch Zug- und
Scherspannungszustinde mit dem gleichen Versuchskorper erzeugt werden. Je nach
Lastkombination ist so eine Untersuchung verschiedener Spannungszustdnde und
deren Einfluss auf das Schiadigungsverhalten mdglich, wodurch eine Validierung der
vom Spannungszustand abhéngigen Schadigungsbedingung und des vom Spannungs-
zustand abhéngigen Schidigungsgesetzes erreicht wird.

Die Ergebnisse zeigen, dass die Materialparameter, welche mit Hilfe der Versuche
mit ungekerbten und der verschiedenen gekerbten Zugproben ermittelt werden, nicht
auf den gesamten Raum der Spannungstriaxialitdten anwendbar sind. Mit dem neu-
artigen biaxialen Versuchskorper ist jedoch eine Analyse der Materialparameter fiir
die positiven und negativen Spannungstriaxialitdten moglich.

) ()
() @) () ()
) ()
o—o IS

3

1 e 1 1

2 0 3 V3

Abbildung 6.1: Spannungstriaxialititen in der Bruchfliche der verschiedenen
Versuchskorper

Die erzielten numerischen Ergebnisse beweisen im Vergleich mit den Experimen-
ten, dass die hier verwendete Theorie eine hohe Vorhersagegenauigkeit erfiillt. So
zeigen die Vergleiche der numerischen Simulationen mit den Experimenten fiir die
Zugversuche mit dem ungekerbten und verschiedenen gekerbten Zugstdben, dass



107

eine gute Ubereinstimmung der Last-Verschiebungskurven von der Wahl des plasti-
schen Materialparameters a/c abhéngig ist. Fiir den biaxialen Versuchskorper zeigt
der Vergleich der numerischen Simulation mit dem Experiment fiir den reinen Zug-
versuch ebenfalls eine hohe Ubereinstimmung der Last-Verschiebungskurven unter
Verwendung des plastischen Materialparameters a/c = 0,00034MPa~!. Die Ver-
suche mit den biaxialen Versuchskérpern demonstrieren allerdings auch, dass sich
dieser Wert des plastischen Materialparameters auf die Genauigkeit der Vorher-
sagen bei Lastkombinationen mit kleiner werdenden Spannungstriaxialitdaten stér-
ker negativ auswirkt. Bei hohen negativen Spannungstriaxialitdten liegen die Last-
Verschiebungskurven der numerischen Simulationen oberhalb der experimentell er-
mittelten Last-Verschiebungskurven. Fiir diese Lastkombinationen wurde eine gute
Konformitét der Last-Verschiebungskurven mit a/c = 0MPa™! erreicht. Dies fiihrt
zu der Schlussfolgerung, dass der plastische Materialparameter a/c nicht konstant
ist |93, 94], sondern eine Funktion in Abhéngigkeit von der Spannungstriaxialitét
darstellt. Fiir kleine positive und negative Spannungstriaxialitidten konnte der Funk-
tionswert a/c(n) = 0 sein und mit wachsenden Spannungstriaxialitidten ansteigen.
Hierzu sind weitere Untersuchungen notwendig.

Grofe Auswirkungen auf den Verlauf der Last-Verschiebungskurven und die Schadi-
gungsentwicklung der numerischen Simulationen haben die elastischen Schadigungs-
module 7;...n4. Fiir negative Spannungstriaxialitdten miissen die elastischen Schadi-
gungsmodule n3 und 74, welche vor allem den Einfluss der anisotropen Schiadigung
auf das elastische Materialverhalten regulieren, hohe positive Werte annehmen. Da-
her werden in dieser Arbeit fiir 3 und 7, abschnittsweise konstante Werte in Ab-
héngigkeit von der Spannungstriaxialitit verwendet.

Der in dieser Arbeit genutzte neue Grenzwert der Spannungstriaxialitdt r. wird
analytisch ermittelt (7. = —0,637) und verifiziert. Erst mit diesem hohen negativen
Grenzwert der Spannungstriaxialitat ist fiir Lastkombinationen mit hohen negati-
ven Spannungstriaxialititen eine Entfestigung im Last-Verschiebungsdiagramm zu
beobachten. Fiir eine hohere Genauigkeit der elastisch-plastisch-schiadigenden nu-
merischen Simulationen ist es somit notwendig, Schidigungen auch im Bereich mit
Spannungstriaxialitdten unter n = —1/3 zuzulassen.

Die in dieser Arbeit gemachten Beobachtungen fithren zu der Schlussfolgerung,
dass Schiadigung und Bruch gesondert voneinander betrachtet werden miissen. Die
Schadigungsentwicklung hat Auswirkungen auf die Entwicklung des Spannungszu-
standes. Daher ist sie essentiell fiir den Verlauf der Last-Verschiebungskurve ver-
antwortlich. Jedoch hat die Schidigung vermutlich einen Einfluss auf den Beginn
des Bruchs. Die Bruchkanten der Experimente verlaufen bei allen Lastkombinatio-
nen durch einen der Punkte der numerisch ermittelten maximalen Schadigungsver-
gleichsdehnung. Dies kann darauf hindeuten, dass ab Uberschreiten einer bestimm-
ten Schadigungsvergleichsdehnung der Bruch ausgelost wird.



7 Ausblick

Die Umsetzung der in dieser Arbeit vorgestellten Theorie liefert hervorragende nu-
merische Ergebnisse. Um diese Resultate noch besser verifizieren zu kénnen, sollte
der biaxiale Versuchskorper weiter modifiziert werden. Da die Querschnittsflache in
dem Teil des biaxialen Versuchskorpers, in dem inelastische Deformationen auftre-
ten, klein ist, konnen Bearbeitungsfehler bei der Herstellung der Proben, Fehler im
Material und andere Vorschiddigungen die experimentellen Ergebnisse beeinflussen.
Um dies zu verhindern, sollte eine mogliche Vergrofierung der Querschnittsfliche im
kritischen Probenbereich untersucht werden. Dabei sind jedoch die Restriktionen fiir
die Versuchsdurchfithrung, welche vor allem durch die Belastungsgrenzen und Grofe
der biaxialen Priifmaschine vorgegeben sind, zu beachten.

Die Abhéngigkeit des plastischen Materialparameters a/c von der Spannungstriaxia-
litdt muss weiter theoretisch sowie experimentell und numerisch erforscht und in die
Theorie eingebunden werden. Die richtige Verwendung dieses Materialparameters
hat grofle Auswirkungen auf die Vorhersagegenauigkeit der numerischen Simulatio-
nen.

Die elastischen Schiadigungsmodule 7;...n4 haben einen grofen Einfluss auf den Ver-
lauf der Last-Verschiebungskurve und die Art der Schidigungsentwicklung. In die-
ser Arbeit wurde mit abschnittsweise konstanten Werten in Abhéngigkeit von der
Spannungstriaxialitit gearbeitet. Dies kann jedoch gerade im Bereich des Sprungs zu
einem instabilen numerischen Verhalten fiithren. Fiir die Entwicklung von Funktio-
nen der elastischen Schiadigungsmodule in Abhéngigkeit von dem Spannungszustand
wird eine analytische Herangehensweise in Kombination mit numerischen Untersu-
chungen empfohlen.

Die Arbeit hat gezeigt, dass der urspriinglich verwendete Grenzwert der Spannungs-
triaxialitdt von 7. = —1/3 unglinstig ist, da die Verwendung fiir die Biaxialversuche
unzureichende numerische Ergebnisse liefert. Daher wurde in dieser Arbeit ein analy-
tisch ermittelter Grenzwert der Spannungstriaxialitdt verwendet. Dieser Wert kann
durch eine Modifikation der Funktion des Materialparameters § der Schidigungs-
bedingung weiter herabgesetzt werden. Dazu ist es notwendig, den experimentellen
Grenzwert der Spannungstriaxialitit in Abhéngigkeit vom Spannungszustand weiter
zu erforschen, um eindeutige Grenzen festlegen zu konnen. Zusétzlich sollte unter-
sucht werden, ob eine Unterscheidung eines Grenzwert der Spannungstriaxialitit
jeweils fiir Schadigung und Bruch sinnvoll beziehungsweise notig ist.

Die aktuell verwendeten Funktionen der kinematischen Parameter des Schidigungs-
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gesetzes sind sehr komplex und basierend auf mikromechanische Analysen formu-
liert. Elastisch-plastisch-schidigende numerische Simulationen mit Zugeinfluss zeig-
ten wahrend der Entfestigung ab einem gewissen Punkt einen plotzlichen starken
Lastabfall, der zum vorzeitigen Abbruch der numerischen Simulation fiihrte. Die Ur-
sache fiir dieses Verhalten kann ebenfalls auf diese Funktionen zuriickgefiihrt werden,
da das Schadigungsgesetz mafgeblich fiir die Schiadigungsentwicklung verantwort-
lich ist. Eine Vereinfachung und Modifikation dieser Funktionen sollte daher mit
Experimenten und begleitenden numerischen Simulationen untersucht werden.

Um das Bruchverhalten numerisch simulieren zu kénnen, sollte eine Bruchbedingung
entwickelt werden. Zu untersuchen ist hierbei, ob der Bruch ab Uberschreiten einer
bestimmten Schadigungsvergleichsdehnung einsetzt. Zudem sollte der Zusammen-
hang des Bruchs von den Schidigungsverzerrungen und den Spannungen gepriift
werden.
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