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Symbolverzeichnis

1. Einleitung

Der zunehmende Einsatz von Faserverbundwerkstoffen, insbesondere karbonfaserverstiarkten
Kunststoffen (CFRP), ermoglicht im Leichtbau eine wesentliche Massenreduktion bei héheren
spezifischen Eigenschaften wie Steifigkeit und Festigkeit gegeniiber herkémmlichen metallischen
Werkstoffen wie z. B. Aluminium [1]. Diese Vorteile fithren dazu, dass CFRP heute in sehr unter-
schiedlichen ingenieurtechnischen Anwendungen eingesetzt wird, die von Luft- und Raumfahrt-
strukturen bis hin zu erneuerbaren Energiesystemen wie Windenergieanlagen reichen. Besonders
ausgepragt ist dieser Trend in der Luft- und Raumfahrtindustrie, da das eingesparte Gewicht
die Gesamtauslegung des Systems beeinflusst und sich auf Treibstoffverbrauch und Leistungsfa-
higkeit auswirkt. Ein anschauliches Beispiel stellt das Verkehrsflugzeug Boeing 787 dar, bei dem
iiber 50% der Strukturmasse auf Verbundwerkstoffen entfallen. Der 787 enthélt insgesamt rund
35 Tonnen Verbundwerkstoffen, wovon etwa 23 Tonnen auf CFRP entfallen. Diese Werkstoffe
werden grofiflichig in Rumpf, Fliigeln sowie weiteren priméren und sekundéren Strukturen ein-
gesetzt [2].

Vor diesem Hintergrund stellen experimentelle Untersuchungen ein notwendiges Mittel zur Cha-
rakterisierung von Verbundwerkstoffen dar und bilden die Grundlage fiir den Entwurf von neu-
artigen Verbundstrukturen. Rein experimentelle Entwicklungsansétze erweisen sich bei kom-
plexen Verbundstrukturen als zeit-und kostenintensiv, weshalb der erginzende Einsatz numeri-
scher Methoden im Entwicklungs- und Auslegungsprozess erforderlich ist [3]. Die Reduzierung
der Entwicklungs- und Zertifizierungsdauer von Verbundstrukturen stellt seit vielen Jahren ein
wichtiges Ziel der Luft- und Raumfahrtindustrie dar. Daher gewinnen numerische Verfahren
zunehmend an Bedeutung, um experimentelle Untersuchungen zu unterstiitzen oder teilweise
zu ersetzen [4]. Das grundsétzliche Ziel ist dabei die zuverldssige Vorhersage von Schidigung
in Faserverbundlaminaten unter Berticksichtigung von unterschiedlichen Belastungsarten. Da-
bei stellen Druckbelastungen wie z. B. die Drucktragféhigkeit nach Aufprall (CAI compression
After Impact) eine herausfordernde Nachweisgrofie dar.

Zur Schéidigungsmodellierung in Faserverbundwerkstoffen werden verschiedene numerische Stra-
tegien verwendet, darunter die Kontinuums-Schédigungsmechanik (CDM. Continuum Damage
Mechanics), Kohésivzonenmodelle (CZM. Cohesive Zone Models), die erweiterte Finite-Elemente-
Methode (XFEM. Extended Finite Element Method), Phasenfeldmodelle (PFM, Phase-Field
Models) sowie die Peridynamik (PD. Peridynamics). Aufgrund der Vielzahl unterschiedlicher
Schadigungsmechanismen in Faserverbundstrukturen und deren mafigeblichem Einfluss auf die
strukturelle Leistungsfahigkeit ist der Einsatz einer progressiven Schiadigungsanalyse (PDA. Pro-
gressive Damage Analysis) unerlasslich. Sie ermoglicht eine strukturierte numerische Abbildung
der Schidigungsentstehung, -fortentwicklung und -wechselwirkung innerhalb des Verbundsys-
tems, welches aus mehreren Lagen besteht. Ublicherweise werden dabei zwei voneinander ge-
trennte Schadigungsbereiche unterschieden und getrennt modelliert: Schidigungen innerhalb
der Lagen bzw intralaminare Schidigung sowie Schiadigungen durch Aufspaltung der Lagen bzw
interlaminare Schidigung.

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein CDM-Ansatz im Rahmen der PDA fiir rein uniaxial druck-
belastete Priifkérper auf Couponebene verwendet. Dabei wird ausschliefilich die intralaminare
Schadigung beriicksichtigt. Untersucht werden die Einfliisse wesentlicher Modellbestandteile wie
das Versagenskriterium und Plastizitdtsansatz. Grundlage der Untersuchungen bildet ein dreidi-
mensionales elastoplastisches Materialmodell, das von Vélkerink [5] entwickelt und von Makiela
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1. Einleitung

[6] erweitert wurde. Besonders relevante Fragestellung dieser Arbeit ist die Untersuchung der Be-
riicksichtigung plastischer Effekte bei Proben auf Couponebene, welche experimentell mehrfach
nachgewiesen wurden [7-9]. Darauf aufbauend wird der Verifizierungs- und Validierungsrahmen
(V&V Framework) [10] zur Uberpriifung der technischen Reife des Materialmodells verwendet
und die Prognosegiite mit bewédhrten Materialmodellen aus der Literatur verglichen. Als Refe-
renzwerkstoff wird IM7/8552 verwendet, ein hiufig eingesetztes Luft- und Raumfahrtmaterial
[11]. Eine weitere ebenso relevante Fragestellung, die behandelt wird, ist die Erarbeitung einer
effizienten und pragmatischen Modellierungsstrategie, welche den Einfluss der Elementenwahl
bei der Vernetzung der Finite-Elementen-Modellen untersucht. Dabei werden Handlungsemp-
fehlungen vorgeschlagen, die fiir weiterfithrenden Studien relevant sein kénnten.
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2. Modellierungsstrategien

2. Modellierungsstrategien

Faserverbundwerkstoffe werden haufig in Form von mehrschichtigen Laminaten mit unidirektio-
naler Faserausrichtung eingesetzt. Durch geeignete Kombination der Lagenorientierungen lassen
sich die anisotropen Eigenschaften, d.h. die richtungsabhdngigen mechanischen Eigenschaften
der Laminate, an die vorherrschenden Belastungen anpassen. Gleichzeitig stellt dies den Ent-
wurfsprozess vor Herausforderungen, da die mechanische Antwort des Materials durch komplexe
Wechselwirkungen zwischen Faser und Matrix bestimmt wird. In diesem Kapitel erfolgt eine
Ubersicht der Modellierungsstrategien, welche dem Bausteinansatz unterliegen. Folglich werden
Modellierungsansétze ertrtert, die Ergebnis einer umfassenden Literaturrecherche sind, welche
hier implizit iber mehrere Abschnitte vermittelt wird.

2.1. Der Bausteinansatz und Abstraktionsebenen

Bei der Entwicklung von Bauteilen aus Verbundwerkstoffen wird iiblicherweise ein umfassendes
Konstruktionsprogramm durchgefiihrt, das die strukturelle Leistungsfiahigkeit des Designs vor
der Anwendung iiberpriift [12]. In der Luftfahrtindustrie kommt dabei hdufig der sogenannte
Bausteinansatz (BBA. Building Block Approach) zum Einsatz, der ein hierarchisches Vorge-
hensmodell zur Entwicklung, Analyse, Verifizierung und Validierung von Faserverbundstruktu-
ren beschreibt [13]. Dabei werden mehrere aufeinander aufbauende Priif- und Analyseebenen
durchlaufen, beginnend mit der Material- bzw. Coupon-Ebene {iber Strukturelemente und Teil-
strukturen bis hin zu vollstédndigen Bauteilen oder Gesamtstrukturen, sieche Abb. 2.1. Jede dieser
Ebenen liefert Erkenntnisse, die zur Kalibrierung und Validierung numerischer Modelle beitragen
und als Grundlage fiir die Freigabe der néchsthéheren Ebene dienen. Durch dieses stufenwei-
se Vorgehen kénnen Entwicklungsrisiken reduziert, Testumféinge optimiert und Kosten gesenkt
werden, wahrend gleichzeitig die strukturelle Integritdt und Zuverlédssigkeit der Verbundkon-
struktion sichergestellt wird [13].

Experimental test pyramid Virtual test pyramid

Macroscale

Macroscale

| Mesoscale / Macroscale |
ay I 5~ ' i

—E= =
— e —
— ==

[Microscale / Mesoscale |
i
v,‘ 1“\.\’

Abbildung 2.1: Der Bausteinansatz: experimentelle und virtuelle Versuchspyramiden. [12]

Abbildung 2.1 veranschaulicht, wie der Bausteinansatz experimentelle Tests (Experimental test
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2. Modellierungsstrategien

pyramid) und numerische Methoden (virtual test pyramid) zu einem integrierten Validierungs-
prozess kombiniert. Dies ermdglicht eine abgesicherte Vorhersage des Strukturverhaltens. Der
BBA-Ansatz basiert auf der Betrachtung von Faserverbunden auf unterschiedlichen Abstrak-
tionsebenen: Mikro-, Meso- und Makroebene. Demnach erfolgt eine erste Kategorisierung der
Modellierungsstrategien. Wie in der Einleitung eingefiihrt, werden in dieser Arbeit ausschliellich
Proben auf Couponebene untersucht, welche die Grundlage der experimentellen Versuchspyra-
mide bilden. In der virtuellen versuchspyramide, definiert der BBA zwei mogliche Modellierungs-
strategien, die der Coupon-Ebene in dem experimentell Pyramide gegeniiber stehen: Mikro- und
Mesoskaligemodellierungsstrategien. Hohere Pyramidenstufen sind mit einer steigenden Modell-
komplexitéit verbunden, gehen jedoch mit einer geringeren Genauigkeit der unteren Stufen ein-
her.

2.1.1. Mikroebene

Eine detaillierte Betrachtung der Fasern und der Matrix eines Faserverbunds als unterschiedliche
Werkstoffe mit jeweils eigenem Materialverhalten ist nur auf der Mikroebene méglich. Mikrome-
chanische Modelle ermoglichen die Abbildung lokaler Schidigungsmechanismen wie beispielswei-
se der Ablésung von Fasern und Matrix. Grundlage solcher Modelle ist meist ein représentatives
Volumenelement (RVE), das die reale Mikrostruktur hinsichtlich Faseranordnung und Volumen-
anteil moglichst genau widerspiegelt [12]. Aus wissenschaftlicher Sicht zielen mikromechanische
Analysen darauf ab, die Zusammenwirkung von Faser-Faser- und Faser-Matrix-Interaktionen
besser zu verstehen. Aus industrieller Perspektive werden Untersuchungen auf dieser Ebene zur
Bestimmung verschmierter Figenschaften fiir die Mesoskala genutzt. Verschmierte Eigenschaften
bzw. Homogenisierungsmethoden sowie Mehrskalenansétze sind hierbei notwendig, da die expli-
zite bzw. vollstdndige Darstellung der Mikrostrukturen kompletter Bauteile den Speicherbedarf
bzw. Rechenaufwand aktueller Rechnereinheiten tiberlasten wiirde [5].

2.1.2. Mesoebene

In der Mesoebene werden die mechanischen Eigenschaften von Fasern und Matrix einer einzel-
nen Schicht als verschmiert betrachtet und auf das gesamte Volumen iibertragen. Dies fithrt
dazu, dass die Lage als homogenes und anisotropes Material beschrieben werden kann. Die Be-
stimmung der verschmierten Eigenschaften kann durch Untersuchungen auf der Mikroebene,
experimentell oder mithilfe analytischer Mischungsregeln erfolgen [14]. Das Materialkoordina-
tensystem wird so gewahlt, dass die Richtung (1) entlang der Fasern verlauft, die Richtung (2)
senkrecht dazu in der Schichtebene liegt und die Richtung (3) die Dickenrichtung beschreibt,
siehe Abbildung 2.2.

Abbildung 2.2: Abstraktionsebenen: a) Mikro-, b) Meso- und c¢) Makroebene [15]
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Aufgrund der wesensbedingten Richtungen — parallel und senkrecht zur Faserrichtung — zeigt
eine unidirektionale Laminatschicht im Allgemeinen ein transversal-isotropes Materialverhalten
[15]. Wird die Annahme der transversalen Isotropie getroffen, welche gleiche Eigenschaften in der
(2)- und (3)-Richtung voraussetzt, reduziert sich die Anzahl der erforderlichen Parameter zur Be-
schreibung des Materialverhaltens. Im Fall eines linear-elastischen Materialverhaltens sind dies
lediglich fiinf unabhéngige Parameter. Eine weitere oft verwendete Vereinfachung bei mesoska-
ligen Modellierungen betrifft die Annahme eines ebenen Spannungszustands. Dabei werden alle
Spannungen auflerhalb der 1-2-Ebene vernachléssigt. Dieser Ansatz wird mit der Schalentheorie
begriindet und findet Einsatz in numerischen Methoden, die auf der Aquivalente-Einzellage-
Theorie basieren [5], siche Abschnitt 2.2.1.

2.1.3. Makroebene

Auf der Makroebene wird die Betrachtung auf den Mehrschichtverbund ausgeweitet, der aus
gestapelten Einzellagen mit unterschiedlicher Faserorientierung besteht. Dabei wird die Stapel-
reihenfolge der Lagen als Materialeigenschaft verstanden, die durch die Schichtdicken und -winkel
definiert wird. Das globale Verhalten des Verbunds l&sst sich durch verschmierte Eigenschaften
beschreiben. Diese kénnen analytisch oder numerisch aus den mesoskaligen Eigenschaften der
Einzellagen, der Faserorientierung und der Verbundgeometrie bestimmt werden. Analysen auf
dieser Ebene geben Aufschluss iiber die durchschnittliche Antwort des gesamten Verbunds [5].
Es ist anzumerken, dass die makromechanische Modellierung Spannungsfelder in Dickenrich-
tung nicht korrekt abbilden kann. So kénnen beispielsweise bei ausgepragten dreidimensionalen
Spannungsfeldern Berechnungsungenauigkeiten auftreten [16].

2.2. Modellierungsansatze fiir Faserverbunde

Unter Beriicksichtigung der Meso- und Makroebene werden fiir die Modellierung von Faser-
verbunden in einer FE-Software grundsitzlich zwei Ansitze verwendet: Aquivalente Einzellage
(ESL, Equivalent Single-Layer) Theorien und Lagenweise Theorien (LW, Layer-Wise). Diese
werden im Folgenden kurz eingefiihrt, um eine Ubersicht der Vor- und Nachteile zu geben, auf
deren Grundlage eine Auswahl fiir den Zweck dieser Arbeit erfolgen wird.

2.2.1. Aquivalente Einzellage Theorien

FVS sind typischerweise diinnwandig im Vergleich zu ihrer Lénge und Breite, weshalb es ge-
rechtfertigt ist, sie auf eine 2D-Problemstellung bzw. Schalenmodell zu reduzieren. Diese Ver-
einfachung basiert auf Annahmen hinsichtlich der Deformations- und Spannungsverteilung in
der Dickenrichtung des Laminats [17]. Die Dickenkoordinate wird durch Integration entlang
der Dicke eliminiert [18]. In diesem Zusammenhang erlauben ESL-Theorien die Darstellung ei-
nes Faserverbunds mit nur einem Element in Dickenrichtung. Die Stapelanordnung, die Dicke
und die Orientierung der einzelnen Schichten werden numerisch zu Materialeigenschaften in der
FEA [5]. Der Ansatz eignet sich fiir Schalen- und Kontinuumsschalenelemente. Die notwendige
Integration in Dickenrichtung kann {iber die Anzahl der Integrationspunkte gesteuert werden,
um die gewiinschte Auflésung von Spannungen und Dehnungen zu erreichen [15]. ESL-Theorien
sind rechnerisch effizient, aber haufig ungenau bei dicken Laminaten oder beim Auftreten stark
variierender Eigenschaften zwischen Einzellagen [16]. Deuschle [15] weist darauf hin, dass ESL-
Modelle auf die Beschreibung des globalen strukturellen Verhaltens beschréankt sind. Deshalb
werden diese in dieser Arbeit nicht weiter beriicksichtigt.
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2.2.2. Lagenweise Theorie

Die LW-Theorie basiert auf der vollstandigen dreidimensionalen anisotropen Elastizitdt und wird
auf der Mesoskala angewandt [17]. Dabei wird jede Einzellage hinsichtlich Material- und Geo-
metrieeigenschaften individuell definiert und mit mindestens einem Element in Dickenrichtung
diskretisiert. Anders als bei ESL-Theorien, bei denen der Aufwand vor allem in der Materialbe-
schreibung liegt, entsteht der Aufwand bei der LW-Theorie durch die geometrische Darstellung
[15]. Im Allgemeinen liefert dieser Ansatz genauere Ergebnisse, jedoch auf Kosten eines ho-
heren Rechenaufwands, der von der gewiinschten Auflésung abhéingt. Zudem ermoglicht der
Ansatz die Kombination mit Modellen, die Delaminationen als diskrete Schiden darstellen. Die
LW-Modellierung eignet sich fiir Kontinuumsschalen- und Volumenelemente. Fiir eine vertiefte
Ubersicht zur Entwicklung der LW-Theorie, deren numerischer Implementierung und Anwen-
dung wird auf Liew et al. [16] verwiesen.

2.3. Elementtypen

In diesem Abschnitt werden die Elemente eingefiihrt, die in der FEA beriicksichtigt werden:
Kontinuumsschalen- und Volumenelemente. Auf eine Einfiihrung in klassische Schalenelemente
wird verzichtet, da sie fiir die LW-Modellierung ungeeignet sind. Eine ausfiihrliche Beschreibung
der Elemente ist im Abaqus Manual [19] zu finden.

2.3.1. Kontinuumsschalenelemente

Kontinuumsschalenelemente iibernehmen die vereinfachte Verformungskinematik konventionel-
ler Schalen (Mindlin-Reissner-Annahmen), obwohl sie geometrisch wie 3D-Volumen aufgebaut
sind. Sie liefern robuste und genaue Ergebnisse sowohl fiir diinne als auch fiir dicke Schalen-
probleme. Diese Elemente eignen sich fiir ebene und Biegeprobleme sowie fiir schubdominierte
Belastungen senkrecht zur Schalenebene. Transversale Schubspannungen und Spannungen in Di-
ckenrichtung kénnen im Post-Processing tiber Gleichgewichtsbedingungen berechnet werden [5].
Es wird empfohlen, sie nur in Fallen einzusetzen, in denen die Dickenidnderung weniger als 10%
betrégt [19]. Die Abbildung eines komplexen dreidimensionalen Materialverhaltens erfordert die
Vernetzung mit Volumenelementen.

2.3.2. Volumenelemente

Volumenelemente erfassen die vollstdndige dreidimensionale Geometrie eines Kérpers, ohne dass
vereinfachende theoretische Annahmen notwendig sind. Dadurch kénnen alle rdumlichen Spannungs-
und Dehnungsgrofien direkt ausgewertet werden, was jedoch mit erhéhtem Rechenaufwand ver-
bunden ist. Bei sachgeméfler Anwendung ermoglichen sie aufgrund der vollsténdigen Erfassung
des Spannungs- und Dehnungsfeldes sehr genaue und detaillierte Ergebnisse.

In der mesomechanischen Modellierung entstehen héufig sehr diinne Schichten, weshalb bei Vo-
lumenelementen unbedingt auf geeignete Seitenverhéltnisse geachtet werden muss, da ihre Ge-
nauigkeit bei zu starker Verzerrung der Elementgeometrie abnimmt.

2.4. Mesoskalige Modellierung von Laminaten

Im Rahmen der mesoskaligen Modellierung wird jede Einzellage eines Faserverbundlaminats
als homogenes, transversalisotropes Kontinuum betrachtet. Durch diese Annahme werden mi-
kroskopische Spannungs- und Dehnungsfelder innerhalb der Faser- und Matrixbereiche nicht
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Abbildung 2.3: Skalenbezogene Elementformulierungen [20].

explizit aufgelost. Der wesentliche Vorteil dieses Ansatzes liegt in seiner guten Ubertragbarkeit
auf die Makroebene, weshalb die Mesoskala in ingenieurwissenschaftlichen Anwendungen eine
bevorzugte Modellierungsebene darstellt.
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Abbildung 2.4: Laminat mit globalen und lagenweise lokalen x-y-z-Koordinaten [21]

Zur Beschreibung des mechanischen Verhaltens einer Einzellage wird zusédtzlich zum globa-
len x-y-z-Koordinatensystem ein lokales Lagenkoordinatensystem eingefithrt. Dieses ist mit den
Hauptmaterialrichtungen der jeweiligen Lage verkniipft und orientiert sich entlang der Faser-
richtung (1-Richtung), quer dazu (2-Richtung) sowie in Dickenrichtung (3-Richtung), vgl. Ab-
bildung 2.4. Die fiir die mesoskalige Beschreibung erforderlichen Materialparameter werden in
der Regel experimentell bestimmt. Dabei ist zu beriicksichtigen, dass das Versagensverhalten
einer isolierten Lage nicht dem einer in ein Laminat eingebetteten Lage entspricht. Eingebettete
Lagen zeigen erfahrungsgeméfl hohere Festigkeiten als isolierte UD-Lagen. Dieser Effekt, héufig
als In-Situ-Effekt bezeichnet [22], ist bei diinnen Lagen besonders ausgeprigt. Das Versagen der
Einzellage kann nur mithilfe geeigneter Versagenskriterien erfasst werden, die Spannungen oder
Verzerrungen auswerten, siehe Abschnitt 3.3.

In einem mehrlagigen Laminat fithrt das Versagen der ersten Lage (FPF, First Ply Failure) je-
doch nicht zwangslaufig zum strukturellen Versagen des Gesamtsystems (LPF, Last Ply Failure),
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weil bei geeigneter Faserorientierung die Last umverteilt werden kann. Dies ist beispielsweise bei
Matrixversagen der Fall, bei dem die Fasern weiterhin in der Lage sind, hohere Lasten zu tragen.
Abbildung 2.5 zeigt schematisch den Verlauf einer Kraft-Dehnungskurve unter Berticksichtigung
von FPF und LPF. Der Bereich zwischen FPF und LPF wird durch eine progressive Schiadigungs-
analyse beschrieben. Dadurch kénnen sowohl Nichtlinearititen, die bereits vor FPF auftreten, als
auch Lastumverteilungen erfasst werden. Beide Ansétze haben spezifische Anwendungsbereiche
und koénnen modular kombiniert werden [5].

=== crste Lage
zweite Lage
== |etzte Lage

u

Abbildung 2.5: Schematische Darstellung des Kraft-Verschiebungsverlaufs zur Verdeutlichung des Un-
terschieds zwischen FPF und LPF.

Mehrere umfassende Studien [23-26] zeigten die Leistungsféhigkeit von FPF-Theorien, die Schii-
cker et al. [21] als die am haufigsten verwendete Methode zur Versagensvorhersage von Faserver-
bunden bezeichneten. Die weite Verbreitung dieser Theorien wird auf ihre hohe Recheneffizienz
und die geringe Anzahl erforderlicher Materialparameter zuriickgefithrt. Zudem liefern mecha-
nismenbasierte bzw. phianomenologische Versagenskriterien zuverlassige Festigkeitsvorhersagen
und Informationen iiber die zu erwartende Versagensart.

2.5. Intralaminares Verhalten

Eine moglichst realitdtsnahe Modellierung von Faserverbunden muss die experimentell beob-
achtete Materialantwort beriicksichtigen. Zur experimentellen Charakterisierung von Faserver-
bundlaminaten kommen iiblicherweise zwei Vorgehensweisen zum FEinsatz: Entweder wird der
Spannungs-Dehnungs-Verlauf eines bereits geschidigten Laminats analysiert oder die Entste-
hung und Ausbreitung von Zwischenfaserbriichen systematisch erfasst. Die Erfassung des glo-
balen Laminatverhaltens liefert lediglich eine gemittelte Steifigkeitsabnahme und erlaubt keine
eindeutige Zuordnung zu einer bestimmten Versagensart, da verschiedene nichtlineare Materi-
almechanismen urséchlich sein kénnen. Die Beobachtung einzelner Schidigungsereignisse setzt
hingegen sichtbare Risse voraus, weshalb meist nur durchgehende Risse iiber die Dicke einer La-
ge gezahlt werden. Der Rissfortschritt wird typischerweise mikroskopisch untersucht — entweder
in situ mittels zerstorungsfreier Verfahren oder nach dem Versuch anhand entnommener Proben

[27].

Das intralaminare Verhalten beschreibt die mechanischen Eigenschaften einer einzelnen Lage bis
zu deren Versagen. Entlang der Faserrichtung bestimmen vor allem die Festigkeitseigenschaften
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der Fasern das Antwortverhalten, wihrend quer zur Faser sowie im Schub die Matrixeigenschaf-
ten dominieren. Grundsétzlich treten zwei Versagensmechanismen auf: Faserbruch (FF, Fiber
Failure) und Zwischenfaserbruch (IFF, Inter Fiber Failure). Diese Mechanismen sind fiir Zug-,
Druck- und Schubbelastungen definiert und werden in Abbildung 2.6 dargestellt.

A
Faserbruch Faserbruch Zwischenfaser- Zwischenfaser- Zwischenfaser-
Zug Druck bruch Zug bruch Druck bruch Schub

Abbildung 2.6: Versagensarten in einer UD-Lage [20]

Es ist anzumerken, dass Faserbruch aufgrund der in der Regel sproden Faserwerkstoffe sehr
schlagartig eintritt und hiufig weitere gravierende Schidigungen in angrenzenden Lagen sowie
ein nachfolgendes Strukturversagen verursacht. Die zusétzliche Lastaufnahme zwischen FPF
und LPF ist daher meist gering, weshalb die detaillierte Modellierung von Faserbruch in vielen
Anwendungen als nachrangig bewertet wird [21]. In dieser Arbeit werden jedoch unidirektionale
Faserverbunde mit unterschiedlichen Schrigfaserwinkeln untersucht. Dementsprechend ist eine
ausfiihrliche Analyse des faser- und matrixdominierten Verhaltens sinnvoll und Gegenstand des
néchsten Abschnitts.

2.5.1. Faserdominiertes Verhalten

Unter Faserbruch wird nicht das friihzeitige, statistische Reiflen einzelner Fasern verstanden,
das bereits bei etwa 50-70% der maximalen Faserfestigkeit auftreten kann, sondern das nahezu
gleichzeitige Versagen eines Grofiteils der Fasern innerhalb einer Lage. Dieser Modus fiihrt zu
einem abrupten Versagen entlang einer zur Faserrichtung orientierten Ebene. Wird die Lage als
homogenisiertes Material betrachtet, beziehen sich Faserbruchkriterien auf die maximal tragfa-
hige longitudinale Belastung. In Faserrichtung zeigt die Lamina ein deutlich unterschiedliches
Verhalten unter Zug- bzw. Druckbelastung. Unter Zugbeanspruchung entsteht der Bruch auf ei-
ner zur Faserrichtung senkrechten Ebene, wobei die Lastaufnahme tiberwiegend durch die Fasern
erfolgt. Dabei lassen sich teilweise leichte Steifigkeitszunahmen beobachten, die auf verschiedene
Mechanismen wie geometrisch bedingte Dehnungseffekte oder eine verbesserte Orientierung der
Graphitstrukturen in Kohlenstofffasern zuriickgefiihrt werden [20].

Das Verhalten der Fasern unter Druck ist im Vergleich zur Zugbeanspruchung weniger umfas-
send untersucht. In den meisten Féllen bauen Fasern Drucklast nicht durch Bruch, sondern durch
Instabilitdten (Knicken) ab. Je nach Materialsystem und Faservolumenanteil kann dieser Me-
chanismus auf unterschiedlichen Gréflenskalen auftreten — von lokal begrenztem Mikroknicken
bis hin zu makroskopischem Kinking, bei dem grofiere Faserareale gemeinsam ausknicken.
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0.066 mm

Abbildung 2.7: Kinkbande in IM7/8551-7 [28].

Schultheisz et al. [28] fithrten eine detaillierte Analyse des Faserverhaltens unter Druck durch.
Mikroknicken wurde dabei als haufigste Versagensart in Verbundwerkstoffen mit steifen Fasern
und Matrix identifiziert. Zudem wurde festgestellt, dass Mikroknicken bei Verbundwerkstoffen
mit hohem Faseranteil primér durch die Schubsteifigkeit der Matrix bestimmt wird. Anders als
im Zugversagensfall, bei dem die Fasern die Tragfahigkeit dominieren, hat unter Druckbeanspru-
chung insbesondere die stiitzende Wirkung der Matrix einen wesentlichen Einfluss auf das Last-
abtragverhalten [15]. Es konnte gezeigt werden, dass Fertigungsdefekte wie Faserfehlstellungen
Mikroknicken begiinstigen [29]. Hierfiir wurden Proben mittels optischer Mikroskopie vermessen
und lokale Faserwinkel bestimmt; die Methode wurde spater auf CT-Bildgebung ausgeweitet
[30]. Die Ergebnisse zeigten, dass Prepreg-Verfahren im Vergleich zu Injektionsmethoden eine
bessere Faserausrichtung erzielen.

Faserfehlstellungen lassen sich je nach Groflenordnung in Lagenfehlstellungen und Einzelfaser-
fehlstellungen unterscheiden. Lagenfehlstellungen, haufig als Faser- oder Lagenwelligkeit sowie
Faltenbildung bezeichnet, treten in Dickenrichtung deutlich hervor und werden meist in klar
definierten geometrischen Formen wie Sinuswellen modelliert [31]. Fedulov et al. [32] zeigten
mittels Finite-Elemente-Analysen eine Drucksteifigkeitsreduktion von bis zu 49% fiir CFRP.
Experimentelle Untersuchungen von Wilhelmsson et al. [33] bestétigten dhnliche Ergebnisse bei
einer Faserfehlausrichtung von 6°. Eine umfassende Ubersicht fertigungsbedingter Defekte und
deren Auswirkungen findet sich in [34].

2.5.2. Matrixdominiertes Verhalten

Zwischenfaserbriiche werden sowohl durch Zug- und Druckbelastungen orthogonal zur Faserrich-
tung als auch durch Schubbeanspruchungen verursacht. Sie bezeichnen makroskopische Rissbil-
dungen, die sich als faserparallel orientierte Trennflichen tiiber die gesamte Dicke einer Lage
ausbreiten und erst an versetzt angeordneten Fasern benachbarter Lagen gestoppt werden [20].
Die Ursache liegt auf mikroskopischer Ebene in der Ablésung von Fasern aus der Matrix oder
der Initiierung kleiner Mikrorisse. Diese entstehen héufig bereits wihrend des Aushartungspro-
zesses der Matrix: Die Schrumpfung des Harzes sowie die unterschiedlichen thermischen Aus-
dehnungskoeffizienten von Faser und Matrix erzeugen Eigenspannungen, die Mikrorissbildung
beglinstigen. Diese Mikrorisse kénnen sich unter Belastung weiter ausbreiten (siche Abbildung
2.8). Die resultierenden Aufweitungen der Risse fiihren zu einer Reduktion der Steifigkeit, was
die Gefahr von Delaminationen an Lageniibergdngen erhoht [35].
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Abbildung 2.8: In-situ-Beobachtung des Wachstums eines Mikroschadens mittels Laser-Rastermikroskop
(a bis ¢), der schliefllich zu einem Zwischenfaserbruch infolge einer Zugspannung oo fithrt
(d); Nahaufnahmen: (i) REM-Aufnahme vor der Rissspitze, (ii) beginnende Mikrodella-
minierung [15].

Puck [36] zeigte, dass geneigte Risse nur entstehen, wenn das Verhéltnis aus transversaler Druck-
spannung zu Schubspannung einen kritischen Grenzwert iiberschreitet. Die grofite Neigung der
Bruchflache tritt bei reiner transversaler Druckspannung auf und liegt typischerweise zwischen
45° und 55°. Das Verhalten wird durch die Orientierung der Bruchebene charakterisiert und die
Richtung der Rissaufweitung in der Literatur [15, 36] durch den Bruchwinkel 6, beschrieben,
siehe Abbildung 2.10. Héhere Neigungswinkel werden nur unter triaxialen Spannungszusténden

beobachtet.
/ /
o o = 022 < 0

o o oX O, 2
0s® o P
3% 3% 0 Koo

(o] (o]
efp = 45 . .55

Abbildung 2.9: Matrixdominiertes Versagen in einer Einzellage unter Druck und Orientierung der Bruch-
ebene [21].

Ahnlich wie bei Faserbriichen bedeutet das Auftreten von Zwischenfaserbriichen nicht zwangs-
laufig einen sofortigen Verlust der strukturellen Integritdt. Dieser tritt erst ein, wenn das Lami-
nat in den Bereich der Entfestigung gelangt. Dieser Bereich ist nicht explizit in der Abbildung
2.10 dargestellt, wird jedoch durch eine steile Entfestigung nach dem Punkt C vorgestellt. Der
Bereich der Entfestigung ist nicht Gegenstand der Forschung dieser Arbeit, weshalb hier nicht
tiefer darauf eingegangen wird. Wie bereits erwdhnt, treten Zwischenfaserbriiche nicht schlagar-
tig sondern bauen sich allméhlich auf. Die Entwicklung matrixdominierter Schédigung in einer
Laminatlage ldsst sich in drei Abschnitte gliedern. Zunéchst zeigt die Lage trotz vorhandener
Mikrodefekte ein nahezu elastisches Verhalten. Das ist schematisch bis Punkt A in Abbildung
2.10) dargestellt. Je nach Laminataufbau kénnen jedoch bereits erste Abweichungen von der
Linearitét auftreten.
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Abbildung 2.10: Schematische Darstellung zur Aufweitung von Rissen in der Matrix: A) bestehende und
wachsende Mikrorisse, B) erster Makroriss, C) Totalversagen.

Mit zunehmender Beanspruchung setzt ab Punkt A ein deutlich nichtlineares Verhalten ein, das
durch die Ausbreitung bestehender Mikrorisse, zusétzliche Matrixschidigungen sowie plastische
Deformationen verursacht wird. Die fortschreitende Mikrostrukturdegradation fithrt schliellich
zu Punkt B, an dem der erste makroskopisch erkennbare Zwischenfaserbruch entsteht. Bei weiter
steigenden Dehnungen nimmt die Anzahl dieser Makrorisse zu, wodurch die Steifigkeit weiter
abfillt, bis in Punkt C das vollstdndige Versagen der Laminatlage eintritt. In diesem fortge-
schrittenen Stadium koénnen zudem Delaminationen initiiert werden, bevorzugt an Bereichen
mit erhOhten interlaminaren Spannungen, etwa an freien Kanten, Krafteinleitungszonen oder
stark gekriimmten Laminaten [37]. Delaminationen werden ferner durch Spannungsspitzen und
reduzierte Steifigkeiten in den Schichtgrenzen begiinstigt, die wiederum auf Fertigungsfehler zu-
rickzufiihren sind [38]. Einige experimentelle Studien [39, 40] zeigen, dass Delaminationen unter
monotoner Druckbelastung vernachlassighar klein sind — insbesondere in sublaminatskalierten
Verbunden [41]. Dieser Effekt wird in der vorliegenden Arbeit nicht untersucht.

2.6. Intralaminare Nichtlinearitatsmechanismen

Ein Begriff, der in der Literatur h&ufig im Zusammenhang mit Nichtlinearitdten vor dem Versa-
gen auftaucht, ist die Pseudoplastizitit. Experimentelle Beobachtungen zu nichtlinearem Mate-
rialverhalten vor dem Versagen sind vielfach dokumentiert [7, 9, 42-44]. Die Pseudoplastizitat
ist auf Matrixeigenschaften, Faserrotationen und Mikrorisse zuriickzufithren [27]. In seiner Dis-
sertation entwickelte Taubert [27] ein nichtlineares Konstitutivmodell, das das Verhalten von
CFRP in multidirektionalen Laminaten beschreibt. Drei von ihm identifizierte Nichtlinearitéts-
mechanismen werden nachfolgend kurz vorgestellt.
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Faserrotation

Experimentelle Daten in [27] zeigen, dass grofile Deformationen und die damit verbundene Ro-
tation der Fasern einen wesentlichen Einfluss auf die Steifigkeit besitzen. Auch Fuller et al.
[45] beschreiben einen intrinsischen Verstarkungseffekt, der auf die verformungsabhéngige Neu-
ausrichtung der Fasern zuriickzufiihren ist. Eine Vernachléssigung dieses Effekts kann das vor-
hergesagte Spannungs-Dehnungs-Verhalten deutlich verfilschen. Dariiber hinaus ist eine préizise
Erfassung lokaler Dehnungen in den einzelnen Lagen entscheidend, um die tatséchlich wirkenden
Spannungen korrekt abzuleiten und potenzielle Schidigungsmechanismen verldsslich beurteilen
zu koénnen. Gleichzeitig beeinflusst die Faserrotation unmittelbar die Interpretation des nichtli-
nearen Laminatverhaltens, wodurch eine Fehleinschiatzung anderer Materialmechanismen drohen
kann.

Nichtlineare longitudinale Elastizitat

Experimente an kohlenstofffaserverstiarkten Epoxiden zeigen ein nicht-hooke’sches Spannungs-
Dehnungs-Verhalten, das auf materialspezifische Eigenschaften der Fasern zuriickzufiihren ist
und in der Literatur ausfiihrlich dokumentiert wurde [46-48]. Taubert argumentiert daher fiir
die Notwendigkeit, die belastungsabhéngige Verdnderung des longitudinalen Steifigkeitsmoduls
in das Konstitutivimodell zu integrieren [27]. Er verwendete hierfiir einen empirischen Ansatz,
bei dem die Steifigkeit als Funktion der Dehnung in Langsrichtung berechnet wird.

3000
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2500 || — Simulation g
O | IR E1 linear ’-"’
= 2000 Lt
g ool
1] "
£ 1500 A~
[ 75
c 4
o o
2 1000 g
i)
>
b=

500

0

0.00 0.25 0.50 0.75 1.00 1.25 1.50 1.75
Axialdehnung &, [%]

Abbildung 2.11: Auswirkung des nicht-hooke’schen longitudinalen E-Moduls auf die Spannung-
Dehnungs-Vorhersage eines unidirektionalen 0°-Laminats [27].

Demnach steigt der Steifigkeitsmodul in Faserrichtung einer Einzellage proportional mit zu-
nehmender Zugdehnung und sinkt bei Druckdehnung entsprechend ab. Dieses Verhalten ist
reversibel [49].

Plastizitat der Matrix

In dem hier untersuchten Faserverbundwerkstoff IM7-8552 betragt der Matrixanteil im ausge-
harteten Zustand rund 40%, sodass die plastischen Mechanismen des duroplastischen Polymers
einen mafigeblichen Einfluss auf das nichtlineare Lagenverhalten besitzen. Das Strecken und Ent-
wirren der Polymerketten unter Last fiihrt zu irreversiblen Formédnderungen, die nach Entlastung
bestehen bleiben. Unter ebenem Spannungszustand wird die plastische Deformation jedoch nicht
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2. Modellierungsstrategien

nur durch das isolierte Wirken der transversalen Spannung oso und der longitudinalen Schub-
spannung 712 bestimmt, sondern hangt zusatzlich von deren moglicher Wechselwirkung ab.

Einzellage l

% Longitudinale
j % Schubbelastung

— !

Transversale
Belastung

v

Abbildung 2.12: Verschiedene FlieBvorginge in einer Einzellage in Abhingigkeit der Belastung [27].

Eine Vielzahl etablierter Plastizitdtskriterien — etwa die von Hill [50] oder Drucker-Prager [51]
— beschreibt das Flielen auf Basis deviatorischer und hydrostatischer Spannungsterme und geht
damit von einem vollsténdig interagierenden Verhalten der Spannungsanteile aus. Fiir Faser-
verbunde mit hohem Faseranteil zeigt sich jedoch, dass die FlieSprozesse je nach Lastrichtung
unterschiedlichen Mechanismen folgen, da plastische Verschiebungen zwischen den Fasern auf
getrennten Ebenen stattfinden. Dementsprechend kénnen transversale Normalspannungen und
longitudinale Schubspannungen eigensténdige Flielvorginge auslésen, deren Beitrédge zur plas-
tischen Dehnungsakkumulation getrennt zu betrachten sind. Modelle, die diese Trennung be-
riicksichtigen, ordnen den beiden Mechanismen spezifische Schub- bzw. Gleitebenen zu, die sich
an den fiir unidirektionale Laminate bekannten Bruchebenen orientieren. Wahrend ein hydro-
statischer Druckzustand das Schubgleiten im Allgemeinen verzogert und somit die effektive
Schubfestigkeit erhoht, ist der Einfluss einer iiberlagerten transversalen Normalspannung auf das
Schubfliefen experimentell nicht eindeutig belegt. Einige Studien zeigen eine erkennbare Modi-
fikation des nichtlinearen Schubverhaltens durch oo, wihrend andere Untersuchungen keinen
solchen Zusammenhang finden. Die Auswertung wird zusétzlich dadurch erschwert, dass Ne-
beneffekte wie Faserrotation das gemessene nichtlineare Verhalten iiberlagern kénnen. Fir die
Modellierung der Plastizitét einer Einzellage bedeutet dies, dass sowohl interagierende als auch
voneinander getrennte Flieimechanismen beriicksichtigt werden miissen, um plastische Dehnun-
gen unter multiaxialen Spannungszustidnden zuverlassig vorherzusagen.
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3. 3D elastoplastisches Kontinuumsschadigungsmodell

3. 3D elastoplastisches Kontinuumsschadigungsmodell

Basierend auf dem dreidimensionalen Materialmodell von Vélkerink et al. [3] werden in diesem
Kapitel die Bestandteile des Materialmodells erldutert. Dieses Modell erméglicht die Abbil-
dung des nichtlinearen Materialverhaltens durch plastische Mechanismen sowie die Erkennung,
Auslésung und Beriticksichtigung von Schidigungen einschlieflich der damit verbundenen Stei-
figkeitsreduktion.

Spannung

\ 4

Dehnung

Abbildung 3.1: Allgemeines Materialverhalten aufgeteilt in Bereiche des Materialmodells

Das Materialverhalten kann grundsétzlich in drei Bereiche unterteilt werden, wie in Abbildung
3.1 dargestellt. Im ersten Bereich zeigt das Material ein linear-elastisches Antwortverhalten, das
mit steigender Belastung in den zweiten, plastisch dominierten Bereich iibergeht. Die Plastizitét
der Matrix wird mithilfe des Plastizitdtsmodells nach Sun und Chen [52] beschrieben. Das Auf-
treten von Faser- und Zwischenfaserbriichen wird durch das Versagenskriterium nach Cuntze [53]
erkannt, woraufthin die Steifigkeitsdegradation im dritten Bereich ausgelost wird. Basierend auf
diesen drei Bereichen beschreiben die folgenden Abschnitte die zugrunde liegenden theoretischen
Konzepte der Modellbausteine zusammenfassend.

3.1. Konstitutives Modell

Das Materialmmodell wird zur Untersuchung makroskopischer Strukturen verwendet, weshalb
keine diskrete Schiadigung in den einzelnen Lagen modelliert wird, sondern der Schidigungs-
ansatz von Kachanov [54] bevorzugt wird. Der Kontinuumsschidigungsansatz nach Kachanov
beschreibt Schiadigungen eines Materials als homogen iiber ein betrachtetes Volumen verteilt.
Die Schiadigung wird als isotrop angenommen und durch eine homogenisierte Reduktion der
Steifigkeit beschrieben. Die nominale Spannung o ergibt sich im uniaxialen Fall aus der auf die
ungeschadigte Fliache Ay wirkenden Last P zu o = P/ Ay.

Es wird angenommen, dass die wirksam zur Kraftiibertragung verbleibende Querschnittsfla-
che im Zuge der fortschreitenden Schéddigung kleiner wird. Dadurch ergibt sich eine erhoéhte
effektive Spannung 6 = P/A.g, da dieselbe duBere Last P auf eine reduzierte Tragfliche A.g
wirkt.
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3. 3D elastoplastisches Kontinuumsschadigungsmodell

Das darauf aufbauende Schiadigungsmodell nach Matzenmiller et al. [55] nutzt dieses Verhéltnis
zwischen nominaler und effektiver Spannung zur Beschreibung der Schidigungsevolution und
der damit verbundenen Steifigkeitsabnahme. Dieser Ansatz wird von den meisten Kontinuums-
schiadigungsmodellen in der Literatur verwendet [3]. Die effektive Spannung ergibt sich iiber den
Schadensoperator M (d) aus der nominalen Spannung:

g=M(d)o (1)
und in Voigt-Notation:
[o11] [011]
0922 022
o - 13
o = 33 s g = ,,33 (2)
T12 T12
T23 723
[ 713 [ 713 ]

Der in dieser Arbeit verwendete laminatspezifische Schadensoperator besitzt die Form:

1 1 1 1 1 1 )
T—dy T—dpy 1—dp 1—ds 1—ds’ 1—dp,

M (d) = diag

Dabei beschreiben dy und d,,, die Schidigung aufgrund von Faserbruch bzw. Zwischenfaserbruch
unter transversaler Belastung; ds erfasst Zwischenfaserbriiche unter Schubbeanspruchung. Die
skalaren Schadensvariablen liegen zwischen 0 (ungeschidigt) und 1 (vollstindig geschédigt).
Numerisch wird d auf maximal 0,99 begrenzt, um Singularitdten durch Division durch Null zu
vermeiden. Zudem unterscheiden d; und d,,, zwischen Zug- und Druckschédigung. Reinoso et al.
[56] formulierten hierfiir folgende verschmierte Schadensgrofien:

df =dpe +de — dpedye (4)

dm = dmt + dmc - dmtdmc (5)

Das mechanische Verhalten des Laminats wird neben der Schédigung auch durch plastische
Effekte beeinflusst. Die Gesamtdehnung ¢ wird daher in einen elastischen und einen plastischen
Anteil zerlegt:

e=¢e+¢€f (6)

Die effektive Spannung ergibt sich aus dem elastischen Dehnungsanteil iiber den ungeschédigten
Steifigkeitstensor Cly:

= Oy e (7)

o
Unter Beriicksichtigung von Gl. (1) und (7) ergibt sich die nominale Spannung zu:

o= M(d)'Cye° (8)
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[011] [Cri1n Crizz Crizz 0 0 0 7 [eh]
022 Ca22 Co233 0 0 0 €59
033| _ -1 C3333 0 0 0 €53
Tia| M(d) sym. Ci212 0 0 Vo
T13 Ciziz 0 V¢4

[ 723 ] L Caz23] 1331

Die Steifigkeitseintrage der C lauten:

Cri11 = B11(1 — vo3v32) T 9)
Ca222 = Fao(1 — v13v31) T (10)
C3333 = E33(1 — v1av1) I (11)
Cri22 = E11(vo1 — v31v23) I = Eoa(v12 — v3a113) T (12)
Cr133 = E11(v31 — vo1v32) I = E33(v13 — vigves) T (13)
Caz33 = Ego(v32 — v1av31) I' = E33(rv3 — vo1v13) T (14)
Ci212 = G12 (15)
Ci313 = G13 (16)
Ca323 = Gag (17)
mit
r= ! (18)

1 — v19101 — 193139 — V13131 — 21211321413

3.2. Intralaminares Plastizitatsmodell

Die Gesamtdehnung wird wie in Gl. (6) in elastische und plastische Anteile zerlegt, wobei P
die irreversiblen Verformungen beschreibt. Die plastischen Dehnungen sowie die unter Beriick-
sichtigung der Plastizitét korrigierten Spannungen werden mithilfe eines transversal-isotropen
Plastizitdtsmodells mit assoziierter FlieBregel bestimmt [52]. Es wird angenommen, dass plasti-
sche Dehnungen entlang der Faserrichtung vernachléssigbar sind und die transversale Isotropie
in der 2-3-Ebene gilt. Das plastische Potenzial im dreidimensionalen Fall lautet [57]:

1

floig) =5

Das Potenzial basiert auf Sun und Chens mikromechanischen Beobachtungen [52], die zeigten,
dass hydrostatische Spannungen keine plastischen Verformungen verursachen. Der Parameter a
quantifiziert das Verhaltnis zwischen plastischer Dehnung infolge von Schub- bzw. Normalspan-
nungsanteilen quer zur Faserrichtung und wird als anisotroper Parameter bezeichnet [52, 58].
Zur Unterscheidung zwischen elastischem und plastischem Verhalten dient die FlieBbedingung:

(022 — 033)? + 4735 + 2a(7; + )| (19)

f(E,0)=V3f—a,(p) <0 (20)
In Matrixform gilt [59]:
ﬂ@mzéﬁlpﬁ—ﬁ@) (21)
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mit
[0 0 0O O 0 07
3 -3 0 0 0
3 0 0 O
P = 6a 0 O (22)
sym. 6a 0
i 12]
Die plastischen Dehnungsinkremente ergeben sich aus der assoziierten Flieregel:
of
deP. = d\ 23
S (23)

Plastizitat ist vollstédndig irreversibel und hingt von der akkumulierten plastischen Dehnung p
ab, da UD-Werkstoffe mit nichtlinearem Verhalten keinen klaren Streckgrenzwert zeigen [57].
Die Flielgrenze folgt einem Verfestigungsgesetz:

oy(p) = BD" (24)
Damit lasst sich das plastische Verhalten eines transversal isotropen Materials mithilfe von nur

drei Parametern beschreiben, die aus Off-Axis-Versuchen bestimmt werden koénnen. Fiir UD-
Druckversuche wird das Vorgehen im néchsten Abschnitt erldutert.

3.3. Versagenskriterien

Versagenskriterien definieren mathematisch, unter welchen Spannungszustinden eine Struktur
versagt. Sie ermoglichen eine nachvollziehbare Analyse mdoglicher Versagenszustdnde auf Basis
der auftretenden Spannungen. Wahrend sich isotrope Materialien haufig an Vergleichsspannun-
gen wie Mises orientieren, erfordern anisotrope Materialien eine richtungsabhéngige Formulie-
rung. Fir unidirektionale Lagen wird das Versagen iiber eine Funktion der Form F'(o,¢e, R)
beschrieben; Versagen tritt ein, wenn F' > 1.

In der Literatur werden differenzierende und pauschale Versagenskriterien unterschieden. Diffe-
renzierende Kriterien, wie jene von Hashin, Puck oder Cuntze, erlauben die physikalisch plausible
Trennung verschiedener Versagensmodi. Pauschalkriterien sind einfacher, jedoch weniger préazise,
werden allerdings in der Industrie aufgrund ihrer leichten Implementierbarkeit bevorzugt. Eine
umfassende Ubersicht findet sich in [60]. Im Folgenden werden Hashins und Cuntzes Kriterien
vorgestellt.

3.3.1. Hashin

Hashin [61, 62] entwickelte Kriterien zur Unterscheidung von Faser- und Zwischenfaserbruch
und differenzierte spéater zwischen Zug- und Druckbelastung. Die Gleichungen fiir den 3D-
Spannungszustand lauten:

Faserbruch (FF) bei 011 > 0:

( 011 )2 n 5 +7123 1 (25)
REJ{) R,
Faserbruch (FF) bei 017 < 0:
on (26)
Ry,
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Zwischenfaserbruch (IFF) bei 092 + 033 > 0:

(022+033)2 7’223—|-O'220'33 7’122—|-7'123 _ (27)
Ré‘zm R3, Ri,
Zwischenfaserbruch (IFF) bei 099 + 033 < 0:
(022+J33>2 7223+(722033 7122+T123 n 092 + 033 Rgg)Z 1) =1 (28)
4R, R, R, Rgg) 4R,

Es ist anzumerken, dass Hashin [62] in der Formulierung des Versagenskriteriums fir Zwischen-
faserbriiche auf die Uberlegungen von Mohr-Coulomb basierte, welche bei Puck und Cuntze
dhnlich berticksichtigt sind. In derselben Veroffentlichung [62] hat Hashin Versagenskriterien
vorgestellt, die auf Spannungsinvarianten basieren, jedoch auf Kalibrierung durch Kurvenan-
passung und keinen physikalischen Hintergund stiitzten. Das World-Wide Failure Exercise II
(WWFE-II), berichtete, dass das Versagenskriterium von Hashin weniger genau als das von
Puck und Cuntze ist [63], wobei die beiden im Verlgiech mit anderen 3D-Versagenskritieren,
die hochshte Vorhersagefahigkeiten zeigten. Volkerink zeigte in seiner Arbeit [3], dass Pucks
Methode vergleichsweise dhnliche Genauigkeit mit Cuntze bei der Detektion der Schidigungsin-
itilerung liefert, jedoch deutlich ldngere Simulationszeiten benétigt. Aus diesem Grund wird auf
Puck hier nicht weiter eingegangen.

3.3.2. Cuntze

Cuntze und Freund [53] entwickelten das Failure Mode Concept (FMC), ein interaktives Versa-
gensmodell, das fiinf unabhéngige Versagensmodi fiir UD-Laminate unterscheidet: zwei Faser-
versagen (FF1 Zug, FF2 Druck) und drei Zwischenfaserversagen (IFF1 Zug, IFF2 Druck, IFF3
Schub).

Tl AN A

CO000000
000000
000000

ooBoo0000|
000000000
000000000
000000000
000000000
000000000

000000000

]

@ PO

ol

po.

000000000 o
000000000 Qo
o

o

Q00000000

000000000
(000000000

000000000

X4 X4
Xa4 L
IEF1] *qt
-Tr]
Ga L
X2

00000000
20000000
00000000
20000000

000000000
000000000

>

-
000000000
Q00000000
000000000
000000000
000000;00

000000000
000000000
000000000

&)

Abbildung 3.2: Versagensmodi einer transversal isotropen UD-Lage unter dreidimensionaler Belastung
[64]

£

Jeder Modi wird durch eine entsprechende Festigkeit (R'ﬁ, ﬁ, R' RS ,R 1)) und eine dquivalente

o fi : : : lo T 1o 17 _Ll
Spannung, die fiir das Einzelversagen verantwortliche Spannung gekennzeichnet oeq , 0eq, 05 s 0eq s Teq -

Seite 19



3. 3D elastoplastisches Kontinuumsschadigungsmodell

Es ist anzumerken, dass in der urspriinglichen Version die equivalenten Spannungen in Form von
Invarianten angegeben worden sind. In dieser Arbeit wird die Formulierung von Petersen et. al.
[64] verwendet. Jedem Modi wird ein Materialanstrengungswert (engl. Effort) Ef f("0%) zuge-
ordnet.

llo
g1 Oeq

FF1: Effle = = = 29
ff R R (29)

I
FF2: Bfflm = 2L = 7 30
7=z = & (30)

(02+U3)+\/(02—03)2+4T223 B gé&a (31)
2RY Ry

IFF1: Eff+° =

bl 02—032+4T2+bJ_L—1 o9 + 03 L7
IFF2: Eff'7 = U ) = ( X ) Teq (32)
R{ R

Ueq
2R3

1/2
\/biu-7223—5 +4RY | (85 + 7§5) + by 235 o
1 Ry

IFF3: EffH = (
mit

2 2
Ip3 5 = 2097{y + 2037{3 + 4T23T137T12.

Dabei werden die Indizes o, 7 absichtlich anstelle von £ und ¢ verwendet, um zu verdeutlichen,
dass die versagensauslosende Spannung in der dquivalenten Spannung den Brucharten Nor-
malbruch bzw. Schubbruch zugeordnet ist. Die Parameter b, | und b, beschreiben die innere
Reibung und werden experimentell kalibriert.

Der Beitrag eines einzelnen Versagenmodi Ef f(m°d€) zur globalen Materialanstrengung Ef f
lésst sich berechnen zu:

5 (mode) ng m Gllg m UJ&a m UJ?;T m Gqul m
E m o _ E mode) _ req € e e e 34
E (Rt) +<RC> +<Ri> +<Ri> +<RL> 3

i=1 Il

Der Parameter m, welcher die Interaktion der einzelnen Versagensmodis ermoglicht, verkniipft
die mechanische und probabilistische Effekte. Dessen Wert wird nicht direkt aus Materialpa-
rametern abgeleitet, sondern durch Anpassung an experimentelle Daten. Cuntze empfiehl aus
nummerischen Griinden eine ungerade Zahl zwischen 2.5 und 4, wobei in dem Bereich niedrige
Werte auf der sicheren Seite liegen sollte. Dafiir wird von dem Author auch die Begrifflichkeit
- Abrundungskoeffizient auf der sicheren Seite - [53] verwendet. Solange Ef f™ < 1 ist, gilt das
Material als intakt und verhélt sich elastoplastisch. Sobald der Wert Ef f™ > 1 an einem Inte-
grationspunkt erreicht wird, wird der Schadensbeginn ausgelost und die Steifigkeit des Materials
schrittweise reduziert. Zundchst werden die Steifigkeiten jener Versagensmodi abgebaut, deren
einzelne Materialanstrengung am hochsten ist. Sobald zusétzliche Einzelmaterialanstrengungen
ebenfalls den Wert 1 erreichen, werden auch die zugehorigen Steifigkeiten reduziert. Welche
Steifigkeiten den jeweiligen Versagensmodi zugeordnet sind, ist in der Tabelle 3.1 dargestellt
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Tabelle 3.1: Zuordnung von Versagenmodi zu Schadigungsvariablen [5]
Versagensmodi FF1 FF2 IFF1 IFF2 IFF3
Schiadigungsvariable | dy  dye  dpy dme ds

Durch den kontinuierlichen Ansatz des CDM wird der Schaden nicht mehr als lokalisierter Riss,
sondern als auf das jeweilige Finite-Element verteilte Grofle beschrieben, welche sich auf die
rdumliche Ausdehnung bezieht. Dadurch lassen sich reale Risspfade nur indirekt erfassen, indem
ganze Elemente schrittweise steifigkeitsgemindert bzw. geldscht werden, was die makroskopische
Ausbreitung eines Risses approximiert. Im néchsten Abschnitt wird ertrtert, wie die Schéadi-
gungsvariablen formuliert werden.

3.4. Dehnungsgesteuerte Schadensprogression

In der Fachliteratur zur Schadensprogression in Faserverbunden wird der Fortschritt der Sché-
digung haufig iiber die Entwicklung der Versagensindizes der jeweiligen Initiierungskriterien ge-
steuert [56, 65-67]. Die meisten Versagenskriterien sind spannungsbasiert [68], weshalb auch die
Schidigungsprogression in der Regel spannungsgesteuert ist. Bei Beriicksichtigung der Plastizi-
tdt werden jedoch die maximalen effektiven Spannungen durch das FlieBverhalten des Materials
eingeschriankt, sieche Gl. (21). Dies wiirde wiederum die Progression der Schiadigung einschrén-
ken, weshalb die Schadensprogression in dieser Arbeit dehnungsgesteuert wird.

Sobald im Faserverbundwerkstoff Schiadigung einsetzt, verteilt sich die Deformation nicht l&n-
ger homogen iiber das Bauteil. Stattdessen konzentrieren sich die Dehnungsinkremente zuneh-
mend in lokal begrenzten Bereichen, wihrend grofie Teile der Struktur nur noch gering belastet
werden. Dieses lokalisierte Deformationsverhalten fiihrt zur Notwendigkeit der korrekten Abbil-
dung der dissipierten Energie insbesondere in der Bruchzone. Diese Anforderung wird in der
klassischen Finite-Elemente-Theorie nicht ohne Weiteres erfiillt, weil die dissipierte Energie mit
zunehmender Verfeinerung der Vernetzung kiinstlich abnimmt [69]. Damit einhergehend ist eine
deutliche Abhéngigkeit der Lésung von der Elementgrofie ersichtlich. Kleinere Elemente fithren
nicht zwangslaufig zu einer konvergenten oder physikalisch sinnvollen Antwort.

Um diese Problematik zu vermeiden, wird die Energiefreisetzungsrate iiber den Rissband-Ansatz
(CBA. Crack Band Approach) nach Bazant [70] regularisiert, &hnlich wie bei dem Berechnungs-
modell von Lapczyk und Hurtado [71]. Die material- und modusspezifische Energiefreisetzungs-
rate gps beschreibt die Energie, die fiir die Ausbreitung eines Risses erforderlich ist bzw. wéh-
renddessen freigesetzt wird:

aM = CzM mit M € {ft, fe,mt,me, s} (35)

C

Dabei ist G der Bruchwiderstand fiir den Modus M und L¢ die charakteristische Elementlange,
welche folgendermaflen berechnet wird:

Vel

tLage

Leabg = (36)

Das Volumen des Elements V,; sowie die Dicke einer Lage t144e sind bekannte Modellgeometrien.
Dariiber wird die dquivalente und elementspezifische Dehnung berechnet:

=1 (37)
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Jede Schadigungsvariable wird mit der folgenden Gleichung berechnet:

. 5]{/[,eq <5M,eq - 59\/[,6(1)
5M,eq (51{4,eq - 5?\/[,eq)
Dabei beschreibt die dquivalente Dehnung 684 die Dehnung bei der die die Schadigungsinitierung

erfolgt. Folglich wird die effektive Spannung mit Gl. (37) berechnet. Die dquivalente Dehnung
beim totalen Versagen 5]{47 eq welche dem dj; = 1 entspricht, ldsst sich berechnen:

das with 0% g < Oaeq < Fpeq (38)

;o 2Gy
6Mﬁeq - O—S)W LC. (39)

In der Abbildung 3.3 lassen sich diese Zusammenhénge vereinfacht darstellen.

&
: Bo
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A ’
i
. A
»
Dehnung 510\4 5{4

Abbildung 3.3: Schematischer Verlauf der effektiven Spannung und dquivalenten Dehnung unter Beriick-
sichtigung einer linearen Steifigkeitsdegradation

Der Verlauf vor dem Schadigungsinitiierungspunkt ist rein elastisch und sobald die Dehnung den
Wert der dquivalenten Dehnung 89, erreicht, degradiert die Steifigkgeit in einer linearen Weise
zur Versagensdehnung 5]{/[
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4. Numerische Implementierung und Verifizierung

Das Konstitutivgesetz, das im Rahmen dieser Arbeit verwendet wird, ist als nutzerdefiniertes
Materialmodell VUMAT fiir Abaqus programmiert. Der Vorteil von expliziten Modellen im Ver-
gleich zu impliziten Losungsverfahren besteht darin, dass ausgepréigtes nichtlineares Verhalten
bei relativ geringem Implementierungsaufwand stabil abgebildet werden kann. Dabei ist zu be-
achten, dass die Konvergenz bei expliziten Verfahren nur bei ausreichend kleinen Zeitschritten
gewahrleistet ist. In diesem Abschnitt erfolgt die Beschreibung des von Vélkerink [3] entwickelten
Materialmodells mit den Erweiterungen, die von Makiela [6] vorgeschlagen wurden. Zur Vali-
dierung wird das Material IM7/8552 verwendet, welches héufig in der Luftfahrt eingesetzt wird.
Die dazugehdrigen Materialparameter werden ausfiihrlich im nédchsten Abschnitt beschrieben.

4.1. Einbindung der VUMAT in den expliziten Berechnungsprozess

Bei der expliziten Zeitintegration werden die Bewegungsgleichungen zunéchst zum Zeitpunkt
t,, formuliert und anschliefend zur Bestimmung des Systemzustands zum darauffolgenden Zeit-
punkt ¢, fortgeschrieben. Die Festlegung der zuléssigen Zeitschrittgrofle erfolgt automatisch
durch die FE-Software und héngt unter anderem vom Elastizitdtsmodul, der kleinsten Element-
kante, der Materialdichte sowie gegebenenfalls von der Querkontraktionszahl ab.

Im Verlauf der Simulation wird die Berechnungsroutine fir jedes Element, in jedem Inkrement
und an jedem Integrationspunkt aufgerufen. Ziel dieser Routine ist es, die mechanische Antwort
des Elements auf die anliegende Verformung zu bestimmen. Hierfiir erhélt die VUMAT verschie-
dene Eingabeparameter wie Materialdaten, den Deformationsgradienten sowie gegebenenfalls
Dehnungen, Dehnungsinkremente und interne, 16sungsabhéngige Zustandsvariablen (SDV, Sta-
te Data Variables). Nach der Ausfithrung der in der VUMAT implementierten Berechnungslogik
werden die resultierenden Spannungen und aktualisierten SDV an die FE-Software zuriickgege-
ben und in den weiteren Berechnungsschritten beriicksichtigt. Die Funktionsweise der VUMAT
innerhalb eines expliziten FE-Berechnungsverfahrens ist in Abbildung 4.1 schematisch darge-
stellt.
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Abbildung 4.1: Flussdiagramm eines expliziten Berechnungsverfahrens angelehnt an [6]

4.2. Berechnungsalgorithmus bei Annahme kleiner Dehnungen

Zu Beginn jedes Inkrements werden die elastische Dehnung ¢ und die plastische Dehnung P
sowie das Dehnungsinkrement Ae, die dquivalente plastische Dehnung p,, und die Spannung aus
dem vorherigen Inkrement o,, herangezogen. Darauf aufbauend wird die effektive Spannung zum
Zeitpunkt n durch Gl. (1) berechnet. Aus diesen Informationen wird ein elastischer Pradiktor
bestimmt, der eine Testdehnung 1% und eine zugehorige Testspannung 6718 umfasst.

Die Testspannung dient der Uberpriifung des Fliekriteriums. Liegt ein elastisches Inkrement
vor, werden die Spannungen und Dehnungen fiir den Zustand n + 1 direkt aus dem Pradiktor
iibernommen. Tritt plastisches Verhalten auf, miissen hingegen die tatsdchliche effektive Span-
nung on+1 sowie die im Inkrement akkumulierte plastische Dehnung neu berechnet werden. Die

effektive Spannung ergibt sich als Funktion der Testdehnung;:

Gni1 = (I+AXDMP)~" 5trial (40)

Dabei bezeichnet I die Identitdtsmatrix, AX den plastischen Multiplikator und D€ die elas-
tische Nachgiebigkeitsmatrix. Die dquivalente plastische Dehnung des Inkrements n + 1 wird
anschlieBend anhand einer ergéinzenden Gleichung bestimmt. Die zuvor formulierte Spannungs-
aktualisierung bildet die Grundlage fiir die Bestimmung der dquivalenten plastischen Dehnung
im Inkrement n + 1. Hierzu wird der Wert des vorangegangenen Schritts um einen zusétzlichen
Beitrag erweitert, der vom plastischen Multiplikator A\ sowie den effektiven Spannungsgréfien
abhingt. Dieser Beitrag ergibt sich aus der folgenden Beziehung:

ot = n + AN (P G011)7 2 Z (P Gnya). (41)
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Dabei beschreibt die Matrix Z eine Abbildungsgréfie, welche die relevanten Spannungsanteile
in skalierte Komponenten iiberfiihrt. Sie weist eine symmetrische Struktur auf:

0 0 0 0 0 O
2 1 1
i —z —=z 0 0 0
O
Z =3 6 6 (42)
3 0 0
sym 3—1a 0
1
L 6

Da der plastische Multiplikator A\ in allen zuvor eingefithrten Ausdriicken als einzige unbe-
kannte Grofle verbleibt, wird fiir seine Bestimmung ein Return-Mapping-Algorithmus (RMA)
eingesetzt. Dieser wurde fiir zweidimensionale Spannungszusténde in [67] verwendet und ur-
springlich in [59] entwickelt. Der plastische Multiplikator AX dient zur Korrektur des elasti-
schen Préadiktors, sodass sowohl elastische als auch plastische Effekte konsistent beriicksichtigt
werden. Unabhéngig davon, ob das betrachtete Inkrement elastisch bleibt oder eine plastische
Anpassung erfihrt, wird im néchsten Schritt das Versagenskriterium eingeleitet. Im Laufe die-
ser Arbeit wurde festgestellt, dass das Versagenskriterium von Cuntze die Schidigung besser
abbilden kann. Die Erkenntnisse dazu werden im Abschnitt 4.11 detailliert erlautert. In die-
sem Zusammenhang wird im Flussdiagramm in Abbildung 4.2 nur auf Cuntze angedeutet. Die
Schadigungsvariablen dy¢, dy., dpmt, dme und dg werden nur dann aktualisiert, wenn die globale
Materialanstrengung E f f™ gleich oder grofler als 1 wird. Danach werden die elastischen sowie
plastischen Dehnungsanteile bestimmt und der nominale Spannungsvektor o, unter Beriick-
sichtigung der aktualisierten Schadigungsgrofien neu berechnet. Abschlieflend gibt die Routine
die aktualisierten Zustandsvariablen zurtick. In der néchsten Abbildung wird der Berechnungs-
ablauf fiir jedes Inkrement an jedem Integrationspunkt dargestellt.
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Abbildung 4.2: Flussdiagramm der VUMAT-Subroutine in Anlehnung an [3].
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In der Abbildung 4.2 werden die notwendigen Rechenschritte der VUMAT-Subroutine darge-
stellt. Diese Schritte miissen an jedem Integrationspunkt fiir jedes Inkrement der Simulation
durchlaufen werden. Die grauen Késtchen beschreiben den RMA-Algorithmus, welcher wesent-
licher Bestandteil der oben dargestellte VUMAT-Subroutine ist. Eine ausfiihrliche Herleitung
der Abbildungsmatrix Z sowie der genannten Gleichungen ist nicht Anspruch dieser Arbeit und
lésst sich in [67] finden.

4.3. Bestimmung von Materialparametern

Die Uberpriifung der Fihigkeiten des Materialmodells bedarf méglichst genauer Materialpara-
meter. Diese umfassen die Materialkennwerte sowie die Plastizitdts- und Reibungsparameter.
Im Folgenden wird eine Ubersicht dieser Parameter und deren Herkunft dargestellt.

4.3.1. Materialkennwerte

Im Rahmen dieser Arbeit konnten keine experimentellen Versuche durchgefiihrt werden, deshalb
stellte sich eine sorgfiltige Aufbereitung der Materialparameter aus verschiedenen Quellen als
notwendig heraus. Die Ergebnisse zur Verifizierung und Validierung des Materialmodells werden
in Tabelle 4.1 dargestellt:

Tabelle 4.1: Materialparameter IM7/8552

Eq Ey =FE33 G2 =Gi3 Ga3 Vg = 113 V23
1545 GPa 8.4 GPa 5,6 GPa 2.8 GPa 0,34 0,49
[72] [73] [73] [73] [73] [73]
R! R Rl RS Ry
2560,0 MPa 1017,0 MPa 73,0 MPa 255,0 MPa 89,0 MPa
(73] [72] (73] [73] (73]
Gft ch Gmt Gmc GS
92,0 N/mm 80,0 N/mm 0,24 N/mm 0,739 N/mm 0,739 N/mm
[72] (73] [74] [74] [74]

4.3.2. Plastizitatsparameter

Das Besondere am Plastizitdtsmodell von Sun und Chen [52] ist die pragmatische Art, das plas-
tische Verhalten bei Beriicksichtigung der transversalen Isotropie mit lediglich einem Parameter
abzubilden. Das Modell wurde fiir 3D-Spannungszustinde von Weeks und Sun [57] erweitert und
zeigte gute Ubereinstimmung mit experimentellen Versuchen an zugbelasteten Priifkérpern, wie
bei [3] dargestellt wurde. Der Plastizitdtsparameter wird durch eine iterative Methode mittels
Kurvenanpassung an experimentelle Versuche bestimmt. Es ist zu erwdhnen, dass ein explizites
Verfahren zur Berechnung dieses Parameters in [39] vorgestellt wird, jedoch wenig von anderen
Autoren behandelt wird [20]. Deshalb wird in dieser Arbeit die iterative Methode verwendet,
die auch dem Standardvorgehen von Sun und Chen entspricht. Im néchsten Abschnitt wird das
Verfahren zur Berechnung der Plastizitdtsparameter agg anhand von Daten aus Versuchen an
druckbelasteten Priifkdrpern mit Schriagfaserwinkeln (OAC, Off-Axis-Compression) [7] beschrie-
ben.
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Abbildung 4.3: Experimentelle Kurven fiir Schragfaserwinkelversuche, extrahiert aus [7]

Diese Kurven stellen jedoch keine streng gemittelten Werte dar, da sie mithilfe des Tools Web-
PlotDigitizers extrahiert wurden. So fallt z. B. auf, dass der Verlauf fiir den Schrigfaserwinkel
0o¢f = 45° im Bereich 1-2 % Dehnung tiber zwei Knicke verfiigt. Nichtsdestotrotz werden sie fiir
eine erste Bewertung des Parameters agg als solche angesehen und nach Durchfithrung eigener
Versuche angepasst.

Parameterbestimmung nach Sun & Chen
Unter Berticksichtigung des Schragwinkels 6,7 lassen sich die in Lastrichtung gemessenen Span-
nungen o, in das Materialkoordinatensystem iiberfithren:

011 = 05> (Oog)0s, 092 = sin?(Oog)0r, 012 = —sin(Bog) cos(fog)oe (43)

Fiir den ebenen Spannungszustand lassen sie sich zur effektiven Spannung & zusammenfassen:

B 3
o= \/ 3 (039 + 2a6607,) (44)

Durch Einsetzen von Gl. 43 in 44 ldsst sich tiber die Transformationsfunktion h(O.g, ags) der
Zusammenhang herstellen:

o= h(@oﬁ,afjﬁ) (o (45)

mit:

h(Oof, ags) = \/2 (sin® (Ooft) + 2ag6 sin? (Oof) cos2(Oor)) (46)
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In dhnlicher Weise lassen sich die gemessenen Dehnungen in das Materialkoordinatensystem
tiberfithren. Unter Beriicksichtigung der Zerlegung der Dehnungsanteile wie in Gl. (6) sowie des
Elastizitdtsmoduls F, in Lastrichtung lassen sich die plastischen Dehnungen wie folgt berechnen:

. Or
T Ey(bofr)
Es ist anzumerken, dass F, das Elastizitdtsmodul in Belastungsrichtung fir den jeweiligen
Schriagfaserwinkelversuch beschreibt. Die plastische Dehnung in Belastungsrichtung ldsst sich
ins Materialkoordinatensystem tiberfithren:

(47)

el
h(Ooff,ace)

Mithilfe von Gl. (45) und (48) sowie der Transformationsfunktion lassen sich fiir die experimen-
tellen Datenpaare (04, €;) sechs transformierte und winkelunabhéngige Kurven der Form & (&P)
herleiten. Bei idealer Betrachtung fallen diese Kurven zu einer Masterkurve zusammen [3]. Zur
Ermittlung der Masterkurve wird ein Potenzgesetz verwendet, welches die isotrope Verfestigung
beschreibt:

&P = (48)

&= A", (49)

Die Koeffizienten A und n werden mithilfe der Methode der kleinsten Quadrate bestimmt,
und das Skript dazu lédsst sich im Anhang finden. Die Giite der Regression wird basierend auf
dem Bestimmtheitskoeffizienten R? fiir den Parametersatz (ags, A, n) bewertet, wobei A und
n als Koeflizienten angesehen werden, welche aus dem optimalen Plastizitdtsparameter agg, opt
ermittelt werden:

ae6,0pt — R2(ag6, 0, A, 7)max, a6 € [466,mins 466, max) - (50)

Die Parameter der Verfestigungsfunktion o und 3 beschreiben die Verfestigung als Potenzgesetz.
Dabei wird die effektive Spannung in Abhéngigkeit von der effektiven plastischen Dehnung
beschrieben:

G(eP) = AT (e = p(e7)° (51)

Das Vorgehen wird anhand von Abb. 4.4 verdeutlicht. Die Bereichsbestimmung stellt die erste
Aufgabe dar. Durch Trial-and-Error kann iiberpriift werden, ob sich ein Maximum der Re-
gressionsgiite einstellt. Tritt ein Randmaximum auf, ist der Bereich zu erweitern. Der Bereich
wird anschlieend durch geniigend Punkte diskretisiert, und die effektive plastische Dehnung
ep sowie die zugehorige effektive Spannung werden aus den Gleichungen (44) und (48) mithilfe
der Transformationsfunktion bestimmt. Danach erfolgt die Kurvenanpassung an Gleichung (49)
durch Variation der Parameter (A,n) nach der Methode der nichtlinearen kleinsten Quadrate.
Die Python-Bibliotheken Scipy und sklearn wurden hierzu verwendet.
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Abbildung 4.4: Flussdiagramm zur iterativen Bestimmung von age,opt

Es ist anzumerken, dass sich die Regressionsgiite als Funktion des Plastizitdtsparameters agg
darstellen lisst, wie in Abb. 4.6 gezeigt.
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Abbildung 4.5: Darstellung der Parameterbestimmung in Zusammenhang mit der Regressionsgiite

Die maximale Regressionsgiite betrigt ca. 90 %. An dieser Stelle betrigt der Plastizitdtspara-
meter etwa agsopt = 4.2, worauthin auch die Parameter der Verfestigungsfunktion a und J3
ermittelt werden kénnen. Eine weitere niitzliche Darstellung bezieht sich auf die oben genann-
te Masterkurve. Die transformierten Kurven sollen bei idealer Betrachtung in die Masterkurve
fallen.
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Abbildung 4.6: Masterkurve des Plastizitdtsmodells beim berechneten Plastizitdtsparameter agg opt = 4.2

Zur Verifizierung dieses Vorgehens wurden mit den ermittelten Materialparametern 1-Element-
Versuche durchgefithrt. Dabei werden aus der Literatur [73] folgende Parameter herangezogen:

Tabelle 4.2: Plastizitdtsparameter IM7/8552 [73]

ag6 a B
2.6 0.25 950.1

Ein Volumenelement, siche Abb. 4.8 wird unter transversaler Druckbelastung gepriift. Der Ein-
fluss der Plastizitdtsparameter auf die Materialantwort wird in Abb. 4.9 dargestellt:
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Abbildung 4.7: 1-Element-Modell unter transversaler Druckspannung

Es scheint, als ob das Materialmodell mit den Plastizitdtsparametern aus der Literatur [73]
die experimentellen Werte des Priifkorpers unter transversaler Druckbelastung besser abbildet.
Die Abweichung kann grundsétzlich mit der Art der Extrahierung der experimentellen Daten
durch das Tool WebPlotDigitizer begriindet werden. Bei sorgfiltiger Verwendung des Tools und
korrekter Implementierung des Kalibrierungalgorithmus, siehe Abb. 4.4, lassen sich Abweichun-
gen in den berechneten Plastizitdtsparametern lediglich durch Abweichungen in den experimen-
tell ermittelten Spannungsantworten begriinden. Im Rahmen dieser Arbeit weder vom Author
noch von anderen DLR-Beschéftigten keine eigene Experimente zu rein uniaxial druckbelasteten
IM7/8552-Proben, weshalb die Daten aus der Literatur mithilfe von WebPlotDigizer extrahiert
worden sind. Zur Verifizierung des Kalibrierungsalgorithmus wurden weitere Untersuchungen
mit Messdaten aus zugbelasteten Priifkérpern herangezogen, die hier nicht berichtet worden
sind. Es konnte gezeigt werden, dass die Verwendung des Webplotdigitizers keinen wesentlichen
Einfluss auf die Ermittlung von moglich genauen Plastizitdtsparametern hat, wie sie bei Ver-
wendung von explizit gemessenen Spannungsantworten erwartet werden.

Es ist erwdhnenswert, dass Xue et al. ein auf Drucker—Prager basiertes Flielkriterium verwen-
deten, welches hydrostatische Druckspannungen beriicksichtigt. Zudem wurde der Effekt der
Zug- und Druckasymmetrie im Flieflkriterium beriicksichtigt und damit weitere Materialpara-
meter eingefithrt. Diese beeinflussen sich gegenseitig hinsichtlich der Bestimmung der Regres-
sionsgiite und des anisotropischen Parameters. Im Abschnitt 4.5 wird die Simulationsmethode
von 1-Element-Versuchen als Verifizierungsmittel verwendet, um Erkenntnisse dariiber zu er-
halten, welcher anisotropischer Plastizitdtsparameter experimentelle Ergebnisse besser abbildet.
Eine systematische Untersuchung der Plastizitdtsparameter durch Simulationen von 1-Element-
Versuchen ist erst bei Festlegung der Cuntze Parameter moglich.

4.4. Parameterbestimmung von Cuntze-Reibwerten

Fir das Versagenskriterium von Cuntze werden zusétzliche materialabhédngige Parameter be-
notigt. Diese beziehen sich neben den {iblichen Festigkeiten auf die innere Reibung. Petersen
et al. [64] fiihrten Arcan-Versuche durch, damit im Material moglichst reine IFF2- und IFF3-
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Spannungszustinde entstehen. In den fiinf Versagensformulierungen von Cuntze ist der Einfluss
der Reibungsparameter nur in den beiden genannten Versagensmodi vorhanden. Bis zum Zeit-
punkt der Verfassung dieser Arbeit wurden keine experimentellen Versuche zur Ermittlung die-
ser Parameter fiir das Material IM7/8552 durchgefiihrt. Nichtsdestotrotz konnte Volkerink [5]
in seiner Dissertation zeigen, dass die von Petersen et al. [64] ermittelten Werte fiir das Material
M21-T700GC sich grundsatzlich auch fiir IM7/8552 eignen, da beide Materialien eine gehértete
Epoxidmatrix besitzen. Die zur Beriicksichtigung der Reibung bené6tigten Materialparameter in
Cuntzes Versagenskriterium sind in der folgenden Tabelle dargestellt:

Tabelle 4.3: Cuntzes Parameter fir IM7/8552

2.6 0.25 950.1

4.5. Modellverifizierung durch 1-Element-Versuche

Das Ziel der 1-Element-Versuche (SET, Single Element Testing) ist die Uberpriifung der Fi-
higkeit des Modells, die analytische Bruchkurve zum Matrixversagen abzubilden. Aufbauend
auf diesem Zweck erfolgt die grundlegende Modellverifizierung anhand isolierter, reprasentativer
Einzelelemente, die als vereinfachte Spezialfille dienen. Durch die Untersuchung eines einzel-
nen Elements konnen die verschiedenen Modellbestandteile getrennt bewertet werden, wodurch
mogliche Inkonsistenzen besonders schnell und eindeutig identifiziert werden kénnen.

Abbildung 4.8: Darstellung eines 1-Element-Modells

Fir diese Validierung wird ein einzelnes C3D8R-Volumenelement mit einer Kantenlidnge von
1 mm herangezogen (vgl. Abbildung 4.8). Die Simulation erfolgt mit variabler Zeitschrittweite,
wobei maximale und minimale Inkrementgréfien vorgegeben werden. Um im Element moglichst
reine eindimensionale Spannungszusténde zu realisieren, werden periodische Randbedingungen
zur kontrollierten Umsetzung von Lagerung und Belastung eingesetzt. Fiir die Implementierung
dieser Randbedingungen wird das Abaqus-Plug-In EasyPBC nach Omairey et al. [75] verwendet.
Dieses koppelt die Freiheitsgrade der relevanten Knotenpunkte sowohl untereinander als auch
mit einem Referenzpunkt RP, iiber dessen Verschiebung die duflere Last eingeleitet wird.
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Abbildung 4.9: Darstellung eines 1-Element-Modells unter Druckbelastung und periodischen Randbedin-
gungen

Die Knotenverschiebungen und Randbedingungen, die iiber den Referenzpunkt eingeleitet wer-
den, sind in Abbildung 4.9 dargestellt. Dabei beschreibt ¢y die Faserausrichtung zur Belastung
bzw. den Schrigfaserwinkel, welcher von 0° bis 90° in 15°-Schritten variiert wird. Im vorheri-
gen Abschnitt wurde die Materialantwort unter transversaler Druckbelastung betrachtet. Im
Folgenden werden die Materialantworten weiterer Schriagfaserwinkelversuche dargestellt:

Seite 34



4. Numerische Implementierung und Verifizierung

350 1 1, ==+ 30° (a=4.2) 250 1
W == 30° (a=26)
300 7 4 Experiment
I 200 -
]
< ] <
= ' =
I 150
k= ] k=
a0 I N
= =
= ! z
= I = 100 1
2, I 8,
N I 0
I
I i
b 50 — = 45° (a= 4.2)
I — = 45° (a=2.6)
0 Experiment
0.00 0.01 0.02 0.03 0.00 0.02 0.04 0.06 0.08
Dehnung in % Dehnung in %
250 250 4
200 A 200 4
< <
= =
= 07 & 1907
&0 o0
o o
= z
Z 100 - 2 100
2, 2,
n n
507 - = 60° (a= 4.2) 501 - = 75° (a= 4.2)
— = 60° (a=2.6) — = 75° (a=2.6)
0 Experiment 0 Experiment
0.00 0.02 0.04 0.00 0.01 0.02 0.03 0.04
Dehnung in % Dehnung in %

Abbildung 4.10: Experimentelle und numerische Ergebnisse fiir unidirektionale Faserverbunde mit un-
terschiedlichen Schragfaserwinkeln basierend auf 1-Element-Modellen

Die blaue Kurve, welche die Literaturparameter darstellt, scheint die experimentelle Kurve in
Schwarz grundsétzlich besser abzubilden. Dies ist mit Ausnahme der 60°-Probe in Abbildung
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4.10 ersichtlich. Bei der 30°-Probe wird die Steifigkeit nicht getroffen, und die Versagensspannung
iiberschétzt. Unterschétzt wird die Versagensspannung bei den 45°- und 60°-Proben, wihrend
die 75° und 90°-Proben (vgl. Abb. 4.9) gut approximiert werden. Es ist erwdhnenswert, dass
Simulationen von 1-Element-Modellen nur Verifizierungszwecken dienen. Sie liefern jedoch die
Erkenntnis, dass der Parameter agg = 2.6 in den meisten der hier betrachteten Félle eine bes-
sere Abbildungsfihigkeit besitzt als der berechnete Parameter. Die weiteren Untersuchungen
beschéftigen sich mit der Validierung des Materialmodells auf Couponebene.

4.6. Analytische Auswertung zum Einfluss der Elementwahl

Die Validierung des Materialmodells auf Couponebene bedarf zunédchst Untersuchungsergeb-
nisse dariiber, welche Elemente sich zur Modellierung am besten eignen: Kontinuumsschalen-
oder Volumenelemente. In diesem Zusammenhang erfolgt in diesem Abschnitt eine analytische
Auswertung zum Einfluss der Elementwahl. Diese basiert auf Simulationsergebnissen zu bei-
den Elementtypen. Die Ergebnisse werden im weiteren Verlauf der Arbeit (siehe 5) ausfiihrlich
untersucht. Zum Zwecke der Untersuchung des Finflusses des Elementtyps sind die globalen
Versagensspannungen fiir die unterschiedlichen Schragfaserwinkelversuche herangezogen worden.
Diese werden im Verhéltnis zu einer Bruchkurve dargestellt, um das Potenzial der Elementwahl
sowie Auffalligkeiten zu erkennen.

Bruchkurven sind Funktionsdarstellungen, die zeigen, wie verschiedene Spannungsgrofien beim
Versagen miteinander zusammenhéngen. Dafiir werden tiblicherweise zwei Spannungen ausge-
wéahlt und alle anderen auf Null gesetzt, sodass lediglich der Einfluss dieser beiden betrachte-
ten Spannungsanteile sichtbar wird. Eine Bruchkurve lésst sich als Grenze im Spannungsraum
auffassen, die den Bereich des sicheren Betriebs vom Bereich des Versagens trennt. Liegt ein
gegebener Spannungszustand innerhalb dieser Grenze, bleibt das Material intakt. Befindet er
sich jedoch auferhalb des abgegrenzten Bereichs, tritt Materialversagen ein. Zur Auswertung
von Simulationsergebnissen werden die Bruchkurven von Hashin und Cuntze herangezogen. Die
globalen Versagensspannungen sollen nahe an der analytischen Bruchkurve liegen und im op-
timalen Fall darunter. In der Abbildung 4.11 werden die Ergebnisse der Verifizierungsiibung
mittels 1-Element-Versuchen (SET. Single-Element-Testing) fiir alle untersuchten OAC-Proben
dargestellt. Die experimentellen Versagensspannungen sind aus [76] herangezogen worden und
sind mit schwarzen Kreuzchen dargestellt. Die durchgezogenen Kurven stellen, die analytische
Losungen zu den Bruchkruven von Hashin und Cuntze.
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Abbildung 4.11: Verifizierungsiibung fiir OAC-Proben mittels SET

Auf dem Bild sind die experimentellen Versagensspannungen fiir alle OAC-Priifkérper oberhalb
der Hashin-Bruchkurve, unabhéngig von dem Elementtyp. Simulationen, die auf Hashins Ver-
sagenskriterium aufbauen wiirden, wiirden unterhalb dieser Kurve liegen und damit weiter von
den experimentellen Versagensspannungen entfernt sein. Die Ursache lésst sich durch die Beriick-
sichtigung des Versagensmodus durch Schubspannungen erklaren, welcher in Cuntze durch IFF3
beschrieben wird, in Hashin jedoch nicht spezifisch beriicksichtigt wird. Diese Ergebnisse sind in
Ubereinstimmung mit den Ergebnissen in der WWFE-Ubung [63], die in dem Zusammenhang
dariiber berichtet, das Cuntzes Versagenskriterium sich besser als das von Hashin zur Abbildung
von 3D-Spannungszustinden eignet. Deshalb sind keine Simulationen mit Hashins Versagens-
kriterium durchgefithrt worden und weiterfithrenden Untersuchungen basieren nur auf Cuntzes
Versagenskriterium. Die durch Simulationen mit Volumenelementen vorhergesagten Versagens-
spannungen sind néher an den experimentellen Versagensspannungen. Die Simulationsergebnisse
zu den Priifkérpern mit 15° und 30° Schrégfaserwinkel liegen oberhalb der Cuntze-Kurve. Dies
ist allerdings nur bei Simulationen der Fall, die auf Volumenelementen basieren. Deshalb scheint
es empfehlenswert, die Priifkérper mit 15°- und 30°-Schrigfaserwinkel, welche als auféilig be-
trachtet werden durch Kontinuumsschalen zu modellieren. Diese Auffalligkeit wird im néchsten
Kapitel behandelt.
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5. Validierung des Materialmodells fiir OAC-Priifkorper

Im Abschnitt 4.8 wurde das Materialmodell durch 1-Element-Versuche verifiziert. Zudem wur-
den die Simulationsergebnisse zu den Versagensspannungen basierend auf der Bruchkurve aus-
gewertet. In diesem Kapitel wird der Aufbau der Simulationsmodelle von unidirektionalen (UD)
Priifkérpern mit Schragfaserwinkel bzw- OAC-Tests erldutert. Dariiber hinaus erfolgt eine Aus-
wertung in Bezug auf Steifigkeiten, Bruchfestigkeiten sowie Schidigungs- und Plastizitdtsver-
halten.

5.1. Modellierung der OAC-Priifkorper

Die Modellierung von UD-Priifkérpern mit Schriagfaserwinkeln 6 = 15°, 30°, 45°, 60°, 75° sowie
von transversal druckbelasteten Priifkérpern (90°) basiert auf dem Teststandard ASTM D695
[77]. Die Modellierung longitudinaler Priifkérper (6 = 0°) basiert auf dem fiir quasistatische
Belastungen bewéhrten Teststandard ASTM D3410 [78]. In Tabelle 5.1 werden die Geometrie-
parameter der UD-Modelle dargestellt:

UD-Modelle Lagenaufbau Lagendicke Lange ! Breite w Dicke ¢

[] in mm in mm in mm in mm
UD-0° [0°/0°/0°]as 0,125 23 7 15
UD-15° [15°/15°/15°/15%) 4, 0,125 20 10 4
UD-30° [30°/30°/30° /304 0,125 20 10 4
UD-45° [45°/45° /45° /45°) 4, 0,125 20 10 4
UD-60° [60°/60°/60°/60°] 45 0,125 20 10 4
UD-75° [75°/75° /75° ) 75%) 4 0,125 20 10 4
UD-90° [90° /90°/90° /90°] 4 0,125 20 10 4

Tabelle 5.1: Geometrie- und Materialparameter der UD-Modelle.

Der Lagenaufbau sowie die Lagendicke sind entsprechend den beiden genannten Normen mo-
delliert. In der Literatur ist der Einfluss der Lagendicke auf das Druckverhalten von gekerbten
sowie ungekerbten Priifkérpern von einigen Autoren untersucht worden [79-81]. Arteiro et al.
[80] zeigten, dass die Lagendicke bei quasistatisch druckbelasteten unidirektionalen Priifkérpern
keinen wesentlichen Einfluss auf das Druckverhalten hat. Ausnahmen seien Versuche bei faser-
dominiertem Verhalten, bei denen Mechanismen wie Fasermikroknicken eine Rolle spielen. Die
Erkenntnis ist, dass diinnere Lagen grundséatzlich zu hoherem Widerstand gegen Mikroknicken
fiihren.

In Abb. 5.1 wird das Simulationsmodell fiir druckbelastete UD-Priifkérper schematisch darge-
stellt. Die Beriicksichtigung der Schriagfaserwinkel erfolgt wie in Abschnitt 4.9 erldutert. Zur
Verringerung der Rechenzeit sind die Laminate aufgrund des symmetrischen Lagenaufbaus in
Dickenrichtung (z) sowie Breitenrichtung (y) halbiert. Coelho et al. [82] zeigten, dass eine weite-
re Symmetrieebene in Belastungsrichtung insbesondere fiir faserdominiertes Verhalten ein ver-
andertes Spannungsfeld zur Folge haben kénnte. Aus diesem Grund ist in xz-Richtung keine
Symmetrieebene vorgesehen.
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Abbildung 5.1: Schematische Darstellung des Simulationsmodells fiir unidirektionale Priifkérper und
Randbedingungen.

B Schaden zulassig

Schaden unzulassig

Abbildung 5.2: Materialzuordnung und Vernetzung.

Dem Modell werden numerisch betrachtet zwei Materialien zugeordnet. Normstandards wie in
[77, 78] nutzen Aufleimer, um eine gleichmafige Krafteinleitung zu ermoglichen sowie frithzeitige
lokale Schéden zu vermeiden, die zu unzulassigen Versagensmodi fithren kénnen. In diesem Zu-
sammenhang werden in der Simulation die Randbereiche ohne Schidigung modelliert, wihrend
Schidigung nur im mittleren Bereich auftreten diirfte. Uberlegungen zur genauen Linge der
Randbereiche basieren auf Bildern der geschiddigten Priifkérper, die im Abschnitt 5.5 zu finden

Seite 39



5. Validierung des Materialmodells fiir OAC-Priifkorper

sind.

5.2. Einfluss der Plastizitat

Ein wichtiger Schwerpunkt dieser Arbeit liegt in der Modellierung der Plastizitdt basierend auf
dem Sun-und-Chen-Modell [52]. In den Abschnitten 4.3.2 und 4.5 wurden die berechneten Para-
meter nach dem Standardvorgehen von Sun und Chen mit Literaturwerten verglichen, um ihre
Fahigkeit zur Vorhersage der Materialantwort auf 1-Element-Ebene zu beurteilen. Es stellte sich
heraus, dass der Literaturparameter agg = 2.6 grundsétzlich bessere Ergebnisse lieferte, weshalb
dieser Wert fiir die weiteren Untersuchungen verwendet wurde. Darauf aufbauend wird in diesem
Abschnitt der Einfluss der Plastizitéat auf Coupon-Ebene analysiert. Simuliert wurden Priifkérper
nach der Norm ASTMDG695 [77] mit Schrigfaserwinkeln, jeweils mit und ohne Berticksichtigung
der Plastizitdt. Die Ergebnisse dazu werden in Abb. 5.4 dargestellt. Zundchst wird der Mate-
rialantwortverlauf des longitudinal belasteten Priifkérpers gezeigt. Simulationen mit und ohne
Plastizitdt wurden durchgefiihrt, ebenso mit zwei Elementtypen: C3D8R (Volumenelemente)
und SC8R (Kontinuumschalenelemente) mit reduzierter Integration. Die reduzierte Integration
kann Hourglass-Effekte ermdoglichen, weshalb diese Elemente mit einem Mechanismus versehen
werden, der eine Hourglass-Stabilisierung ermoglicht [19]. Es wird erwartet, dass hierbei keine
plastischen Effekte auftreten, da die Fasern sprode Eigenschaften besitzen. Die experimentel-
le Kurve ist hier ebenso mithilfe des Tools WebPlotDigitizer aus der Literatur [83] extrahiert
worden.

1000 +

800 -

600 A

400 1

Spannung in Mpa

- Experiment: opmax =1017.0 MPa
= = C3D8R, ohne Plastizitdt: 0m,x = 1001.9 MPa
C3D8R, mit Plastizitat: omax = 1016.8 MPa
— - SCB8R, mit Plastizitat: 0, = 1010.4 MPa
= SC8R, ohne Plastizitat: omax =1007.2 MPa

200 -

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7
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Abbildung 5.3: Spannung-Dehnungs-Verlauf des longitudinal belasteten unidirektionalen Priifkérpers

Das linear-elastische Verhalten ist in allen Simulationen sichtbar, unabhéngig vom Elementtyp
und der Berticksichtigung von Plastizitat. Die Steifigkeiten werden bis ca. 0,25 % Dehnung ge-
troffen. Danach tritt in den Experimenten der im Abschnitt 2.6 beschriebene Nichtlinearitdtsme-
chanismus des nicht-hookeschen Verhaltens auf. Dabei sinkt der Steifigkeitsmodul bei erhéhten
Druckdehnungen. Denkbar wére es, das Materialmodell zur Beriicksichtigung des nichtlinearen
longitudinalen Elastizitdtsverhaltens zu erweitern, um genauere Ergebnisse im faserdominier-
ten Verhalten abbilden zu kénnen. Zwei Auffilligkeiten beziehen sich auf Knicke in den jeweils
griinen und schwarzen Kurven. Die erste stellt ein numerisches Artefakt dar, das zur besseren
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Erkennung der vier dhnlichen Kurven nicht entfernt wurde. Das Artefakt beschreibt dynami-
sche Effekte in der Simulation. Dieses Verhalten wurde auch von Makiela [6] beobachtet und
lasst sich mit der expliziten Zeitintegration begriinden, welche zu plétzlichen Spannungsumla-
gerungen durch das Versagen von Elementen fithren kann. Makiela [6] untersuchte diesen Effekt
und implementierte ein Elementloschungskriterium, um zu verhindern, dass Elemente, die keine
physikalische Tragfdhigkeit mehr besitzen, weiterhin im Modell verbleiben und durch ihre aus-
geprigten Verzerrungen Schwingungen auslésen. In dieser Arbeit konnte diese Auffalligkeit nur
fiir den longitudinal belasteten Priifkérper beobachtet werden. Deshalb werden fiir weiterfiih-
rende Untersuchungen auf Erkenntnisse in der Arbeit von Makiela [6] hingewiesen. Die zweite
Auffilligkeit in der Abb. 5.3 ist der Knick in der experimentellen Kurve, der auf die Datenaufbe-
reitung aus [83] zurtickzufithren ist. Aus den experimentellen Daten [83] ist fiir den in Abb. 5.3
dargestellt Verlauf, nur die mittlere Kurve extrahiert worden. Diese wurde dann nachtraglich
so bearbeitet, dass nur die Versagensspannung der explizit angegebenen maximalen Spannung
entspricht. Zum besseren Vergleich der Kurven werden auch die Versagensspannungen angege-
ben. Basierend auf der in den Experimenten [83] angegebenen Standardabweichung von 53 MPa
lasst sich erkennen, dass beide Elementtypen die Versagensspannung gut abbilden. Zudem zeigt
sich, dass die Beriicksichtigung der Plastizitét, wie erwartet, keinen wesentlichen Einfluss auf die
Vorhersagefahigkeit hat. Wenn die Fasern eines UD-Priifkorpers schréig zur Belastungsrichtung
orientiert sind, sollte die Beriicksichtigung plastischer Effekte das Materialmodell zumindest
qualitativ ndher an das experimentelle Verhalten heranfithren. Dazu wurden Simulationen mit
unterschiedlichen Schrigfaserwinkeln durchgefiihrt und die Ergebnisse sind in der Abbildung 5.4
dargestellt. Die unterbrochene rote Linie stellt den Verlauf der simulierten Spannungsantwort
ohne Aktivierung der Plastizitdat dar, wihrend die durchgezogene Linie die Berticksichtigung der
Plastizitét zeigt. Die griinen Punkte entsprechen den experimentellen Daten, die mithilfe des
WebPlotDigitizer-Tools extrahiert wurden.
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Abbildung 5.4: Spannungs-Dehnungs-Verldufe bei unterschiedlichen Schrigfaserwinkeln belasteter unidi-
rektionaler Priifkérper

Die Simulationsergebnisse legen nahe, dass die Beriicksichtigung der Plastizitdt durch die In-
tegration des Plastizitétskriteriums in das Materialmodell realistischere Ergebnisse liefert. Die
Steifigkeiten werden bis auf die Simulation des Priifkorpers mit 15° Schragfaserwinkel gut ge-
troffen. Diese Simulationsergebnisse zu OAC-15° deuten darauf hin, dass hierzu keine Akkumu-
lation plastischer Dehnungen stattfinden konnte. die In den Experimenten [7] versagte dieser
Priifkérper in neun von zwolf Versuchen durch Faserknicken — ein Versagensmodus, der im Ma-
terialmodell nicht beriicksichtigt ist. In den drei weiteren Féllen versagte der Priifkorper durch
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Schubspannungen bzw. durch den hier beriicksichtigten Versagensmodus IFF3. Untersuchun-
gen von Kawai et al. [84] zeigten, dass Priifkérper, die durch Schubspannungen versagten, eine
niedrigere Bruchfestigkeit hatten als diejenigen, die durch Faserknicken versagten. Dies konnte
Koerber et al. [7] in seinen Experimenten nicht bestitigen. Aufilerdem wurden in den experi-
mentellen Versuchen erhebliche Faserdrehungen beobachtet, die die Pseudoplastizitéat beeinflus-
sen und durch geeignete Modellierung des nichtlinearen Verhaltens besser abgebildet werden
konnten. Dies wére beispielsweise durch die Integration von Makielas [6] Materialmodell zur
Beriicksichtigung grofier Deformationen moglich. Die Simulationen der Priifkérper von 45° bis
90° deuten auf eine Unterschéitzung der Versagensdehnung und -Spanung. Dies liegt vermut-
lich in der 3D-Formulierung des Sun und Chen [52] Kriteriums durch die Abbildungsmatrix
Z. Diese beeinflusst implizit die Einschrinkung der effektiven Spannungen, wenn plastischen
Dehnungen grofler werden, wie das bei OAC45-90° der Fall ist. Die Herleitung und Implementie-
rung dieser Matrix in einer 3D-Formulierung ist in weiterfiirhenden Studie zu untersuchen. Eine
weitere Ursache kénnte auch die Anhdufung von Fehlern durch vesrstiarkte Poisson Effekte in
3D-Eleemnten. Dies kénnte ein weiterer Untersuchungsgegenstand sein. Im folgenden Abschnitt
wird der Einfluss des Elementtyps auf das Spannungs-Dehnungs-Verhalten untersucht.

5.3. Netzkonvergenzanalyse

Zur Bewertung, ob eine weitere Verfeinerung des Finite-Elemente-Netzes zu wesentlichen An-
derungen der vorhergesagten Spannungen fiihrt, wurde eine systematische Netzkonvergenzana-
lyse durchgefiihrt. In Abb. 5.5 sind die resultierenden Bruchspannungen fiir drei gewéhlte Ele-
mentgroffen und verschiedene Schriagfaserwinkel den experimentell ermittelten Bruchfestigkei-
ten gegeniibergestellt. Die Ergebnisse verdeutlichen, dass die berechneten Spannungen fiir alle
Netzgroflen denselben charakteristischen Verlauf mit abnehmender Festigkeit bei zunehmendem
Faserwinkel aufweisen und sich die Abweichungen zwischen den Netzen nur geringfiigig unter-
scheiden. Besonders aufféllig ist, dass die Spannungswerte des feinsten und des grobsten Netzes
meist innerhalb eines engen Bereichs liegen, der kleiner ist als die experimentelle Streuung,
was auf eine numerische Stabilitdt der Simulationen hinweist. Die grofiten Unterschiede treten
bei kleinen Faserwinkeln auf; jedoch zeigen auch hier alle Netze denselben Trend, sodass die
qualitative Aussagefdhigkeit unbeeintréchtigt bleibt.
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Abbildung 5.5: Darstellung der vorhergesagten Bruchfestigkeiten bei unterschiedlichen Schréigfaserwin-
keln im Vergleich zu experimentellen Bruchfestigkeiten

Ein Vergleich der Simulationen mit den experimentellen Daten zeigt aulerdem, dass die Modell-
ergebnisse bei niedrigen Winkeln tendenziell hohere Festigkeiten vorhersagen, wahrend sie bei
hohen Winkeln néher an die gemessenen Werte heranreichen oder diese leicht unterschreiten. Da
die Anderungen der Bruchspannungen zwischen den betrachteten ElementgroBen deutlich gerin-
ger ausfallen als die Abweichungen zu den Experimenten, wiirde eine weitere Netzverfeinerung
keine merkliche Verbesserung der Ergebnisgenauigkeit bewirken. Dariiber hinaus ist zu erwar-
ten, dass zusétzlicher Rechenaufwand nicht in einem physikalischen Erkenntnisgewinn resultiert,
da das Modellverhalten bereits durch die untersuchten Netzgroflen ausreichend gut erfasst wird.
Daher kann das verwendete Netz als hinreichend fein angesehen werden, um die relevanten
Spannungsmechanismen {iber den gesamten Winkelbereich zuverlissig abzubilden. Die weiteren
Untersuchungen, werden mit einer Elementgréfie von 0.4 mm durchgefiihrt.

5.3.1. Einfluss der Elementwahl

Simulationen fiir verschiedene Schriagfaserwinkel wurden mit zwei Elementtypen durchgefiihrt:
Kontinuumschalenelementen und Volumenelementen mit reduzierter Integration. Die reduzierte
Integration macht die Simulationen recheneffizienter, jedoch auf Kosten potenzieller unphysika-
lischer Verzerrungen (engl. Hourglassing). Gegentiber vollintegrierten Elementen sind sie jedoch
robuster gegeniiber Scher- und Volumenverriegelung (engl. shear/volumetric locking) [19]. Eine
erste Untersuchung bezieht sich auf einen Vergleich der Simulationszeiten beider Elementtypen.
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Abbildung 5.6: Vergleich der Rechenzeit der Simulationen mit Kontinuumschalen- und Volumenelemen-
ten

Die Abbildung 5.6 legt nahe — in Ubereinstimmung mit den Ergebnissen in Volkerink et al. [85]
—, dass Volumenelemente recheneffizienter sind als Kontinuumschalenelemente. Fiir Modelle,
bei denen keine diskreten Informationen iiber Delaminationsflachen erforderlich sind (wie in
dieser Arbeit), wird deshalb empfohlen, Volumenelemente zu verwenden. In Abb. 5.7 werden die
Spannungs-Dehnungs-Verlaufe von OAC-Simulationen fiir beide Elementtypen dargestellt:
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Abbildung 5.7: Einfluss der Elementwahl

Die Spannungs-Dehnungs-Verldufe deuten darauf hin, dass Kontinuumschalenelemente genauere
Ergebnisse liefern. Nur im Falle der 90°-Probe sehen die Ergebnisse sehr dhnlich aus. Diese
Erkenntnis hebt die Notwendigkeit hervor, die Herleitung und Implementierung der Z-Matrix
in weiterfithrenden Studien genauer zu untersuchen. Die bisherigen Ergebnissen verdeutlichen,
das fiir den biserigen Entwicklungsstand des VSS-Materialmodells Kontinuumsschalenelemente
genauere Ergebnisse fiir OAC-Proben liefern, jedoch zulasten der Rechenkapazitit. Da einer
Schwerpunkt dieser Arbeit die effiziente Modellierung war, wird hier der Kompromiss getroffen
die Proben mit 3D-Volumenelemente zu modellieren. Dies kénnte fiir komplexere Proben erparrte
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Rechenkapazititen bedeuten, wie in Abbildung 5.6 gezeigt wurde.

5.4. Validierungsiibung OAC

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der Schrigfaserwinkelsimulationen zum entwickel-
ten Materialmodell, welches hier als VSS (Volkerink Small Strain) bezeichnet wird, mit Er-
gebnissen aus zwei bewédhrten Methoden zur progressiven Schédigungs- und Versagensanalyse
verglichen: EST (Enhanced Shapery Theory) [86] und CompDam [87]. Beide Modelle werden
im Abschnitt 6.1.1 ausfiihrlich erldutert. Die Ergebnisse werden genutzt, um die technische
Reife des VSS zu bewerten. Die Simulationsergebnisse zu EST und CompDam wurden aus
Hyder et al. [88] entnommen, wihrend die Simulationsergebnisse zum VSS aus den Simula-
tionen mit dem 3D-elastoplastischen Materialmodell stammen. Alle Simulationen wurden mit
Abaqus/Explicit durchgefiihrt und analysieren OAC-Modelle unter Verwendung der IM7/8552-
Materialeigenschaften, wobei die Materialkarte in Hyder et al. [88] nicht explizit angegeben ist.
Diese lésst sich jedoch in Rose et al. [89] finden und ist im Anhang dieser Arbeit aufgefiihrt.

EST wurde mit Schalenelementen des Typs S4R modelliert, wihrend CompDam — analog zu VSS
— auf Volumenelemente des Typs C3D8R zuriickgreift. EST und CompDam verwenden eine Ele-
mentgrofe von 0,25 mm, VSS dagegen 0,40 mm. Die Vernetzungsstrategie von EST entspricht
im Wesentlichen derjenigen von VSS und basiert auf einem strukturierten Netz. CompDam
nutzt hingegen eine faserorientierte (,fiber-aligned*) Vernetzung, die der lokalen Faserarchitek-
tur folgt. Diese Eigenschaften werden in Tabelle 5.2 dargestellt:

Tabelle 5.2: Uberblick der verwendeten Modelle und Vernetzungsstrategien

EST CompDam VSS
Elementtyp S4R (Schalenelement,) C3D8R (Volumenelement) C3DS8R (Volumenelement)
Elementgrofie 0,25 mm 0,25 mm 0,40 mm
Vernetzungsart  strukturiertes Netz  faserorientiertes Netz (fiber-aligned) strukturiertes Netz

Die Ergebnisse der OAC-Simulationen sind in Tabelle 5.3 dargestellt. Zur Bewertung wird der
Verifizierungs- und Validierungsrahmen (V&V Framework) [10] herangezogen. Hyder et al. [88]
verwendeten diesen Rahmen, um die Fahigkeiten von EST und CompDam zu bewerten. Als
Validierungsiibung werden in dieser Arbeit die Systemantwortmerkmale Steifigkeit und Versa-
gensspannung betrachtet. Zum Vergleich der Versuchsdaten im VSS werden die Experimente

aus Koerber et al. [7] verwendet.

Tabelle 5.3: OAC-Validierungsiibung: Vergleich mit EST und CompDam

OAC EST CompDam VSS
Steifigkeit Versagensspannung Steifigkeit Versagensspannung Steifigkeit Versagensspannung
15° 2% -13 % -8% -25 % 65 18
30° -4% -14% 0% -23% 3 12
45° 1% -52% 3% -35% -3% 3%
60° 10% -38% 12% -21% 2% -19%
75° -12% -5% -12% 5% 1% -14%
90° -1% 2% -2% -2% -4% -3%
< 15% < 20% > 20% Abweichung von Versuchsdaten
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In Griin sind Simulationsergebnisse dargestellt, die eine Abweichung von weniger als 15% zu
den Versuchsdaten aufweisen, wihrend Simulationsergebnisse mit mehr als 20% Abweichung
in hellem Rot hervorgehoben sind. Der Bereich zwischen 15-20% ist in Gelb dargestellt. Das
VSS zeigt gut vergleichbare Ergebnisse fir das Steifigkeitskriterium; jedoch stellt sich der OAC-
15°-Priifkorper als problematisch dar, da Faserrotationen im Modell nicht beriicksichtigt sind.
Allgemein lassen sich gute Ergebnisse auch bei der Vorhersage der Versagensspannung zeigen,
wobei keine der Simulationen mehr als 20% Abweichung von den Versuchsdaten aufweist. Zu-
dem konvergiert VSS bei einer grofieren Elementgrofie, was in Verbindung mit C3D8R-Elementen
eine effizientere Modellierung hinsichtlich der Bewertungsmerkmale Steifigkeit und Versagens-
spannung ermoglicht. Es ist zu erwihnen, dass EST und CompDam in [88] auch hinsichtlich
des Bewertungsmerkmals Versagensdehnung verglichen wurden, wobei keine zufriedenstellenden
Ergebnisse erreicht wurden.

5.5. Versagensverhalten

Die experimentellen Ergebnisse [7] zeigen, dass das Versagensverhalten stark vom Schrigfaser-
winkel abhéngt und sich die dominanten Mechanismen mit zunehmender Schrigstellung sys-
tematisch verdndern. Fiir die 15°-Priifkdrper traten zwei Versagensmodi auf: das Kink-Band-
Versagen (engl. kink-band failure) und ein schubdominierter Versagensmodus in der Lamina-
tebene (engl. in-plane shear failure), was die Beobachtungen in Kawai et al. [84] bestétigt.
Auffillig war ein ausgeprigtes Stick-Slip-Verhalten, das auf erhéhte Reibung an den Endfléchen
hinweist. Es wurde berichtet, dass dieses Verhalten die Spannungs-Dehnungs-Verldufe verfail-
schen konnte [7], weshalb keine eindeutige Bestimmung der Streckgrenze erfolgte. Im Gegensatz
zu den Ergebnissen von Kawai [84] konnte in den hier untersuchten Versuchen weder eine ho-
here Festigkeit fiir im Kink-Band-Modus versagende Proben noch ein friihzeitig einsetzendes
plastisches Flieflen der schubversagenden Proben bestétigt werden.

Bei einem Winkel von 30° dominierte das Schubversagen in der Laminatebene (engl. in-plane
shear failure), wobei die Bruchflichen auf eine geringe Beeinflussung durch matrixdominier-
tes Verhalten unter Druck (engl. transverse compression) hindeuteten; dabei trat vereinzelt
Stick-Slip auf. Fiir groflere Schrégfaserwinkel zwischen 45° und 90° wurde ein matrixdominiertes
Versagen (engl. transverse-compression-dominated failure) beobachtet, das meist in der Nédhe
der Lastlinie oder in der Probenmitte auftrat, jedoch ohne Einfluss auf die gemessene Bruch-
festigkeit. Insgesamt bestétigen die Ergebnisse den kontinuierlichen Ubergang von schubdomi-
niertem (IFF2) zu druckdominiertem (IFF3) Versagen mit zunehmendem Faserwinkel, wéhrend
im niedrigen Winkelbereich Abweichungen zu fritheren Studien vor allem auf Reibungseffekte
zuriickzufithren sind.
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Abbildung 5.8: Versagensverhalten aufgrund von IFF3: Drei Priifkorper von oben nach unten: 15°, 30°
und 45°. Experimentelle Schiddigungsbilder rechts aus [7] entnommen.

Simulationsergebnisse konnten die experimentellen Beobachtungen zum Versagensverhalten gut
abbilden. Der Verlauf der Schiadigungsvariable (SDV11) bestétigt ein schubdominiertes Ver-
sagen bzw. einen Zwischenfaserbruch (IFF3), wobei beim 15°-Priifkorper kein dominierendes
faserdominiertes Versagen in Form eines Kink-Bandes abgebildet werden konnte. Die Ursache
liegt in der Formulierung des Faserbruchkriteriums FF2 in Cuntzes Versagenskriterium, das
isoliert betrachtet das Abbilden eines Kink-Bandes nicht ermoglicht. Nichtsdestotrotz war bei
dieser Probe faserdominiertes Versagen der zweitdominante Mechanismus. Bei den Proben mit
30° und 45°-Faserrichtung dominierte auch in den Simulationen das Schubversagen, was teil-
weise die experimentellen Beobachtungen bestétigt, da die Bruchflichen auf matrixdominiertes
Verhalten hindeuteten.
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Abbildung 5.9: Versagensverhalten aufgrund von IFF2: Drei Priifkérper von oben nach unten: 60°, 75°
und 90°. Experimentelle Schidigungsbilder rechts aus [7] entnommen.

Die 60°-, 75°- und 90°-Proben zeigten die beste Ubereinstimmung mit den Experimenten hin-
sichtlich der vorhergesagten dominierenden Versagensmodi, Zwischenfaserbruch unter Druck
(IFF2). Dabei trat das Versagen bei den 60°- und 75°-Proben am Randbereich und in der Nihe
der Lastlinie auf, wihrend es bei der 90°-Probe in der Mitte der Probe auftrat.
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FVS in Flugzeugen weisen eine grofie Anzahl an Bohrungen fiir Nieten und die Montage von Bau-
gruppen auf. Der OHC-Test dient dazu, die Druckfestigkeit von Verbundlaminaten mit solchen
Offnungen zu analysieren. In den letzten 30 Jahren haben mehrere Forschende experimentelle,
analytische und numerische Untersuchungen zur PDA wéhrend OHC-Tests durchgefiihrt. Den-
noch sind die Versagensmechanismen von OHC-Préfkoérper noch nicht vollstdndig geklart und
ihre Aufkldrung stellt eine Herausforderung dar. Eine zusammenfassende experimentelle und
numerische Studie iiber PDA zu OHC-Tests wurde in Higuchi et al. [90] durchgefiihrt.

6.1. Darstellung experimenteller Ergebnisse des Materialverhaltens von IM7/8552
wahrend OHC-Tests

Die Validierung des Materialmodells anhand eines OHC Priifkorpers stellt eine der komplexes-
ten Aufgaben dar, aufgrund von verschiedenen Versagensmechanismen, die iiber verschiedene
Lageorientierungen zusammenwirken sowie Spannungskonzentrationen am Lochrand. Experi-
mentelle Untersuchungen tiber das Verhalten von IM7//8552 wihrend OHC-Tests wurden von
Lee et al. und Wisnom et al. [39, 91] unter Verwendung der ICSTM-Priifvorrichtung basierend
auf der Norm AITM 1-0008[92] durchgefiihrt. Dabei untersuchten die Autoren Skalierungseffek-
te in Laminaten mit zwei quasi-isotropen Stapelreihen: Ply-Level-Skalierung (geblockte Lagen,
[45¢ /905 /-45¢ /05 |s) und Sublaminate-Level-Skalierung (ungeblockte Lagen, [45°/90° /-45° /0°],,5).
Bei sublaminat-skalierten Proben wurde ein spréoder Bruch quer durch das Laminat beobachtet.
Um die progressive Schidigung und die Initiierung des Versagens beobachten zu kénnen, wurden
die OHC-Proben bei 98% der finalen Last unterbrochen.

A
\4

Abbildung 6.1: Unterbrochener OHC-Test an der Probe mit Laminataufbau [45°/90°/-45°/0°] 45, ange-
lehnt an [39].

Belastungsrichtung

Fiir eine bessere Vergleichbarkeit mit anderen Materialmodellen wird in dieser Arbeit der OHC-
Priifkérper mit ungeblockten Lagen, [45°/90°/-45°/0°]45) ausgewéahlt. Die Autoren der experi-
mentellen Studien berichteten [39, 91], dass dieser Priifkorper hinsichtlich der Messqualitidt im
Vergleich mit den anderen Priifkoérpern der zuverlissigste war. Dabei wurde das Verhaltnis der
giiltigen zu der gesamten Anzahl der durchgefithrten Versuche fiir ein Priifkérper als Mafistab
zur Bewertung der Zuverlassigkeit der Messdaten verwendet. Allgemein stellten die Autoren in
ihren experimentellen Beobachtungen fest, dass die progressive Schidigung iiberwiegend durch
den Eintritt des Knickbandversagens in der 0°-Lage inittiert wurde. In diesem Zusammenhang,
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wurde auch keine makroskopische Vorwarnung vor dem katastrophalen Endversagen beobachtet
[39]. Somit wurden keine sichtbaren Nichtlinearitdten vor dem Versagen beobachtet, weshalb
das Materialverhalten bis zum Versagen als quasi-linear angenommen wird. Folglich haben die
Autoren keine Spannungs-Dehnungs-Verldufe veroffentlicht, jedoch die hinreichenden Messun-
gen zur Steifikgeit und Bruchfestigkeit bereitgestellt, die zur Validierung des Materialmodells
anhand eines OHC-Priifkérpers im Rahmen dieser Arbeit einbezogen werden. Es ist anzumer-
ken, dass dem Autor zum Zeitpunkt der Verfassung dieser Arbeit keine weiteren experimentellen
Ergebnisse des Materialverhaltens von IM7/8552 wihrend OHC-Tests bekannt sind.

6.1.1. Darstellung aktueller Modellierungsstrategien

In der Literatur wurden zwei bewdhrte und geeignete mesoskalige Ansétze zur progressiven
Schadigungsanalyse von OHC-Priifkérpern identifiziert. Beide sind als benutzerdefinierte Mate-
rialmodelle (VUMAT) implementiert und basieren auf Konzepten der Kontinuumschidigungs-
mechanik. Das erste Modell ist das CompDam-Modell, entwickelt von Leone et al. [87, 89]. Der
Ansatz nutzt die Deformationgradientenzerlegung (DGD. Deformation Gradient Decompositi-
on), um die Gesamtverformung in eine Volumenverformung und einen kohésiven Verschiebungs-
sprung zu zerlegen. Das CompDam-Materialmodell ist ein frei zugéngliches NASA-Modell, das
speziell zur detaillierten Erfassung der Kinematik faserverstarkter Kunststoffe entwickelt wur-
de. Matrixrisse werden als kohésive Risse innerhalb eines deformierbaren Volumens interpretiert,
wodurch die Riss6ffnung und die volumetrische Antwort konsistent aus dem DGD-Ansatz be-
stimmt werden konnen. Ein wesentlicher Vorteil dieser Kinematik liegt in der unmittelbaren
Kopplung zwischen Rissorientierung und lokaler Schadensentwicklung, sodass gekoppelte Versa-
gensmodi direkt aus den Verschiebungsspriingen abgeleitet werden kénnen. Das Verhalten vor
dem Versagen wird durch die Ramberg-Osgood-Gleichung beschrieben. Das spannungsbasierte
Versagenskriterium basiert auf LARC-04 [93]. Das Nach-Maximum-Verhalten beriicksichtigt den
3D-Rissbandansatz, der urspriinglich von Bazant et al. [70] entwickelt wurde.

Das zweite Modell von Pineda et al. [86], bezeichnet als EST (Enhanced Shapery Theory),
basiert auf einer thermodynamisch gestiitzten Arbeitspotenzialtheorie und verwendet mehrere
interne Zustandsvariablen, um Schadigung und Versagen explizit voneinander zu trennen. Die
Schidigung beschreibt strukturelle Verdnderungen wie Mikrorisse, die sich als Nichtlinearitat
vor dem Versagen manifestieren und zu einer Degradation fiihren. Die Matrixmikroschédigung
wird mit einer einzigen Variable beschrieben, die die Shapery-Mikroschidigung reprisentiert.
Als Folge der Schidigungslokalisierung tritt Versagen auf, welches sich als Nach-Maximum-
Dehnungserweichung manifestiert. Dazu wird das dehnungsbasierte Versagenskriterium von
Hashin-Rotem [94] einbezogen und mit einem 2D-Rissbandansatz [70] verkniipft, der die charak-
teristische Lange in die Formulierung der Versagensvariablen einbezieht. Nach der Versagensin-
itiierung wird das Material nicht mehr als reines Kontinuum betrachtet, sondern als Kontinuum
mit einer eingebetteten Diskontinuitdt (engl. cohesive crack) [86]. Die Evolution des Versagens
wird dann durch Traktions-Separations-Gesetze gesteuert, die auf den entsprechenden Bruch-
energien des Materials basieren.

Hyder et al. [88] fiihrten eine Bewertung beider Methoden hinsichtlich ihrer Féhigkeiten zur
progressiven Schidigungs- und Versagensanalyse durch, unter anderem an verschiedenen OHC-
Proben. Die Analyse ergab, dass beide Methoden (CompDam und EST) die elastische Steifigkeit
korrekt wiedergeben. Allerdings konnte keine der beiden Methoden die Versagensspannung und
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die Versagensdehnung konsistent vorhersagen. Die Ursache fiir diese Inkonsistenz lag darin, dass
beide Modelle diskrete Matrix-Splitting-Ereignisse nicht korrekt abbilden konnten. Diese diskre-
ten Schidigungsereignisse treten typischerweise in den Spannungskonzentrationsbereichen der
0°-Lagen auf, bevor es zum endgiiltigen Versagen kommt. Folglich wurden vorzeitige Versagens-
vorhersagen getroffen. Hyder et al. merkten an, dass die Erhaltung einer korrekten physikalischen
Reaktion des Materials die korrekte Freisetzung der Energie in Form dieser diskreten Matrix-
Splitting-Ereignisse im Modell erfordert.

Ding et al. [95] entwickelten ein 3D elastoplastisches Materialmodell, welches nichtlineare Verfor-
mungen objektiv abbilden kann. Dabei wird die Objektivitit als Maf fiir die Berticksichtigung
dreidimensionaler Spannungszustidnde angesehen. Zudem wurden in das Materialmodell Plastizi-
tatseffekte beriicksichtigt, wie sie durch OAC-Tests experimentell bekannt waren. Im Gegensatz
zu Sun und Chens Plastizitétskriterium [52], entwickelten die Autoren eine nicht-assoziertes
Fliefiregel, die mit dem Problem der unphysikalischen plastischen Dehnungen in Querrichtung
besser umgehen sollte [95]. In einer spéteren Veroffentlichung [41] konnte gezeigt werden, dass
das Materialmodell fiir faserdominanten Lasten in Druckrichtung mit einem Versagenskriterium
erweitern lisst, welches Fasermikroknicken beriicksichtigt. Dabei konnte eine gute Ubereinstim-
mung mit experimentellen Daten und eine bessere Genauigkeit als beim Modell ohne Beriick-
sichtgung der Plastizitit gezeigt werden. Ihr Materialmodell ist als UMAT implementiert und
das Schidigungsgesetz im Koordinatensystem der Bruchebene definiert.

6.2. Modellierung der OHC-Probe

Zur Verringerung der Rechenzeiten wurde nach den Erkenntnissen von Coelho et al. [82] eine
Halbierung der Geometrie in y- und z-Richtung vorgenommen. Dies ist zuléssig, weil die Lami-
nate in Dickenrichtung symmetrisch sind, weshalb auch keine Verdnderung des Spannungsfeldes
im Material zu erwarten wére. Damit wird die OHC-Probe éhnlich wie die OAC-Probe in Kapitel
5.1 als ein Viertel der Gesamtgeometrie modelliert und mit einer strukturierten Vernetzungsart
diskretisiert:

Abbildung 6.2: Darstellung der strukturierten Vernetzung und Modellierung des OHC-Modells, das in
dieser Arbeit verwendet wurde, als ein Viertel des Priifkorpers.
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In dieser Arbeit wurden der OHC-Priifkérper simuliert, welcher in der Norm AITM 1-0008[92]
definiert ist. Die Bezeichnung S2 wird der urspriinglichen experimentellen Quelle [91] entnom-
men. Die Materialzuordnung ist dhnlich dem OAC-Priifkérper in 5.9.

OHC-Modell Lagenaufbau Lagendicke Lange ! Breite w Dicket

[] in mm in mm in mm in mm

OHC-S2 [45°/90° /-45° /0°) 45 0,125 32 32 4

Tabelle 6.1: Geometrieparameter des untersuchten OHC-Modells nach Norm AITM 1-0008

6.3. Spannungs-Dehnungs-Verlaufe in OHC-Simulation

In diesem Abschnitt werden die Spannung-Dehnungs-Verlaufe von zwei Simulationen dargestellt.
Dabei wird das in dieser Arbeit entwickelte Materialmodell VSS verwendet, um den OHC-Test
zu simulieren. Die Ergebnisse werden mit einer Referenzkurve, welches Produkt der Simulation
von Ding et al. [41] ist. Die Referenzkurve ist mithilfe des Tools WebPlotDigitizers extrahiert
worden, basierend auf der Abbildung in [41] bei dem der Verlauf dargestellt wird.
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Abbildung 6.3: Spannung-Dehnungs-Verlaufe in der OHC-Simulation

Die berechnete Abweichung der E-Module bei einer Dehnung von 0,1% betriagt 4,8%. Diese
Abweichung lasst sich durch leichte Unterschiede in den verwendeten Materialkarten erklaren. Da
weder in Lee et al. [91] noch in Wisnom et al. [39] explizite Werte zu den E-Modulen angegeben
worden sind, lassen sich hierzu keine weiteren objektive Aussagen treffen. Der Referenzverlauf
aus der Arbeit von Ding et al. [41] zeigt eine gute Ahnlichkeit mit dem Verlauf von VSS. In der
Abbildung 6.3 sind fiir den Verlauf durch VSS drei Punkte dargestellt, welche basierend auf den
modusabhéngigen sowie globalen Materialanstrengungswert EY% die progressive Schadigung bis
zum totalen Versagen abbilden. Numerisch wurden diese Punkt durch eine Untersuchung der
moduspezifischen fiir die Materialanstregung verantwortlichen Zustandsvariablen bestimmt.
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Punkt Lage Versagensmodi

A 0° FF2
B 45° IFF3
C 90° IFF2

Tabelle 6.2: Darstellung der aufgetretenen Versagensmodi in den einzelnen Lagen durch drei wesentlichen
Punkten

Punkt A beschreibt die Schidigungsinitiierung, welche in der d&uflersten Einzellage mit 0° Faser-
richtung stattfindet. Dabei wurde festgestellt, dass die Materialanstrengung FF2, als Erste den
Grenzwert 1 erreicht. Experimentellen Beobachungen zufolge beginnt der Schaden am Lochrand
in der 0°-Lage durch Bildung von Mikrofaserknicken an, weshalb der lokale Faserbruch durch
Knickinitiierung der dominierende Mechanismus sei. Dies konnte auch in der Simulation besta-
tigt werden, da die Materialanstrengung FF2 den Grenzwert 1 als Erstes erreicht. Am Punkt B
versagt die duferste 45°-Lage als nachstes augrund des matrixschubdominanten Versagensmo-
di IFF3. Am Punkt C folgt der matrixdruckdominante Versagensmodi IFF2 an der duflersten
90°-Lage. Unmittelbar danach erfolgt das Totalversagen, welches im Abschnitt 6.4 néher eror-
tert wird. Die durch VSS vorhergesagten Versagenmodis fiir die entsprechenden Lagen stimmen
gut mit den experimentellen Beobachungen [39, 91] iiberein. Es ist anzumerken, dass die hier
bezeichneten Punkten A, B und C nicht experimentell nach bestimmten Dehnungswerten be-
stimmt worden sind, weil wie bereits erwahnt, der Schaden sprodartig ist. Nichtsdestotrotz zeigen
die Punkte die Reihenfolge sowie Zusammenwirkung von dominanten Versagensmechanismen,
welche experimentell beobachtet worden sind.

6.4. Versagensverhalten

In Ergénzung zu den modusabhéngigen Materialanstrengungen, die bei Grenzwertiiberschrei-
gung, auf die Initiierung der Schadigung durch einen bestimmten Versagensmodi hindeuten,
beschreiben die entsprechenden Schidigugnsvariablen die Evolution der Schiadigung, die durch
die jeweilige Versagensmodi hervorgerufen wird. In diesem Abschnitt wird die Vorhersagefahig-
keit, des Modells hinsichtlich der Abbildung der im Abschnitt 6.3 berichteten drei dominanten
Versagensmechanismen untersucht. Dabei werden die Verhéltnisse der drei Schidigungsvariablen
kurz vor (oberste Reihe) und unmittelbar nach dem Lastabfall (unterste Reihe) in der Abbildung
6.4 dargestellt:
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Abbildung 6.4: Darstellung des Schédigungsverhaltens in den Lagen 90°, 0° und 45° von links nach rechts
kurz vor dem Lastabfall (oberste Reihe) und unmittelbar nach dem Lastabfall (unterste
Reihe)

Die Schadensinitiierung erfolgt am Lochrand fiir alle drei dominierenden Versagensmechanismen.
Die Schadigung breitet sich in einem geraden Pfad senkrecht zur Belastungsrichting in Richtung
der freien Kanten des Laminats aus. Das ist sowohl fiir die 90°- als auch fiir die 0°-Lage der Fall.
Dieses Verhalten ist in guter Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen, zumindest
fiir die beobachtbare 0°-Lage, dargestellt in Abb. 6.1. Im Vergleich mit den Ergebnissen von
Ding et al. [41] ist die vorhergesagte Ausbreitung der Schiadigung sehr &hnlich. Bei dem Vergleich
ist aufféllig, dass die Ausbreitung der Schiadigungsvariable ds zum Versagensmodi IFF3 nicht
wiederholbar ist. Nichtsdestotrotz lassen sich in den experimentellen Studien [39, 91|, keine
Referenzdaten dazu finden, wie die Schédigung in den 45°- und 90°-Lage ausbreitet.

6.5. Erste OHC Validierungsiibung und Einfluss der Elementwahl in VSS

In diesem Abschnitt erfolgt eine Ubersicht der vorhergesagten Versagensfestigkeiten durch VSS
bei Modellierung mit Kontinuumschalen- und Volumenelemente, sowie der Simulationsergebnisse
von Ding et al.[41] und der experimentellen Ergebnissen fiir die S2-Probe [91]. Die Simulations-
ergebnisse sind mit den Genauigkeitsabweichungen versehen, die als Referenz die experimentell
ermittelte Bruchfestigkeit verwenden. Selbst die Referenz ist mit einem Variationskoeffizienten
versehen, welcher als Maf fiir die Streuung der Ergebnisse angesehen wird.

VSS (C3D8R) VSS (SC8R) Ding Experiment
in MPa in MPa in MPa in MPa

347.1 (1.1%) 292.12 (20.2%) 359 (2.3 %) 351 (* 2.9%)

¢ Variationskoeffizient.

Tabelle 6.3: Vergleich der vorhergesagten Versagensfestigkeit durch VSS mit Kontinuumschalen- und
Volumenelemente, Ding und Experiment.

Die gewihlte Modellierungsstrategie fiir die VSS mit Volumenelementen scheint auch fiir OHC-
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Prifkoriier die beste Vorhersagefahigkeit zu zeigen. Das Modell mit Kontinuumschalenelemente
unterschitzt die Bruchfestigkeit mit ca. 20% und bedarf einen groBeren Rechenaufwand. Eine
visuell einfachere Darstellung zur Verdeutlichung der Fahigkeiten der unterschiedlichen Model-
lierungsstrategien wird in der Abb. 6.5 gezeigt.

3501
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Versagensspannung [MPa]

=

o

o
1

Ding VSS (C3D8R) VSS (SC8R) Experiment

Abbildung 6.5: Spannung-Dehnungs-Verlaufe in der OHC-Simulation

Sowohl das Modell von Ding als auch VSS mit Volumenelementen zeigen sehr gute Uberein-
stimmung mit den experimentellen Daten. Die berechneten Versagensspannungen liegen unter
Beriicksichtigung der Streuung der experimentellen Daten innerhalb der experimentellen Unsi-
cherheitsgrenzen.

6.6. Zweite OHC Validierungsiibung

Die Validierung eines PDA-Modells anhand eines einzelnen Lagenaufbaus stellt zwar eine sinnvol-
le Ubung dar, ist jedoch nicht ausreichend, um die Robustheit des Materialmodells zu bewerten.
Eine zweite Validierungsiibung, die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrt wurde, bezieht sich
auf drei unterschiedliche OHC-Priifkorper, die auf der Norm ASTM D6484 definiert werden [96].

6.6.1. Modellbeschreibung

In Abschnitt 5.2 konnte gezeigt werden, dass OAC-Simulationen mit SC8R-Elemente im Ver-
gleich zu OAC-Simulationen mit C3D8R-Elementen lingere Rechenzeiten bendétigen. Darauf
aufbauend zeigte die erste Validierungsiibung, dass die Vernetzung der OHC-Probe mit C3D8R
Elementen genauere Ergebnisse als mit SC8R liefert, siche Abschnitt 6.5. Deshalb sind die hier
betrachteten OHC-Proben auch mit Volumenelemente modelliert. Eine Darstellung des ver-
wendeten Finite-Elemente-Modells unter Beriicksichtigung einer strukturierten Vernetzung mit
C3D8R-Elementen ist in der Abbildung 6.6 dargestellt.
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Abbildung 6.6: Ubersicht des Finite Elementen Models in der x-y-Ebene und Darstellung des verwende-
ten Materialverhaltens.

Die Modellbreite und der Lochdurchmesser sind den nominalen Dimensionen der Priifkérper
nach der Norm ASTM D6484 [96] entsprechend. Die Modellange wurde reduziert, da es nicht
notwendig ist die gesamte Lénge auflerhalb des Schidigungsbereiches zu modellieren. Dies hat
den Grund zur Folge, dass Versagen ausschliesslich im Schidigungsbereich auftritt. Auf diese
Reduktion wird auch in Bergan et al. [97] hingewiesen. Der modellierte Schéadigungsbereich ist
in der Abbildung 6.6 in griin dargestellt. Hierbei werden die Elemente durch ein elastoplasti-
sches Materialverhalten charakterisiert. In rot werden die Elemente durch ein linear-elastisches
Verhalten beschrieben, wobei keine Schadigung zuléssig ist. Es ist anzumerken, dass weiterfiih-
rende numerischen Untersuchungen notwendig sind, um den Einfluss der nominalen Probenlénge
auf die Vorhersagekraft des Materialmodells zu bewerten. Die drei verwendeten Proben werden
wie in Abschnitt 6.2 fiir den ersten Validierungsversuch begriindet, als ein Viertel der Gesamt-
geometrie modelliert. Zur Modellierung der Proben sind in Anlehnung an Bergan et al.[97] die
Geometrieparameter bestimmt, welche in der Tabelle 6.4 dargestellt sind.

Tabelle 6.4: Geometrieparameter der untersuchten OHC-Modelle nach Norm ASTM D6484
Probenbezeichnung Lagendicke Linge ! Breite w Messliange

Lochdurchmesser

in mm in mm in mm in mm
in mm
Hard, Quasi, Soft 0.183 55 38.1 24
6.35

Die Materialkarte ist aus Wanthal et al. [98] entnommen, da sie eine grundsétzliche Vergleichbar-
keit mit den Modellen ermoglichen kannn, die Hyder et al. [88] untersuchten. Es ist anzumerken,
dass Bergan et al. [97] die gleichen Laminataufbauten verwendete, jedoch andere Bezeichnun-
gen verwendet. In dieser Arbeit werden die OHC Modellen nach den Probenbezeichungen von
Bergan et al. [97] genannt.
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Tabelle 6.5: Probenbezeichnungen und Laminataufbau der auf Norm ASTM D6484 basierten OHC-

Proben [97]

Probe Laminataufbau % Lagen 0/+45/90
Hard  [(45/ — 45/02)3]s 50/50,0

Quasi  [(45/0/ — 45/90)3], 25/50/25

Soft  [45/ — 45/0/45/ — 45/90/(45/ — 45)s], 10/80/10

Die Probenbezeichnung Hard, Quasi und Soft lassen sich grundsétzlich anhand des Anteils der 0°-
Lagen im Laminataufbau einordnen. Wahrend die Probe Hard aus 50% 0°-Lagen besteht, was sie
sproder macht, hat die Probe Soft einen akkumulierten Anteil von 90% an +£45° und 90°-Lagen.
Die Laminataufbauten der quasiisotropischen (Quasi) und der sproderen Probe (Hard) bestehen
aus 24 Lagen, wihrend die etwas weichere Probe (Soft) iiber 20 Lagen verfiigt. In der Tabelle 6.6
werden die in Bergan et al. [97] experimentell gemittelten Steifigkeiten, Versagensspannungen
und Versagendehnungen angegeben.

Tabelle 6.6: Experimentelle gemittelte Kennwerte der untersuchten Proben [97].

Laminataufbau Steifigkeit [GPa] Versagensspannung [MPa] Versagensdehnung [%]

Hard 79.7 456.2 0.63
Quasi 51.4 334.0 0.71
Soft 33.9 280.5 1.12

6.6.2. Einfluss der Beriicksichtigung der Plastizitit

Die Beriicksichtigung der Plastizitdt im Materialmodell VSS zeigte fiir OAC-Proben eine Ver-
besserung der Vorhersagefahigkeit, siche Abschnitt 5.2. Durch diese Validierungsiibung soll der
Einfluss der Beriicksichtigung der Plastizitdt auf die Vorhersagefdhigkeit der Materialkennwer-
ten von OHC-Proben untersucht werden. Die drei modellierten OHC-Proben - Hard, Quasi und
Soft - wurden mit und ohne Aktivierung der Plastizitdt simuliert. Bei Aktivierung der Plastizi-
tat stellt sich ein elastoplastisches Materialverhalten ein, wahrend bei Nichtaktivierung ein rein
elastisches Verhalten vorliegt. In der Abbildung 6.7 werden die Spannungs-Dehnungs-Verlaufe
fiir alle sechs simulierten OHC-Modellen dargestellt:
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Abbildung 6.7: Spannungs-Dehnungs-Verlaufe fiir OHC-Proben - Hard, Quasi, Soft - bei Modellierung
mit und ohne Plastizitat

Die erste Auffilligkeit bezieht sich auf das nichtlineare Verhalten der Simulationen, bei denen
keine Plastizitéit beriicksichtigt wird. In OAC-Simulationen, die keine Plastizitét beriicksichtigt
haben, war das Verhalten durchgingig rein-elastisch. Die OAC-Proben bestanden allerdings
nur aus unidirektionalen Lagen, weshalb FPF und LPF aus Symmetriegriinden gleichzeitig am
Versagenspunkt auftreten. Die OHC-Proben bestehen aus multidirektionalen Lagen, und die
Schidigung fangt vor dem totalen Versagen an wie in der Abbildung 6.3 durch die Punkte A, B
und C gezeigt wurde. Folglich wird die Steifigkeit schrittweise reduziert und fithrt zu einem frithen
nichtlinearen Verhalten. Grundsétzlich verstiarkt die Beriicksichtigung der Plastizitat bei allen
Simulationen das nichtlineare Verhalten. Dies macht sich bemerkbar in der OHC-Soft-Probe
durch den Vergleich der braunen und lilanen Kurve in der Abbildung 6.7. Eine quantitative
Auswertung der Ergebnisse ist in der Tabelle 6.7 dargestellt. Dabei wurde die Steifigkeit bei
0.1% Dehnung ausgewertet, die Versagensspannung bei der maximal erreichten Spannung o4,
und die Versagensdehnung €,,4,; am selben Punkt bestimmt.

Tabelle 6.7: Ubersicht der Abweichungen zwischen Simulationsergebnisen und Experimenten unter Be-
riicksichtigung ausschliefllich elastischen sowie elastoplastischen Materialverhalten.

OHC-Simulationsmodell Materialverhalten AFE [%] Aomax [%] Aemax [%)]

Hard Elastoplastisch -17.7 4 35.4
Elastisch -20.8 5.1 33.5

Quasi Elastoplastisch -8.6 10.1 24.8
Has Elastisch 11.2 10.8 24.2
Soft Elastoplastisch -7.4 15.8 28.4
Elastisch -9.7 23.1 28.5
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Das in dieser Arbeit untersuchte elastoplastische Materialmodell VSS weist fiir alle OHC- Si-
mulationsmodelle geringere Abweichungen AFE der Steifigkeit auf. Auch bei der Versagensspan-
nung sind die Abweichungen Ao, bei Beriicksichtigung der Plastizitat geringer fiir alle hier
betrachteten OHC-Modelle. Fiir die Versagensdehnung Ag,,,, ergeben sich hingegen keine ein-
heitlichen Vorteile des elastoplastischen Ansatzes. Zudem deuten die Abweichungen in den Ver-
sagensdehnungen darauhin, dass der Versagenspunkt iiberschétzt wird. Das lasst sich durch die
positiven Abweichungen der Versagensspannungen auch bestétigen. Die Simulationsergebnisse
weisen auf eine systematische Unterschiatzung der Steifigkeit flir alle untersuchten Proben hin.
Eine mogliche Ursache ist die reduzierte Modellldnge des linear-elastischen Bereichs, in dem
keine Schiadigung zugelassen ist. Eine Verldngerung dieses Bereichs in Langsrichtung kénnte zu
einem erhéhten globalen Steifigkeitsverhalten fithren, da die an den Messabschnitt angrezen-
den Bereiche durch eine grofiere Anzahl von Elementen steifer wirken. Grundsétzlich deuten
die Ergebnisse daraufhin, dass eine Untersuchung des Einflusses der Elementgrofie mittels eine
Netzkonvergenzanalyse kiinftig notwendig ist. Vergleichliteraturen [88, 97| nutzen geringere Ele-
mentgréfen, insbesondere am Lochrandbereich, die tendenziell zu besseren Ergebnissen fithren
kénnten. Zudem ist der Einfluss von Elementléschungskriterien als Mafinahme zur Verbesserung
der Vorhersagefdhigkeit anzusehen und muss in weiterfithrenden Untersuchungen behandelt wer-
den. Denkbar wére es statt nur die Steifigkeit nach dem Schadigungsbeginn zu reduzieren, die
Elemente ab einem bestimmten Schadigungswert zu l6schen. Dies wiirde zu einem friitheren Ver-
sagenspunkt und geringeren Abweichungen fithren. Damit wurde eine wesentliche Fragestellung
dieser Arbeit behandelt, welche den Einfluss der Beriicksichtigung der Plastizitiat auf die Quali-
tat der numerischen Vorhersagen von Steifigkeit, Versagensspannung und -dehnung in uniaxial
druckbelasteten OHC-Proben aufgreift.

6.7. Vergleich des Materialmodells mit EST und CompDam

Die Ergebnisse der OHC-Simulationen bei elastoplastischem Materialverhalten aus Tabelle 6.7
werden neben den Ergebnissen der zwei bewédhrten Materialmodelle EST und CompDam in
Abbildung 6.8 dargestellt, welche aus Hyder et al. [88] entnommen wurden. Die farbliche Kenn-
zeichnung verdeutlicht die Giite der Ubereinstimmung: griin kennzeichnet Abweichungen unter
15%, gelb Abweichungen unter 20% und rot Abweichungen tiiber 20%. Zur Gewéhrleistung der
Vergleichbarkeit der Ergebnisse wird derselbe Farbcode wie in Hyder et al. [88] verwendet.

Tabelle 6.8: Zweite OHC-Validierungsiibung: Vergleich mit EST und CompDam

OAC EST CompDam VSS
AE (%] Avmax [%] Acmax AE [%] Acmas [%] Aemax AE [%] Acwar [%] Aemo
Hard 2 -4% -13% 2 -23% -31 -17.7 4 35.4
Quasi 2% -23% -41% 3 -11 -32 -8.6 10.1% 24.8
Soft 3% -16% -22% 3% -30% -35% -7.4 15.8% 28.4
< 15% < 20% > 20% Abweichung von Versuchsdaten

EST und CompDam treffen die Steifigkeit insgesamt mit einer hoheren Giite als VSS, welches
diese moglicherweise aufgrund der reduzierten Modelllange im linear-elastischen Bereich unter-
schétzt, siehe Abschnitt 6.6.2. Hinsichtlich der Versagensspannung weist VSS jedoch eine bessere
Ubereinstimmung mit den Versuchsdaten auf als EST und CompDam, auch wenn diese insbe-
sondere bei der Soft-Probe leicht iiberschétzt wird. EST und CompDam neigen demgegeniiber zu
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einer ausgepragteren Unterschiatzung der Versagensspannung. Alle drei Materialmodelle zeigen
die grofiten Abweichungen bei der Vorhersage der Versagensdehnung. Hyder et al. [88] berichte-
ten, dass die Unterschitzung der Versagensdehnung in CompDam und EST auf die mangelnde
Fahigkeit zur Abbildung diskreter Matrixrisse zuriickzufithren ist. Diese Risse traten experimen-
tell in den 0°-Lagen auf und entlasteten Spannungskonzentrationen am Lochrand, wodurch das
endgiiltige Versagen verzogert wurde. Ein numerischer Versuch zur Abbildung der Matrixrisse in
OHC-Proben wurde in Iyer et al. [99] durchgefiihrt. Diese nutzten einen semi-diskreten Model-
lierungsansatz, welcher auf Kontinuumschédigungs- und Bruchmechanik basiert, um erfolgreich
Versagensmechanismen wie z. B. Matrixrisse sowie Versagensfestigkeit abzubilden. Es konnten
dabei keine Erkenntnisse dariiber gewonnen werden, ob die Abbildung der Matrixrisse eine er-
hohte Gite bei der Vorhersage der Versagensdehnung liefert.

Die systematische Uberschitzung der Versagensspannung und -dehnung bei VSS legt nahe,
dass der gezielte Einsatz von Elementloschungskriterien eine hohere Giite hinsichtlich dieser
beiden Kennwerten ermoglichen kénnte. Dariiber hinaus kénnte die Beriicksichtigung von CZM
zur Abbildung von Delaminationen, insbesondere bei Skalierung auf Lagenebene bzw. unge-
blockten Lagen, weiteres Untersuchungspotenzial bieten. Sowohl EST als auch CompDam ha-
ben CZM implementiert, allerdings ist es bisher unklar, inwiefern die Prognosegiite dadurch
verbessert werden kann. Experimentell [91] konnte gezeigt werden, dass im Fall einer Skalie-
rung auf Lagenebene Delaminationen zwar héufiger auftreten, jedoch selten den initierenden
Versagensmechanismus darstellen. Zudem stellt der Einfluss der Elementgrofie einen relevanten
Untersuchungsgegenstand fiir zukiinftige Arbeiten dar. Es ist erneut anzumerken, dass in EST
und CompDam kleinere Elementgrofien als in VSS verwendet worden sind.
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7. Zusammenfassung und Ausblick

Ziel dieser Arbeit war die Untersuchung eines elastoplastischen Materialmodells zur Beschrei-
bung des progressiven Schiadigungs- und Versagensverhaltens unidirektionaler und multidirek-
tionaler Faserverbundlaminate unter uniaxialer Druckbelastung. Der Fokus lag dabei auf der
Abbildung des intralaminaren Schidigungsverhaltens fiir OAC- und OHC-Priifkérpern, da diese
Lastfille fiir strukturelle Anwendungen in der Luftfahrt von besonderer Relevanz sind und gleich-
zeitig hohe Anforderungen an die numerische Modellierung stellen. In diesem Zusammenhang
wurde eine umfassende Recherche {iber die Modellierungsstrategien von Faserverbundlaminaten
durchgefiihrt und die Ergebnisse in Kapitel 2 bereitgestellt. Dabei wurde der mesoskalige Ansatz
zur Modellierung der OAC- und OHC-Proben bestimmt. Weiterhin wurde der Verifizierungs-
und Validierungsrahmen zur Bewertung der technischen Reife des Materialmodells VSS ver-
wendet, welches im Kapitel 3 eingefiihrt wurde. Dessen numerische Implementierung wurde in
Kapitel 4 erortert.

Das Materialmodell VSS wurde zunéchst anhand von 1-Element-Simulationen untersucht, um
die Fahigkeit der Abbildung von analytisch bekannten Losungen nachzuweisen. Dabei zeigte das
Versagenskriterium von Cuntze eine bessere Prognosegiite als das Versagenskriterium von Hashin
in Bezug auf experimentellen Ergebnissen. In diesem Zusammenhang konnte VSS bei Beriick-
sichtigung von Cuntze gute Ergebnisse hinsichtlich der Verifizierungsiibung. Auflerdem wurde
fiir das Plastizitdtsmodell ein Kalibrierungsalgorithmus entwickelt, welcher die Bestimmung des
Plastizitdtsparameters agg ermoglichten. Bei der Durchfiirung von 1-Element-Simulationen zur
Untersuchung des Einflusses dieses Parameters stellte sich fest, dass Literaturwerte geringfiigig
bessere Ubereinstimmungen mit experimentellen Daten lieferten, weshalb die hier verwendete
Materialkarte den Literaturwert beriicksichtigt.

Im Kapitel 5 zeigte die Beriicksichtigung des Plastizitdtsmodells fiir alle simulierten OAC-Proben
eine realistischere Abbildung des nichtlinearen Materialverhaltens. Besondere Schwierigkeiten
zeigten sich bei der OHC-15° Probe, bei der die Steifigkeit nicht zufriedenstellend vorherge-
sagt werden konnte. Dieses Verhalten wird auf die in den Experimenten beobachteten ausge-
priagten Faserrotationen zuriickgefiihrt, die im aktuellen Modellierungsansatz nicht abgebildet
werden. Insbesondere fiir schub- und matrixdominierte Lastzustinde zeigte sich eine erhohte
Prognosegiite im vergleich zu Simulationsergebnissen mit rein-elastischem Materialverhalten.
Fir longitudinal belastete Priifkérper bestédtigte sich erwartungsgeméf, dass plastische Effekte
nur eine untergeordnete Rolle spielen. Dariiber hinaus konnte der Einfluss der Elementwahl un-
tersucht werden. Dabei zeigte sich fiir OAC-Proben, dass Volumenelemente des Typs C3D8R
zwar recheneffizienter, jedoch weniger genau in der Vorhersage der Versagensspannung als Konti-
nuumschalenelemente des Typs SC8R sind. Die durchgefiihrte Netzkonvergenzanalyse bestétigte
die numerische Stabilitdt der Simulationen und zeigte, dass eine weitere Netzverfeinerung keine
wesentliche Erhéhung der Prognosegiite erwarten ldsst. SchliefSlich wurden hier zwei bewéhrten
PDA-Modelle aus der Literatur wie CompDam und EST zu einem Vergleich mit VSS bei gezo-
gen. VSS zeigte bei der Modellierung von OAC-Proben eine leicht bessere Prognosegiite bei der
Versagensspannung als die Literaturmodelle.

Im Kapitel 6 wurde das Materialmodell auf OHC-Priifkérper iibertragen, die aufgrund von Span-
nungskonzentrationen am Lochrand und des Zusammenwirkens mehrerer Versagensmechanis-
men eine deutlich hohere Komplexitit aufweisen. Am zunéchst betrachteten OHC-S2-Priifkoérper
nach AITM 1-0008 konnte gezeigt werden, dass das VSS-Materialmodell sowohl die Reihenfolge
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als auch die Art der dominanten Versagensmechanismen (FF2, IFF3, IFF2) in guter Uberein-
stimmung mit den experimentellen Beobachtungen abbildet. Die vorhergesagte Versagensfes-
tigkeit stimmte bei Verwendung von Volumenelementen gut mit den experimentellen Werten
iiberein, wahrend Kontinuumschalenelemente die Versagensspannung systematisch unterschétz-
ten. Eine zweite Validierungsiibung auf Basis von drei OHC-Priifkérpern (Hard, Quasi, Soft)
nach ASTM D6484 ermdoglichte eine differenzierte Bewertung der Modellrobustheit. Dabei zeigte
sich, dass die Beriicksichtigung der Plastizitat systematisch zu einer verbesserten Vorhersage der
Steifigkeit und der Versagensspannung fiihrt. Die Versagensdehnung konnte hingegen nicht mit
vergleichbarer Giite abgebildet werden und wurde iiberwiegend tiberschitzt. Die dazugehorige
Uberschitzung der Versagenspannung zeigt einen plausiblen Ansatzpunkt zur Verbesserung der
Prognosegiite durch den gezielten Einsatz von Elementloschungskriterien. Im Vergleich mit den
etablierten Materialmodellen EST und CompDam zeigte VSS eine insgesamt gute Leistungsfa-
higkeit, insbesondere bei der Vorhersage der Versagensspannung, wihrend EST und CompDam
die Steifigkeit tendenziell besser abbildeten. Weiterfithrende Arbeiten sollten hierbei den Ein-
fluss der Modellldnge im elastischen Bereich untersuchen, in dem keine Schidigung zugelassen
ist. Dadurch koénnte eine hohere Giite in der Steifigkeitsvorhersage erreicht werden.

Zusammenfassend konnte gezeigt werden, dass das entwickelte Materialmodell VSS durch Be-
riicksichtigung des Cuntze-Versagenkriteriums eine physikalisch plausible Beschreibung des uniaxia-
len Druckverhaltens auf Couponebene fiir OAC- und OHC-Proben zeigt. Die Berticksichtigung
des Plastizitdtsmodells zeigt eine systematische verbesserte Vorhersage der Versagensspannung.
Das war der Fall auch in den OHC-Proben und insbesondere in der OHC-Soft Probe. Weiterfiih-
rende Arbeiten zu OHC-Proben sollten hierbei den Einfluss der Modelllinge im elastischen Be-
reich untersuchen, in dem keine Schiadigung zugelassen ist. Dadurch kénnte eine hohere Giite in
der Steifigkeitsvorhersage erreicht werden. Zudem sollte der Einfluss von Elementloschungskrite-
rien bei OHC-Proben nédhter untersucht werden, da sie die Prognosegiite zur Versagensspannung
und -dehnung erhdhen kénnten. Ein weiterer Ansatzpunkt fiir weiterfithrenden Untersuchungen
konnte die Untersuchung einer nachvollziehbaren Herleitung und Implementierung der Abbil-
dungsmatrix Z in das Plastizitdtsmodell, da diese bei Modellierung der OAC-Proben durch
Volumenelemente Verbesserungspotenzial zeigt. Eine Erweiterung des VSS-Materialmodells zur
Berticksichtigung von Faserrotationen kénnte insbesondere fiir die OAC-15°-Probe zu einer er-
hohten Prognosegiite beitragen.
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Anhang

Anhang

A. Evaluierung von Versagenskriterien

Bruchkurven dienen der grafischen Darstellung von Zusammenhéngen zwischen Spannungszu-
stdnden beim Materialversagen. Dafiir werden in der Regel zwei Spannungsgréfien variiert, wéah-
rend alle iibrigen Komponenten auf null gesetzt werden, sodass ausschlielich der Einfluss der
ausgewahlten Spannungen beriicksichtigt wird. Eine solche Bruchkurve lésst sich als Grenze
im Raum der Spannungszusténde interpretieren, welche die Bereiche von Versagen und Nicht-
versagen voneinander trennt. Liegt ein gegebener Spannungszustand innerhalb des durch die
Kurve abgegrenzten Bereichs, bleibt das Material intakt; liegt er auflerhalb, ist ein Versagen zu
erwarten.

A.1. Bruchkurve Cuntze
Bruchkurve 73(022) bei Druckbelastung

Das grundsétzliche Vorgehen zur Bestimmung von Bruchkurven besteht darin, zunichst die
Gleichung der globalen Gesamtanstrengung (34) auf den Wert Eins zu setzen, da dieser Punkt
den Ubergang vom sicheren Bereich zum Versagen markiert. Anschliefend werden alle nicht
relevanten Spannungsgroffen auf null gesetzt. In diesem Zusamhang werden die Spannungen o7,
03, 131 und 733 genullt. Da o9 < 0 lauten die Anstrengungen:

Eff(IFF1) = Rit ~0 (52)
1

Eff(IFF2) = —22 5 (53)
1

2
bi”U% + (RJ_H) + bJ_”O'Q

(Ry)’

Durch einsetzen von (53) und (54) in (34) und auflésen nach 719 ergibt sich der Zusammenhang
fiir die Bruchkurve:

Eff(IFF3) = 9 (54)

(55)

1
R3 ( o\ ™\
I 02

B. Programmcode zur Berechnung des Plastizitatparameters

#Ziel: Bestimmung der Materialparameter a66, alpha und beta fir das Sun &
Chen Modell

#Author: Keidi Zyka

#Datum: Oktober 2025

import numpy as np

import pandas as pd

import matplotlib.pyplot as plt

from scipy.optimize import curve_fit
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from sklearn.metrics import r2_score

folder_path = "C:\\Users\\...\\02_ Experimente"
angles = [15, 30, 45, 60, 75]

data = {
angle: pd.read_csv(f"{folder_path}\\UD_{angle}.csv", sep=';', header=
None, names=["epsilon_x", "sigma_ x"])

.apply(lambda x: x.str.replace(',', '.').astype(float))
.sort_values (by="sigma x")
.reset_index (drop=True)

for angle in angles

}
Ex = {

15: 55284,

30: 21691,

45: 13084,

60: 9790,

75: 8818
}
ff===================FNKTIONEN================================
# ____________________________________________________________
# 1. Transformationsfunktion
# ____________________________________________________________

def h(theta_off_deg, a66):
"""Transformation function h (_off, a66) from Eq. (4.59)."""
theta = np.deg2rad(theta_off_deg)
s = np.sin(theta)
¢ = np.cos(theta)
return np.sqrt (1.5 *x (s*x*4 + 2 * ab6 * s**2 * Cc*x%*2))

def eps_p_eff_model(sigma_eff, A_SC, n_SC):
"""Power law: “_p = A_SC * ""n_SC"""
return A_SC * sigma_eff *x n_SC
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def compute_effective_values(data, a66, E_x_values):
results = []
for theta, df in data.items():
h_val = h(theta, a66)
sigma_eff = df["sigma_x"] * h_val
eps_p_x = df["epsilon_x"] - df["sigma_x"] / E_x_values[thetal
eps_p_eff = eps_p_x / h_val
mask = eps_p_eff > 0 # remove negatives
results.append ((sigma_eff [mask].values, eps_p_eff[mask].values))
return results

# 4. Berechne den optimalen Parametersatz R?(a66, theta, A_SC, n_SC) -
Methoden der kleinsten Quadrate

a66_values = np.linspace(3, 7, 40)

A_SC_list = []
n_SC_list = []
r2_values = []

for a66 in a66_values:
eff_data = compute_effective_values(data, a66, E_x)
sigma_eff_all = np.concatenate([d[0] for d in eff_datal])
eps_p_eff_all np.concatenate ([d[1] for d in eff_datal)

# --- CLEAN AND FILTER THE DATA ---

mask = (
np.isfinite(sigma_eff_all) &
np.isfinite(eps_p_eff_all) &
(sigma_eff_all > 0) &
(eps_p_eff_all > 0)

)

sigma_eff_all = sigma_eff_all [mask]

eps_p_eff_all eps_p_eff_all [mask]

# Skip if too few valid points

if len(sigma_eff_all) < 10:
print (£" Not enough valid data for a66 = {a66:.2f}")
r2_values.append(np.nan)
continue

# --- FIT MODEL ---
try:
popt, _ = curve_fit(
eps_p_eff_model,
sigma_eff_all,
eps_p_eff_all,
maxfev=10000
)
except RuntimeError:
print (f" Fit did not converge for a66 = {a66:.2f}")
r2_values.append (np.nan)
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continue

# --- COMPUTE PREDICTIONS AND R? ---
eps_p_pred = eps_p_eff_model(sigma_eff_all, *popt)

#eps_p_pred = eps_p_eff_model(sigma_eff_all, A_SC, n_SC)
A_SC, n_SC = popt

A_SC_list.append(A_SC)

n_SC_list.append(n_SC)

r2 = r2_score(eps_p_eff_all, eps_p_pred)
r2_values.append(r2)

# ____________________________________________________________
# 5. Ausgabe der besten Parameter

# ____________________________________________________________
best_idx = np.argmax(r2_values)

best_a66 = a66_values[best_idx]

A best = A_SC_list[best_idx]
n_best = n_SC_list[best_idx]
R2=np.max (r2_values)

alpha = 1.0 / n_best

beta = A_best **x (-1.0 / n_best)
print (£"R2 = {R2:.3f}")
print (£f"a66 = {best_a66:.3f}")

{A _best:.6e}")
{n_best:.6f}")

print (£"A_SC
print (f"n_sSC

print (f"alpha = {alpha:.6f}")

print (f"beta = {beta:.6e}")

# ____________________________________________________________
# 5. Plot R? vs a66

# ____________________________________________________________

plt.figure(figsize=(6, 4))

plt.plot(a66_values, r2_values, 'o', color='blue', markersize=6)
plt.plot(a66_values, r2_values, '-', color='blue', linewidth=1.2)

# --- Axis styling to match paper ---

plt.xlabel(r"$a_{66}$", fontsize=12)

plt.ylabel(r"$rR"2%", fontsize=12)

plt.title(r"Goodness of fit for different $a_{66}$ values", fontsize=13)

textstr = (
f"$R"2% = {R2:.3f}\n"
f"$a_{{66}}$ = {best_ab66:.1f}F\n"
£f"$\\alpha$ = {alpha:.3f}\n"
f"$\\beta$ = {beta:.1f}"
)
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# Thinner gridlines similar to the paper
plt.grid(True, which= , linestyle= , linewidth=0.5, color=
alpha=0.5)

# Optional: clean axes look (ticks only at bottom and left)

plt.tick_params (direction= , top=False, right=False)

# --- Optional annotations ---

best_idx = np.argmax(r2_values)

plt.scatter (a66_values[best_idx], r2_values[best_idx], color= , zorder
=5)

plt.gca() .text(
0.95, 0.95, textstr,
transform=plt.gca() .transAxes,
fontsize=11,
verticalalignment= ,
horizontalalignment= s
bbox=dict (boxstyle= , facecolor= , alpha=0.7)

plt.tight_layout ()
plt.show ()

best_a66 = best_a66 # from your R®° optimization
eff_data_best = compute_effective_values(data, best_a66, E_x)
for i, (sigma_eff, eps_p_eff) in enumerate(eff_data_best):
# Remove nonpositive or invalid data
mask = (sigma_eff > 0) & (eps_p_eff > 0) & np.isfinite(sigma_eff)
sigma_eff = sigma_eff [mask]
eps_p_eff = eps_p_eff [mask]

# Sort by strain for smooth plotting
order = np.argsort(eps_p_eff)
sigma_eff = sigma_eff [order]
eps_p_eff = eps_p_eff[order]

eff_data_best[i] = (sigma_eff, eps_p_eff)

eff _data_best compute_effective_values(data, best_a66, E_x)
sigma_eff_all = np.concatenate([d[0] for d in eff_data_best])
eps_p_eff_all np.concatenate ([d[1] for d in eff_data_best])

# Filter valid values
mask = (eps_p_eff_all > 0) & (sigma_eff_all > 0)
sigma_eff_all = sigma_eff_all [mask]
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eps_p_eff_all = eps_p_eff_all[mask]

colors = [ ) ) ) ) , ,
]

plt.figure(figsize=(7, 5))

linestyles = [
( ; ),
( ; ),
( s ),
( ; ),
( s ),
( ) ),
( ) )

]

for (angle, (sigma_eff, eps_p_eff)), color, (ls, marker) in zip(zip(data.
keys(), eff_data_best), colors, linestyles):
mask = (sigma_eff > 0) & (eps_p_eff > 0) & np.isfinite(sigma_eff)
sigma_eff = sigma_eff [mask]
eps_p_eff = eps_p_eff [mask]
order = np.argsort(eps_p_eff)
sigma_eff = sigma_eff [order]
eps_p_eff = eps_p_eff[order]

plt.plot(eps_p_eff, sigma_eff,
linestyle=1ls,
color=color,
linewidth=1.2,
marker=marker,
markersize=3,
label=f )

# --- Add master fit curve ---
eps_p_fit = np.linspace(min(eps_p_eff_all), max(eps_p_eff_all), 200)
sigma_fit = beta * eps_p_fit ** alpha
plt.plot(eps_p_fit, sigma_fit, , linewidth=3.5, label=
)

# --- Styling ---

plt.xlabel( )
plt.ylabel( )
plt.title( , fontsize=13)

plt.legend(frameon=False)

plt.grid(True, linestyle= , alpha=0.5)

plt.tight_layout ()

plt.show ()

Listing 1: Auswertung der Plastizitdtsparameter
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