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Suchen – das ist das Ausgehen von alten Beständen 

und ein Finden-Wollen von bereits Bekanntem im Neuem. 

 

Finden – das ist das völlig Neue! 

 

Alle Wege sind offen und was gefunden wird, ist unbekannt. 

Es ist ein Wagnis, ein heiliges Abenteuer! 

 

Die Ungewissheit solcher Wagnisse können eigentlich nur jene auf sich nehmen, 

die sich im Ungeborgenen geborgen wissen,  

die in die Ungewissheit geführt werden, 

die sich vom Ziele ziehen lassen und nicht selbst das Ziel bestimmen. 

 

    

 Pablo Picasso 
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KURZFASSUNG 

Ein umfassendes und gründliches Verständnis des Materialverhaltens ist eine Grundvo-

raussetzung für eine effiziente strukturelle Auslegung von multidirektionalen Faserver-

bundlaminaten. Die Vorhersage der Schädigungsentwicklung in laminierten Verbund-

strukturen spielt dabei eine wesentliche Rolle, um das Leichtbaupotential auszuschöpfen 

und gleichzeitig eine schadenstolerante Gestaltung zu erreichen. Obwohl für Kreuzver-

bundlaminate bereits umfangreiche Anstrengungen zur Verbesserung der Schädigungs-

vorhersage unternommen wurden und zahlreiche Fortschritte in den letzten Jahren zu 

verzeichnen waren, sind die Möglichkeiten für die Auslegung von multidirektionalen 

Laminaten bis heute sehr eingeschränkt. Das liegt insbesondere daran, dass nichtlineare 

Materialprozesse in bisherigen Auslegungskonzepten weitgehend vernachlässigt wer-

den. 

In dieser Arbeit werden nichtlineare Materialprozesse charakterisiert, die für die Ausle-

gung von multidirektionalen Laminaten relevant sind. Darüber hinaus wird der Einfluss 

der Nichtlinearität auf die Schädigungsentwicklung und die Schädigungsauswirkung ex-

perimentell bewertet. Dadurch kann nachgewiesen werden, dass ein laminatabhängiges 

Verhalten ausschließlich durch die Schädigungsentwicklung hervorgerufen wird, wäh-

rend die plastische Verformung, die nichtlineare Faserelastizität und die verformungs-

induzierte Faserrotation materialinhärente Eigenschaften sind. Basierend auf diesen Er-

kenntnissen wird ein nichtlineares Konstitutivmodell zur effizienten kontinuumsmecha-

nischen Berechnung von Faserverbundlaminaten entwickelt. Das Modell beinhaltet die 

Verknüpfung einzelner nichtlinearer Materialvorgänge und ermöglicht somit die Be-

rücksichtigung von Interaktionen in Hinblick auf eine Schädigungsbewertung. Die 

Schädigungsauswirkung wird durch einen Ansatz der Kontinuumsschädigungsmecha-

nik abgebildet, wodurch mehrere Schädigungsprozesse integriert werden können. Die 

Steifigkeitsreduktion infolge von Zwischenfaserbrüchen wird durch einen zweigeteilten 

diskreten Ansatz basierend auf numerischen Berechnungen an repräsentativen Volu-

menelementen bestimmt. Um ein kohärentes Konzept zu gewährleisten, wird ein dreidi-

mensionales nichtlineares Materialmodell für die numerischen Studien genutzt. Damit 

kann erstmals gezeigt werden, dass sich der Zusammenhang zwischen der Rissdichte 

und der Steifigkeitsreduktion mit zunehmendem Lastniveau ändert. Die Ergebnisse ver-

deutlichen, dass plastische Verformungen die Ausprägung des gestörten Spannungsfel-

des um den Riss reduzieren und damit die rissinduzierte Steifigkeitsreduktion abnimmt. 

Um die Ergebnisse der Rissauswirkung in das nichtlineare Konstitutivmodell zu integ-

rieren, wurde ein Konzept entwickelt, welches die numerische Vorbetrachtung für mög-

liche Zustandsbedingungen ermöglicht. Das entwickelte Modell wurde abschließend an-

hand der experimentellen Untersuchungen validiert. Es kann gezeigt werden, dass das 

Konstitutivverhalten zahlreicher von nichtlinearen Materialprozessen beeinflusster mul-

tidirektionaler Laminate korrekt vorhersagt werden kann. 
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ABSTRACT 

A comprehensive and thoroughly understanding of the material behavior is a basic pre-

requisite for an efficient structural analysis of multi-directional laminates. The predic-

tion of the damage accumulation in laminated composite structures is decisive to exploit 

the lightweight potential and to achieve a damage tolerant design. Although extensive 

efforts have been taken to improve the damage prediction of cross-ply laminates and 

there have been many developments in the last years, the possibilities for the analysis of 

multi-directional laminates is still rather limited. A fundamental reason is that nonlinear 

material processes are almost neglected in current analysis concepts. 

In this work, nonlinear material processes relevant for the analysis of multi-directional 

laminates are characterized and the influence of the nonlinearity on the damage evolu-

tion and the damage effects are experimentally evaluated. It is shown that a laminate 

dependency solely emerges from damage evolution mechanisms, whereas plastic defor-

mations, the nonlinear fiber elasticity and the deformation induced fiber rotation are ma-

terial inherent properties. Based on this results, a nonlinear constitutive model for the 

efficient continuum analysis of fiber reinforced composites is developed. The model 

contains a linkage between nonlinear material mechanisms and thus enables the consid-

eration of interactions with regard to the damage analysis. The damage effects are rep-

resented by an approach based on the continuum damage mechanics to include several 

damage mechanisms. The stiffness reduction due to inter-fiber cracks is determined by 

a discrete approach based on numerical results of representative volume elements. For a 

coherent modelling concept, a three-dimensional nonlinear material model is used for 

the numerical studies. As a result it can be shown for the first time that the relation 

between crack density and damage variables changes with increasing load level. The 

results show that with increasing load the stress recovers to far-field level within a 

shorter distance, and consequently the plastic deformation causes a decrease of the crack 

induced stiffness reduction. To provide the damage effects for the nonlinear constitutive 

model, a concept was developed, which enables pre-calculated numerical analyses for 

possible laminate and crack states. The developed model was validated using the results 

of the experimental investigations. It is shown that the constitutive behavior of several 

multidirectional laminates influenced by nonlinear material mechanisms can be success-

fully predicted. 
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1 Einführung 

Im Rückblick auf die industriellen Neuentwicklungen insbesondere seit der Jahrtausend-

wende fällt ein deutlicher Trend auf. In kürzester Zeit wurden metallische Strukturen 

durch Pendants aus Faserverbundwerkstoffen ersetzt. Diese Entwicklung zeigte sich in 

nahezu allen industriellen Branchen. In der Luftfahrt wurde der Aluminiumrumpf durch 

eine Faserverbundstruktur ersetzt, im Automobilbau die Karosserie und im Radsport der 

Fahrradrahmen. Hochwertige Tennisschläger werden heute ebenso aus Faserverbund-

werkstoffen hergestellt, wie Rotorblätter in Windkraftanlagen und moderne Hochdruck-

tanks. Im Grundsatz sind die Ursachen für diese Entwicklung branchenübergreifend 

gleich. Faserverstärkte Kunststoffe weisen bei longitudinaler Belastung in Faserrichtung 

eine herausragende spezifische Steifigkeit und Festigkeit auf. Da in transversaler Rich-

tung die Eigenschaften des Polymerwerkstoffs das Verhalten des Verbunds dominieren, 

sind die Materialkennwerte bei Belastung in dieser Richtung vergleichsweise schlecht. 

Vor diesem Hintergrund werden gewöhnlich multidirektionale Faserverbunde einge-

setzt, soweit keine garantierte uniaxiale Belastung in einem Bauteil vorliegt. Aus Grün-

den der Automatisierung und der Kosteneinsparung sind in den letzten Jahren zahlreiche 

Fertigungsverfahren, vor allem in der Halbzeugherstellung, entwickelt wurden. Diese 

erhöhen den Grad der Strukturkomplexität noch weiter, der aufgrund der Heterogenität 

der Faserverbunde ohnehin schon gegeben ist. Diese Komplexität stellt die Auslegung 

von Faserverbundstrukturen vor eine sehr große Herausforderung. Faserverbunde erfor-

dern fertigungsabhängige Methoden zur Vorhersage der strukturellen Integrität, welche 

den variierenden Aufbau und die heterogenen Eigenschaften der Werkstoffe abbilden 

können. 

Im Rahmen dieser Arbeit werden nur multidirektionale Laminate betrachtet, die durch 

die Ablage unterschiedlich orientierter unidirektionaler (UD) Einzellagen gefertigt wer-

den. Anders als Metalle weisen Faserverbundlaminate kein isotropes Materialverhalten 

und auch kein eindeutig definiertes Versagen auf. Stattdessen gibt es zahlreiche Schädi-

gungsprozesse, wie Faser-Matrix-Ablösung, Zwischenfaserbruch, Delamination zwi-

schen einzelnen Lagen und Faserbruch. Um die Anisotropie und die zahlreichen Schä-

digungsmechanismen abzubilden, ist die Entwicklung eines verlässlichen Materialmo-

dells Grundvorrausetzung für die schadenstolerante Auslegung von Faserverbundlami-

naten. Um das mechanische Potential von Faserverbundlaminaten voll ausnutzen zu 

können, ist es zweckmäßig, nicht-kritische Schädigungsmechanismen zu tolerieren. So-

lange diese Mechanismen nur zu einer Steifigkeitsreduktion in einzelnen Lagen führen, 

jedoch nicht zu einer Laminatentfestigung, ist die strukturelle Integrität meist nicht ge-

fährdet. Dennoch sollten Auslegungsmodelle in der Lage sein, den Zustand eines Lami-

nats bei jedem zu erwartenden Belastungszustand zu bewerten. 
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Die Aufgabe eines Materialmodells für Faserverbundlaminate ist die korrekte Vorher-

sage des Konstitutivverhaltens und folgt dafür stets einem gleichen Ablauf. Zunächst 

muss eine akkurate Steifigkeitsbewertung in den Einzellagen durchgeführt werden, um 

den korrekten Spannungszustand in den Lagen in Abhängigkeit der globalen Struktur-

belastung zu ermitteln. Danach muss bewertet werden, ob dieser Spannungszustand in 

Abhängigkeit des Laminataufbaus und der Fertigungsrandbedingungen zu einer Schädi-

gungsentwicklung führt. Wenn eine Schädigung vorhergesagt wird, muss darauffolgend 

bewertet werden, inwieweit sich die Schädigung auf eine Degradation der Materialkenn-

werte auswirkt oder die strukturelle Integration beeinflusst. Die Analyse der schädi-

gungsinduzierten Steifigkeitsreduktion wird stark beeinflusst von anderen nichtlinearen 

Materialprozessen, die sich ebenfalls in den einzelnen Lagen auswirken. Diese Materia-

prozesse müssen interagierend bei der Berechnung des Spannungszustands betrachtet 

werden, um das Schädigungsrisiko bewerten zu können. 

Ziele der Arbeit 

Fragt man einen Ingenieur nach Anforderungen, die an ein geeignetes Auslegungsmo-

dell zu stellen sind, fallen mit hoher Wahrscheinlichkeit folgende Schlagworte: einfache 

Anwendbarkeit, geringer Kalibrieraufwand, Verlässlichkeit, Allgemeingültigkeit. Für 

die Auslegung von Faserverbundlaminaten wird schnell klar, dass es nahezu unmöglich 

ist, alle diese Anforderungen gleichzeitig zu erfüllen. 

In Abb. 1-1 sind die experimentell ermittelten Spannungs-Dehnungs-Verläufe von drei 

verschiedenen Faserverbundlaminaten dargestellt, die jeweils auf Zug bis zum Versagen 

belastet wurden: ein [90]20 UD Laminat, ein [(0/90)4]s Kreuzverbundlaminat und ein 

[(90/+45/90/-45)2]s Laminat. Alle diese Laminate weisen eine Zwischenfaserbruchent-

wicklung auf. Während ein reines 90° Laminat mit der Rissinitiierung auch die Grenze 

der Belastbarkeit erreicht, ist in multidirektionalen Laminaten eine Rissanhäufung zu 

beobachten. Allerdings gibt es in der zu beobachteten Auswirkung der Zwischenfaser-

bruchentwicklung wesentliche Unterschiede. Während in dem 90°/45° Laminat eine sig-

nifikante Steifigkeitsreduktion zu erkennen ist, scheint die Rissentwicklung in dem 

Kreuzverbundlaminat nahezu keine Auswirkung zu haben. 

 

Abb. 1-1: Spannungs-Dehnungs-Verläufe verschiedener CFK IM7-8552 Laminate. 
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Dieses unterschiedliche Verhalten von multidirektionalen Laminaten erlaubt eine Kom-

promisslösung in Hinblick auf die Erfüllung der Modellanforderungen. Werden wäh-

rend des Einsatzes einer Struktur einzelne Lagen ausschließlich in Faserrichtung belas-

tet, so kann linear elastisches Materialverhalten angenommen und die Auswirkung ein-

zelner Zwischenfaserbrüche ignoriert werden. Diese Strategie, in Kombination mit ei-

nem Pauschalkriterium für die Maximaldehnung des Laminats, ist bis heute in der Fa-

serverbundlaminatauslegung üblich. Nichtsdestotrotz ist es wichtig, die Materialpro-

zesse, die zu einem nichtlinearen Konstitutivverhalten führen, genauer zu untersuchen. 

Dies ermöglicht zum einen die Erfüllung spezifischer Designanforderungen, wie zum 

Beispiel größere Laminatversagensdehnungen. Zum anderen kann ein umfassenderes 

Verständnis für das Materialverhalten gewonnen werden. 

Diese Arbeit befasst sich mit den wirkenden Materialprozessen in einem multidirektio-

nalen und beliebig belasteten Laminat. Das Ziel ist die Berücksichtigung von nichtline-

arem Materialverhalten in einem Materialmodell. Während sich bisherige Modelle über-

wiegend auf die Vorhersagbarkeit eines 0°/90° Kreuzverbundlaminats beschränken, soll 

der Spannungs-Dehnungs-Verlauf auch von Laminaten wie zum Beispiel dem abgebil-

deten 90°/45° Aufbau vorhergesagt werden können. Die Arbeit adressiert dazu folgende 

Schwerpunktziele: 

 Charakterisierung von Materialvorgängen, die das Konstitutivverhalten von Fa-

serverbundlaminaten beeinflussen 

 Kategorisierung der Materialprozesse hinsichtlich ihrer materialinhärenten De-

finitionsfähigkeit 

 Entwicklung eines Materialmodells zur Auslegung von multidirektionalen La-

minaten unter beliebigen Lasten 

 Untersuchung des Einflusses von nichtlinearem Materialverhalten auf die Stei-

figkeitsreduktion infolge eines Zwischenfaserbruchs 

 Integration der charakterisierten steifigkeitsbeeinflussenden Materialprozesse in 

das entwickelte Konstitutivmodell 

Gliederung der Arbeit 

In Kapitel 2 werden Möglichkeiten zur experimentellen Charakterisierung von Schädi-

gungsprozessen in Faserverbundlaminaten untersucht. Nach einer Literaturübersicht, 

werden die während dieser Arbeit durchgeführten Versuche beschrieben. Auf Basis der 

Versuche wird eine entwickelte Auswertemethode vorgestellt, mit deren Hilfe der Schä-

digungszustand in den Einzellagen in Form der Reduktion der einzelnen Materialstei-

figkeitskennwerte auch bei großen Verformungen berechnet werden kann. Basierend auf 

der Auswertung von zyklischen Versuchen, wird der Einfluss der Dehnungsretardation 

und der Faserausrichtung in die Auswertung der Laminatsteifigkeit einbezogen. Mithilfe 

eines entwickelten diskreten RVE Ansatzes wird die Reduktion der einzelnen Lagenstei-
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figkeitskomponenten bestimmt. Dadurch kann gezeigt werden, dass die Schädigungs-

entwicklung vom Laminataufbau abhängt, während andere Materialprozesse, die ein 

nichtlineares Verhalten verursachen, materialinhärent sind. 

In Kapitel 3 wird ein entwickeltes nichtlineares Kontinuumsmodell zur Auslegung von 

multidirektionalen Faserverbundlaminaten vorgestellt. Schwerpunkt des Ansatzes ist die 

effiziente numerische Simulation des Konstitutivverhaltens unter Berücksichtigung von 

nichtlinearen Materialprozessen. Dazu wird die Bestimmung der Faserrotation, des 

nichtlinearen longitudinalen Elastizitätsmoduls, der plastischer Dehnungen und der 

Schädigung gekoppelt. Die integrale Struktur des Konzepts und die Implementierung 

des Materialmodells als Kontinuumsansatz für die Anwendung in Abaqus werden ge-

zeigt. 

In Kapitel 4 wird das entwickelte Schädigungsmodell beschrieben. Anhand einer Lite-

raturübersicht über bisher entwickelte Ansätze wird die Problematik in der Vorhersage-

möglichkeit der Schädigungsentwicklung gezeigt. Basierend auf dieser Erkenntnis wird 

ein semi-empirisches Schädigungsmodell zur Ermittlung der Zwischenfaserbruchent-

wicklung, der diffusen Mikroschädigung und der Delaminationsschädigung entwickelt. 

In Kapitel 5 wird ein Konzept entwickelt, mit dessen Hilfe die Zwischenfaserbruchaus-

wirkung in Form einer Steifigkeitsreduktion bestimmt werden kann. Anhand einer Lite-

raturübersicht wird gezeigt, dass sich für multidirektionale Laminate ein numerischer 

FE Ansatz auf Basis einer RVE Studie eignet. Erstmals werden nichtlineare Material-

prozesse in die Bestimmung der Zwischenfaserbruchauswirkung miteinbezogen. An den 

Ergebnissen kann nachgewiesen werden, dass die Nichtlinearität eine signifikante Aus-

wirkung auf die Steifigkeitsreduktion eines Risses hat. Es wird gezeigt, dass besonders 

unter Schubbelastung die Steifigkeitsreduktion mit zunehmender Belastung entschei-

dend abnimmt. 

In Kapitel 6 werden die Simulationsergebnisse des Materialmodells mit Ergebnissen von 

durchgeführten Experimenten verglichen. Es wird gezeigt, dass sowohl der Rissdichten-

verlauf als auch der nichtlineare Spannungs-Dehnungs-Verlauf bei vielen multidirekti-

onalen Laminaten korrekt vorhergesagt werden kann. 



 

5 

2 Experimentelle Charakterisierung von 

Laminaten mit Zwischenfaserbrüchen 

Um den Schädigungszustand in Faserverbundlaminaten experimentell zu charakterisie-

ren werden gewöhnlich zwei unterschiedliche Methoden angewendet. Entweder wird 

der Spannungs-Dehnungs-Verlauf eines geschädigten Laminats ausgewertet oder die 

Entwicklung von Zwischenfaserbrüchen wird verfolgt. Dabei ist die Aufzeichnung des 

globalen Verhaltens eines Laminats unabhängig von der Schadensursache, da nur eine 

verschmierte Steifigkeitsreduktion ermittelt wird. Die Ursache der Steifigkeitsentwick-

lung kann dabei nur mutmaßlich einer spezifischen Schädigung zugeordnet werden. Ins-

besondere müssen auch andere Materialmechanismen beachtet werden, die zu einer La-

minatnichtlinearität und damit zu einer Steifigkeitsabnahme führen können. Die Verfol-

gung von diskreten Schädigungsvorgängen erfordert sichtbare Phänomene und wird da-

her gewöhnlich auf das Zählen von Rissen beschränkt, die sich über die Gesamtdicke 

einer Laminatlage erstrecken. Die Untersuchung des Rissfortschritts wird meist mit ei-

nem Mikroskop durchgeführt, entweder während eines Testvorgangs mittels zerstö-

rungsfreier Methoden oder durch das Heraussägen von repräsentativen Proben nach dem 

Ende eines Versuchs. Für eine sinnvolle Darstellung der Rissentwicklung, wird diese im 

Verhältnis zur Axialdehnung der Probe dargestellt. Dabei kann es sich um die aktuelle 

Dehnung während einer in-situ Risszählung handeln, oder um die Maximaldehnung in 

einem zyklischen Versuchsablauf. Die Darstellung der Rissdichte als Funktion der Axi-

aldehnung ist hingegen weniger sinnvoll, besonders bei Kreuzverbunden. Der Unter-

schied zwischen der Axialsteifigkeit einer 0° und einer 90° orientierten Lage bewirkt 

eine wesentlich höhere Spannung in den longitudinalen 0° Lagen und die Axialspannung 

ist somit stark abhängig vom Verhältnis der beiden Winkelorientierungen. In der Lite-

ratur können einige Untersuchungen gefunden werden [1, 2], die den Einfluss der La-

gendicke auf die Rissentwicklung zeigen, wobei nur die Anzahl der 90° Lagen verändert 

wird, die der 0° Lagen aber konstant bleibt. Im Ergebnis wird ein signifikanter Effekt 

der Lagendicke angedeutet, obwohl der Axialspannungsunterschied im Wesentlichen in 

dem veränderten Verhältnis der Lagenorientierungen begründet liegt. 

Die Auswirkung einer Zwischenfaserbruchschädigung in Form einer Steifigkeitsreduk-

tion wird gewöhnlich in einem zyklischen Testablauf ausgewertet. Dieser Testablauf 

bedingt allerdings, dass nur die Steifigkeit zu Beginn eines Lastzyklus bestimmt wird 

und nicht die in-situ Steifigkeitsreduktion zu jedem aktuellen Lastniveau während einer 

kontinuierlichen Belastung. Für ein Kreuzverbundlaminat mit Rissen in den 90° Lagen 

und angrenzenden 0° Lagen ist diese Methodik notwendig, da die Laminatsteifigkeit im 

Wesentlichen von den 0° Lagen bestimmt wird. Zwischenfaserbrüche in den 90° Lagen 
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können sich damit nicht in dem globalen Spannungs-Dehnungs-Verlauf wiederspiegeln 

und eine Steifigkeitsreduktion ist nicht erkennbar. Für eine in-situ Auswertung eignen 

sich Laminate, in denen das Steifigkeitsverhältnis zwischen den Einzellagen geringer 

ist. In solchen Laminaten beeinflusst die Steifigkeitsreduktion durch einen Riss in einer 

Einzellage auch erkennbar das Konstitutivverhalten der Gesamtprobe. Eine weitere Me-

thode für eine in-situ Bewertung des Laminatverhaltens bietet die Bestimmung des Se-

kanten- oder Tangentenmoduls des Laminats. Ebenfalls einen interessanten Ansatz lie-

fern Loukil u. a. [3]. Mithilfe der elektronischen Specklemuster-Interferometrie wird 

eine Messung der Rissöffnungs- beziehungsweise der Rissgleitungsweite möglich, wel-

che direkt mit einer Normal- und einer Schubsteifigkeitsreduktion in Beziehung stehen. 

2.1 Literaturübersicht 

In den letzten Jahrzehnten wurden zahlreiche analytische und numerische Modelle vor-

gestellt, welche die Anhäufung von Zwischenfaserbrüchen in Faserverbundlaminaten 

vorhersagen können. Im Gegensatz dazu, finden sich nur wenige experimentelle Ergeb-

nisse, was besonders der Komplexität in der Auswertung von durchgeführten Versuchen 

geschuldet ist. Ein großes Problem stellt insbesondere die in-situ Inspektion von Schä-

digungsprozessen dar. Bei Betrachtung der gegenwärtig in der Literatur verfügbaren 

Testergebnisse fällt auf, dass die meisten Ergebnisse für zugbelastete Kreuzverbundla-

minate zu finden sind. Das liegt an der einfachen Auswertbarkeit dieses Versuchsauf-

baus, da Risse nur in Einzellagen mit reiner transversaler Zugbelastung entstehen. Test-

ergebnisse, welche die Rissentwicklung unter einem multiaxialen Lastzustand bei gro-

ßen Verformungen untersuchen, finden sich nicht in Veröffentlichungen. Nichtsdestot-

rotz sind die meisten bisherigen Modellentwicklungen an den hier vorgestellten experi-

mentellen Ergebnissen validiert. Dabei fällt besonders auf, dass die Anzahl an Kalibrie-

rungsfaktoren für die Vorhersage des Schädigungszustands häufig die Anzahl der Expe-

rimente übersteigt, auf deren Basis sie basieren. Natürlich ist es nicht herausfordernd ein 

Modell zu entwickeln, das nur eine sehr begrenzte Anzahl an Testergebnissen nachbil-

den muss. Das führt allerdings gleichzeitig dazu, dass Mechanismen, welche die Schä-

digungsevolution verursachen oder beeinflussen, gegenwärtig immer noch nicht ausrei-

chend untersucht und verstanden sind.  

Bei der Darstellung der Versuchsergebnisse finden sich unterschiedliche Methoden. 

Durch stufenweise Belastungs-Entlastungs-Zyklen kann die Steifigkeit der Proben zu 

jeder Neubelastung ausgewertet werden. Gleichzeitig können nach jedem Zyklus Risse 

in den Einzellagen gezählt werden, um die gegenwärtige Rissdichte zu bestimmen. 

Gleichzeitig ist die Maximallast bekannt, welche der Last des vorangegangenen Zyklus 

entspricht. Basierend auf diesen Aufzeichnungen während des Testablaufs, kann zum 

Ersten die Laminatsteifigkeit als Funktion der Rissdichte dargestellt werden. Zum Zwei-

ten kann die Rissentwicklung in Relation zur aufgebrachten Maximalspannung oder Ma-

ximaldehnung ausgewertet werden und zum Dritten kann auch die Steifigkeit als Funk-

tion dieser Maximalbelastung abgebildet werden. 
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Neben Studien zur Rissentwicklung wurden auch einige experimentelle Untersuchungen 

zur Rissauswirkung veröffentlicht, welche die Steifigkeitsreduktion eines Laminats in 

Abhängigkeit der Rissdichte zeigen. Diese Art der experimentellen Schädigungscharak-

terisierung dient häufig der Validierung von entwickelten Materialmodellen, da die Er-

gebnisse das Verhältnis zwischen einem veränderten Konstitutivverhalten und der An-

häufung von Rissen wiedergeben. In Groves u. a. [4] ist die Abnahme der Axial-

steifigkeit als Folge von Matrixrissen in fünf Kreuzverbundlaminaten des Car-

bon/Epoxid Materials AS4/3502 dargestellt. Dafür wurden stufenweise Belastungstests 

durchgeführt, wobei die effektiven Steifigkeiten auf Basis der Entlastungspfade der 

Spannungs-Dehnungs-Kurven ausgewertet wurden. Die Steifigkeitsergebnisse der Stu-

die sind in Abb. 2-1 gezeigt, wobei die Kurven einen Mittelwertverlauf von zwei oder 

mehr Proben wiedergeben. Die effektive Steifigkeit wird hier im Verhältnis zur Riss-

dichte in der mittleren 90° Lage in der Einheit 1/Inch dargestellt. Ein Vergleich der 

[0/90n]s Laminate (n = ½, 1, 2, und 3) legt nahe, dass die Steifigkeitsabnahme mit an-

steigendem n zunimmt. Unglücklicherweise sind die Laminataufbauten so gewählt, dass 

mit zunehmenden n der Anteil der Last in den 90° Lagen zunimmt und die veränderte 

absolute Steifigkeitsreduktion damit hauptsächlich aus dem Verhältnis zwischen den 0° 

und den 90° Lagen resultiert. Der Einfluss der Dicke der gerissenen Lagen kann in der 

gegebenen Darstellung nur für Laminate mit identischem 0°/90° Verhältnis ausgewertet 

werden, in diesem Fall der [0/90]s und der [02/902]s Proben. Dabei zeigt sich, dass das 

Laminat mit dickerer 90° Lage in der Mitte eine größere Steifigkeitsreduktion aufweist. 

In der Studie wird das mit der größeren Rissoberfläche begründet, welche eine zuneh-

menden Rissöffnungsweite bewirkt. Analog zu den Untersuchungen von Groves, zeigen 

Lee und Hong [5] Ergebnisse für [0/905/0] und [0/9010/0] Laminate des Carbon/Epoxid 

Materials P3051/F05 und Adolfsson u. a. [6] Ergebnisse für [0/90n]s Laminate (n = ½, 

1, 2, und 4) eines Glas/Epoxid Materials. Die Steifigkeitsreduktion und die Rissdichten 

wurden in allen experimentellen Studien mit Hilfe von zyklischen Belastungstests er-

mittelt. Die Risse in den einzelnen Lagen wurden an den vorher abgeschliffenen Pro-

benrändern gezählt. Katerelos u. a. [7] präsentieren Versuchsergebnisse an Kreuzver-

bundlaminaten mit den Lageaufbauten [0/904]s, [0/902]s und [02/902]s für das Material 

E-Glas/913. Gleichförmige Belastungszyklen dienten dabei für die Evaluierung der Stei-

figkeitsabnahme und die Rissdichte für jedes Belastungsniveau wurde mit der Raman-

Laserspektroskopie bestimmt. Die Ergebnisse zeigen keinen Einfluss des Laminatauf-

baus auf die Rissdichtenentwicklung mit zunehmender Dehnung. Die axiale Steifig-

keitsreduktion als Funktion der Anzahl der Zwischenfaserbrüche für drei verschiede 

Kreuzverbunde, [0/902]s, [0/904]s, und [0/906]s, zeigen Ogihara und Takeda [8]. Dafür 

wurden Proben des Carbon/Epoxid Materials T800/3631 verwendet. Um eine in-situ 

Risszählung am Mikroskop zu ermöglichen wurde eine besonders dünne (Breite = 3mm) 

Probengeometrie genutzt. In der Studie wurde ebenfalls eine zunehmende Steifigkeits-

reduktion mit erhöhter 90° Lagendicke ermittelt, wobei dies ebenfalls in dem verringer-

ten 0°/90° Verhältnis begründet liegt. 
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Abb. 2-1: Versuchsergebnisse zum Zusammenhang zwischen normierter Laminatsteifigkeits-

reduktion und Rissdichte für Kreuzverbunde von AS4/3502 [4]. 

Während sich die meisten Forscher beim Thema Schädigungsevaluierung auf die Un-

tersuchung von Kreuzverbunden spezialisierten, wurden auch einige wenige Studien 

zum Verhalten von anders geschichteten Laminaten veröffentlicht. In Tong u. a. [9] wird 

das Risswachstum in der Matrix an quasi-isotropen [0/90/-45/+45]s Laminaten aus E-

Glas/Epoxid gezeigt. Die experimentellen Ergebnisse liefern dabei nicht nur Erkennt-

nisse über die Rissentstehung und deren Auswirkung in den 90° Lagen, sondern auch in 

den 45° Lagen. Die Degradation der Axialsteifigkeit infolge des Risswachstums wurde 

gemessen und mit den Ergebnissen eines [0/90]s Laminataufbaus verglichen. Dabei 

wurde festgestellt, dass die Steifigkeitsreduktion in dem Kreuzverbund größer war. Da-

bei muss allerdings beachtet werden, dass die Rissdichte in den 45° Lagen wesentlich 

geringer steigt, als in den 90° Lagen. Da der Kreuzverbund 50% transversale 90° Lagen 

enthält und der quasi-isotrope nur 25%, ergeben sich die zu erwartenden Unterschiede 

in der Steifigkeitsreduktion. In den Veröffentlichungen von Hoover u. a. [10] und 

Wharmby u. a. [11] werden die Ergebnisse eines symmetrischen und eines unsymmet-

rischen E-Glas/Epoxid Laminataufbaus verglichen. Dafür wurde ein Kreuzverbund mit 

[02/906/02] Aufbau, aber auch ein [±45/906/±45] Laminat und die unsymmetrischen 

Schichtungen [±25/906/02] und [±45/906/02] getestet. In allen Proben wurde ausschließ-

lich in den 90° Lagen ein Risswachstum beobachtet. Eine ausführlichere Studie zur Aus-

wirkung von Zwischenfaserbrüchen auf die Steifigkeit eines Faserverbundlaminats 

wurde von Varna u. a. [12–14] veröffentlicht. Zur Untersuchung der Rissentwicklung in 

90° Lagen in Abhängigkeit der Orientierung der Nachbarlagen wurden [±θ/904]s Lami-

nate mit θ = 0°, 15°, 30°, 40° eines Glas/Epoxid Verbunds verwendet. In einer weiteren 

Testreihe wurden Laminate des Typs [0/±θ/01/2]s mit θ = 0°, 55°, 70° getestet und die 

Steifigkeitsreduktion als Funktion der Rissdichte ausgewertet. Für θ = 55° und θ = 70° 

wurde dabei eine Rissentwicklung in den nicht in Lastrichtung orientierten Winkellagen 
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beobachtet. Während Zwischenfaserbrüche in 90° Lagen durch eine reine axiale Zugbe-

lastung entstehen, herrschen in diesen Winkellagen auch Schubspannungen vor. Das er-

möglichte im Rahmen dieser Studien eine Auswertung der Rissentstehung und deren 

Auswirkung unter kombinierten Belastungszuständen. Eine Untersuchung bei hohen 

Verformungen verhindern allerdings die 0° Lagen, welche eine niedrige Versagenslast 

der Proben verschuldeten. 

Wenige Veröffentlichungen stellen die Abnahme der Laminatsteifigkeit als Funktion 

der aufgebrachten Belastung dar. Die Ursache dafür ist, dass daraus keine direkte Aus-

sage über den Schädigungszustand getroffen werden kann. Der Zusammenhang zwi-

schen Rissdichte und axialer Laminatsteifigkeit bietet die Charakterisierung der Riss-

auswirkung, wohingegen der Zusammenhang zwischen Rissdichte und aufgebrachter 

Last direkt die Rissentwicklung kennzeichnet. Die Steifigkeitsreduktion als Funktion 

des Lastniveaus liefert eine Kombination beider Zusammenhänge, wodurch die Ergeb-

nisse sowohl von der Rissentwicklung als auch von der Rissauswirkung abhängen. 

Dadurch eignen sich diese Versuchsergebnisse besonders für die Validierung eines Kon-

stitutivmodells zur Vorhersage des Spannungs-Dehnungs-Verhaltens von Laminaten 

mit Zwischenfaserbrüchen. In [12, 14] wird die Steifigkeitsreduktion der [±θ/904]s und 

der [0/±θ/01/2]s Laminate ebenfalls als Funktion der aufgebrachten Dehnung dargestellt. 

Des Weiteren finden sich in Highsmith und Reifsnider [15] experimentelle Ergebnisse 

für eine einzelne [0/903]s E-glas/Epoxid Probe. Die Studie zeigt die Steifigkeitsreduktion 

im Verhältnis zur aufgebrachten Last bei einem zyklischen Testablauf. 

Als effiziente Methode zur Bestimmung des Einflusses des Laminatlagenaufbaus auf 

die Schädigungsentwicklung wird oftmals das Risswachstum in Abhängigkeit der auf-

gebrachten Laminatbelastung bestimmt. Im Allgemeinen wird die Rissdichte als Funk-

tion der maximalen axialen Spannung oder Dehnung dargestellt, die während einer stu-

fenweisen Belastungshistorie im vorangegangen Lastzyklus aufgezeichnet wurde. Ab-

hängig vom Laminataufbau erweist sich die Spannungsrelation als nicht geeignet, sobald 

die initiale Steifigkeit der gerissenen Lage wesentlich geringer ist, als die Steifigkeit in 

den anderen Lagen, wie dies bei Kreuzverbunden der Fall ist. Im Gegensatz dazu ent-

spricht die Dehnung in allen Lagen der Axialdehnung des Laminats und eignet sich da-

her wesentlich besser für eine Darstellung der Rissdichte als Funktion der Belastung. 

Trotzdem zeigen einige Studien die Relation zwischen Rissdichte und Axialspannung. 

Parvizi u. a. [16] und Garret u. a. [17] zeigen Testergebnisse an [0/90/0] Laminaten ge-

fertigt aus einem E-Glas/Epoxid Material. Die 0° Lagendicken wurde in den Testreihen 

konstant bei 0.5 mm gehalten, während die Dicken der transversalen Lagen zwischen 

0.4 mm und 4 mm variiert wurden (t90 = 0.42, 0.75, 1.2, 1.5, 2.0, 2.6, 3.2, 4.0). Dabei 

kamen sie zu dem Ergebnis, dass die Rissdichte bei höheren Belastungen ein Limit er-

reicht, deren Höhe von der Lagendicke abhängt. Während bei dicken Lagen das Plateau 

der Rissdichte bereits bei geringeren Lasten erreicht wurde, steigerte sich die Rissdichte 

bei dünnen Lagen auf einen höheren Maximalwert. Zu den gleichen Beobachtungen ge-
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langten Nairn u. a. [2, 18, 19] in einer umfangreichen experimentellen Studie an Kreuz-

verbunden mit AS4-carbonfaserverstärktem 3501-6 Epoxid. Statische Zugversuche 

wurden für [0n/90m]s Laminate (n/m = 1/1, 1/2, 1/4, 2/1, 2/2, 2/4) mit Rissen in eingebet-

teten Lagen und für [90m/0n]s Laminate (m/n = 1/0.5, 1/1, 1/2, 1/4, 2/0.5, 2/1, 2/2, 2/4, 

3/1, 3/2, 4/2) mit Rissen in einer äußeren Lage durchgeführt. Die Ergebnisse der Studie 

zeigen eine Sättigung des Risswachstums in dicken Lagen, während die Risse in dünnen 

Lagen bis zum Endversagen der Probe zunahmen. Aus einem Vergleich eines [0/90]s 

und eines [90/0]s Laminats folgerten die Autoren, dass die Rissentstehung in Laminaten 

mit außenliegender 90° Lage früher beginnt, aber Laminate mit eingebetteter 90° Lage 

ein höheres Risssättigungslevel erreichen können. Allerdings ist dabei zu beachten, dass 

die Dicken der 90° Lagen unterschiedlich sind. Neben den Resultaten für Kreuzver-

bunde werden Ergebnisse für die Rissdichtenentwicklung als Funktion der aufgebrach-

ten Axialspannung für [±θ/90]s und [90/±θ]s Laminate mit θ = 15°, 30° vorgestellt. Die 

Studie ist eine der umfangreichsten, die sich in der Literatur finden lassen. Leider ist das 

Risswachstum ausschließlich der aufgebrachten Laminatspannung zugeordnet, wodurch 

die Studie nicht für eine experimentelle Evaluierung des Lagenaufbaueinflusses geeig-

net ist. Eine weitere Studie wird in Laurin u. a. [20] präsentiert, wo die Rissdichtenent-

wicklung im Verhältnis zur aufgebrachten Spannung an einem T700/M21 Carbon/Epo-

xid untersucht wird. Die Versuche an [02/90n]s Laminaten (n = 1, 2, 4, 6) zeigen, dass 

die Rissdichte bis zum Endversagen der Proben nahezu linear zunimmt. In der Veröf-

fentlichung von Sabaey u. a. [21] werden Versuche mit dem Material T800/M21 gezeigt. 

Die Ergebnisse sind in Abb. 2-2 dargestellt. Die durchgeführten Testreihen weisen nur 

auf eine geringe Abhängigkeit zwischen der Lagendicke und dem Risswachstum hin, 

deuten darüber hinaus aber einen entscheidenden Einfluss der Nachbarlagenorientierung 

an, insbesondere auf die Entstehung der ersten Risse. Versuchsergebnisse für ein GFK 

Material mit [0/90n]s Aufbau (n = 2, 4, 6) werden von Okabe u. a. [22, 23] gezeigt. Die 

Autoren beobachteten Delaminationen an den Rissspitzen der Zwischenfaserbrüche. Sie 

schlossen daraus, dass die Ablösung der Trennschicht verantwortlich für eine Sättigung 

der Rissdichte ist. Neben der Steifigkeitsauswirkung wurde in [6] ebenfalls die Riss-

dichtenzunahme mit zunehmender aufgebrachter Dehnung untersucht. Die Autoren ha-

ben an den Laminaten einen eher geringen Einfluss der Lagendicke beobachtet. Aller-

dings wurden die Versuchsergebnisse vor der Darstellung mithilfe eines analytischen 

Ansatz manipuliert, um den Einfluss der thermischen Eigenspannungen auf die 

Axialspannung der Probe herauszurechnen.  
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Abb. 2-2: Rissdichtenverläufe in 90° Lagen für verschiedene T800/M21 Laminate (nach [21]). 

Der Einfluss des Lagenaufbaus eines Sub-Laminats, welches die Rissöffnung hemmt, 

wird in [12] untersucht. Die Ergebnisse zeigen, dass verschiedene Nachbarorientierun-

gen von 0°, ±15° und ±30° keine Auswirkung auf die Rissentwicklung in einer 90° Lage 

haben, ein ±40° Sub-Laminat aber die Rissentwicklung in einer dicken 90° Lage hemmt. 

Die Zunahme der Rissdichte wurde auch in [9] für einen quasi-isotropen Aufbau eines 

E-Glas/Epoxid Laminats untersucht. Ein aufgezeigter Vergleich mit einem Kreuzver-

bund legt dar, dass der erste Riss in dem quasi-isotropen Lagenaufbau später entsteht 

und der Anstieg der Rissdichte in diesen Laminaten größer ist. Die Auswertung der Riss-

entwicklung, sowohl in 90° als auch 45° Lagen, ist ebenfalls ein Schwerpunkt in der 

Veröffentlichung von Hahn und Hwang [24]. An [02/90/+45/-45]s AS4/3501 Car-

bon/Epoxid Proben ermittelten sie eine erste Rissinitiierung in den 90° Lagen, gefolgt 

von der Rissentstehung in den +45° Lagen. Kobayashi u. a. [25] untersuchten die Riss-

entwicklung an [+45/0/-45/90]s und [+45/-45/90]s T800/3900 Carbon/Epoxid Lamina-

ten. Sie beobachteten, dass sich Risse in den 90° Lagen augenblicklich über die gesamte 

Laminatbreite ausbreiten, während die Risse in den ±45° nicht über die gesamte Breite 

wachsen. In den 90° Lagen zeigte sich ein ähnliches Rissentstehungs- und Rissausbrei-

tungsverhalten in beiden Laminattypen. Ein einzelner Lagenaufbau wurde auch von Ogi 

u. a. [26] an einem [0/903]s T700/2500 Carbon/Epoxid Laminat und von Huang u. a. 

[27] an einem [0/+602/0/-602]s Glas/Epoxid Laminat untersucht. Die zweite Studie ist 

eine der wenigen veröffentlichten Studien, in der das Risswachstum in Winkellagen mit 

einem kombinierten transversalen Normal- und Schubspannungszustand in den gerisse-

nen Lagen untersucht wird. Eine weitere Studie findet sich in [13]. Boniface u. a. [28] 

präsentieren Ergebnisse für die Rissdichtenentwicklung als Funktion der aufgebrachten 

Dehnung für die Kreuzverbünde [02/90]s, [0/902]s und [02/904]s des Carbon/Epoxids 

HTA/922, sowie für die Laminate [0/90]s, und [02/904]s des Carbon/Epoxids HTA/927. 
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Einige interessante Versuchsergebnisse bezüglich spezifischer Einflussfaktoren werden 

auch von Huang u. a. [29] und von Ogihara u. a. [8] vorgestellt. Huang u. a. untersuchten 

den Einfluss der Fertigungsbedingungen auf die Rissentwicklung in einem [0/90]s La-

minat, während Ogihara u. a. die Auswirkung hoher Temperaturen untersuchten. Deren 

Ergebnisse deuten darauf hin, dass mit ansteigender Temperatur eine Rissentstehung 

verzögert wird. Gleichzeitig beobachteten sie, dass die Zunahme der Risse unabhängig 

von den thermischen Bedingungen ist. Darüber hinaus identifizierten sie Delaminatio-

nen als Ursache für eine Risssättigung. 

Die Literaturübersicht gibt einen Überblick über veröffentlichte Versuchsergebnisse der 

letzten Jahrzehnte zum Thema Rissentwicklung und Rissauswirkung in Faserverbund-

laminaten. Es kann natürlich nicht garantiert werden, dass alle Veröffentlichungen er-

fasst sind, jedoch basiert eine Vielzahl der entwickelten Konstitutivmodelle, die sich mit 

dem Thema Zwischenfaserbrüche beschäftigen, auf einer Validierung mit den hier vor-

gestellten Testergebnissen. Auch Veröffentlichungen der Materialmodelle, welche im 

Rahmen des WWFEIII (Teil 3 des World Wide Failure Exercise [30]) angewendet wur-

den, beziehen sich auf einzelne hier präsentierte Versuchskurven. 

Wie die Literaturübersicht zeigt, wurden in den letzten Jahren einige Ergebnisse veröf-

fentlicht, jedoch fällt dabei auf, dass die durchgeführten experimentellen Studien häufig 

wenig umfangreich sind und nur eingeschränkte Laminataufbauten betrachten. Eben-

falls ist zu bemerken, dass viele verschiedene Verbunde von Glas- und Kohlenstofffa-

serverstärkten Kunststoffen bewertet wurden, eine systematische Untersuchung des 

Zwischenfaserbruchverhaltens für ein spezifisches Material allerdings fehlt. Eine auf-

fällige Tatsache ist die Beschränkung auf Kreuzverbundlaminate mit einer Rissentwick-

lung ausschließlich in den 90° Lagen. Ebenfalls finden sich in den Veröffentlichungen 

gegenseitig widersprüchliche Aussagen zum Einfluss des Laminataufbaus. Des Weite-

ren sind bisher in nahezu keiner Studie die Auswirkungen der Fertigungsbedingungen 

untersucht wurden. Zahlreiche Einflussfaktoren und Materialvorgänge sind bisher noch 

nicht betrachtet worden, beispielsweise das Schädigungsverhalten bei größeren Verfor-

mungen oder das Zwischenfaserbruchverhalten in schubbelasteten Einzellagen oder bei 

Schub/Druck-Kombination. Gleichwohl sind einige wichtige Merkmale der Rissent-

wicklung und der Rissauswirkung einheitlich beobachtet worden. Dazu gehört, dass ein 

Riss die Steifigkeit des Laminats reduziert und die Steifigkeit des angrenzenden Sub-

Laminats einen großen Einfluss hat. Die Entstehung von Zwischenfaserbrüchen ist dem-

entsprechend entscheidend vom Lagenaufbau des Laminats abhängig. Diese Erkennt-

nisse sind wichtig für die Entwicklung eines Materialansatzes zur Vorhersage einer 

Rissakkumulation und deren Auswirkung auf die Steifigkeit. 

Durch die signifikante Limitierung auf Kreuzverbunde, die geringe Anzahl an systema-

tischen Testergebnissen und die Vernachlässigung von Fertigungs- und Umwelteinflüs-

sen, sind die hier vorgestellten Versuchsergebnisse kaum ausreichend für eine akkurate 

Validierung eines komplexen Materialmodells. Das Problem liegt darin, dass es relativ 

einfach ist, ein Modell auf eine einzelne Reihe von experimentellen Versuchskurven 
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eines einzelnen Materials anzupassen, vor allem wenn ein Modell viele Kalibrierungs-

faktoren beinhaltet. Jedoch sollten entwickelte Ansätze in der Lage sein, das Verhalten 

einer Vielzahl von verschiedenen Laminaten mit unterschiedlichen Belastungszustän-

den in den Lagen vorhersagen zu können. Nur dann kann man ihre Anwendbarkeit und 

Zuverlässigkeit verbessern. Weiterhin fällt auf, dass im Wesentlichen nur eine zyklische 

Versuchsdurchführung genutzt wurde, um eine Steifigkeitsreduktion aufgrund von Zwi-

schenfaserbrüchen zu bewerten. 

Eine große Datenbasis an Versuchsergebnissen ist notwendig, um eine kritische Bewer-

tung der Vorhersagekraft eines Auslegungskonzepts zu ermöglichen. Aus diesem Grund 

ist ein entscheidender Schwerpunkt in dieser Arbeit die umfangreiche und genaue 

Durchführung und Auswertung von verschiedenen experimentellen Methoden zur Schä-

digungscharakterisierung in multidirektionalen Faserverbundlaminaten. Das soll eine 

breite Basis für das Verständnis der Materialvorgänge liefern, welche das Schädigungs-

verhalten bestimmen und beeinflussen. 

2.2 Probenpräparation 

Da nur wenige verlässliche und verwendbare Testergebnisse in der Literatur gefunden 

werden können, wurde während der vorliegenden Arbeit eine Vielzahl von Versuchen 

durchgeführt. Es wurden Laminate mit Kreuzverbundaufbau getestet, aber auch Lami-

nate mit [90/+θ/90/-θ] Aufbau und [±θ] Winkellaminate. Damit können einige Effekte 

systematisch untersucht werden, die bisher in Veröffentlichungen noch keine Rolle 

spielten, aber entscheidend für eine Modellentwicklung sind. Der Testumfang ermög-

licht die Bewertung des Einflusses verschiedener Sub-Laminat-Orientierungen auf das 

Zwischenfaserbruchverhalten in 90° und anders orientierten Lagen. Auch kann die 

Rissentstehung und die Rissauswirkung in Laminaten untersucht werden, bei denen 

keine Fasern in Lastrichtung orientiert sind. Diese Laminate weisen ein nichtlineares 

Spannungs-Dehnungs-Verhalten auf, erreichen oftmals hohe Versagensdehnungen und 

in den Einzellagen herrscht ein kombinierter Transversal- und Schubspannungszustand. 

Dadurch liefern die Versuchsergebnisse auch eine Aussage über das Interaktionsverhal-

ten der Schädigung mit anderen Materialvorgängen, welche ebenfalls ein nichtlineares 

Verhalten bewirken. Alle Versuchsproben wurden aus dem gleichen Material gefertigt, 

um eine detaillierte und verlässliche Validierung des entwickelten nichtlinearen Konsti-

tutivmodells zu gewährleisten. Um Fertigungsrandbedingungen konstant zu halten, und 

eine starke Streuung der Materialparameter zu verhindern, wurden die Proben akkurat 

und systematisch auf die gleiche Art gefertigt. Der Ursprung der Versuchsproben war 

eine Rolle des unidirektionalen Carbon/Epoxid Preprepmaterials Hexcel IM7-8552 mit 

einer Breite von 1200 mm und einer Dicke von 0.125 mm. Das Material ist ein IM (In-

termediate Modulus) kohlenstofffaserverstärktes Epoxid, welches häufig für Anwen-

dungen in der Luftfahrt-Primärstruktur eingesetzt wird. Mit einem CNC-Schneider wur-

den einzelne Lagen des Prepreg-Materials entsprechend ihrer gewünschten späteren Ori-

entierung in der Platte automatisiert ausgeschnitten. Auf einem vakuum-unterstützten 
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Ablagetisch wurden die einzelnen Lagen aufeinander abgelegt, um Falten und Delami-

nationen in den späteren Proben zu vermeiden. Beide Prozessschritte sind in Abb. 2-3 

dargestellt. 

 

Abb. 2-3: CNC-Schneiden der Prepreg-Lagen und Lagenablage vor der Konsolidierung. 

Platten mit den Abmessungen 560x350 mm bzw. 280x350 mm wurden von jedem La-

genaufbau gefertigt. Die unidirektionalen Faserverbundplatten wurden in einer Thermo-

Presse konsolidiert, wobei Abstandshalter aus Stahl verwendet wurden, um eine kon-

stante Dicke von 2.0 mm zu gewährleisten. Die Fertigungsmethode in der Thermo-

Presse zeigt Abb. 2-4. Die Probenplatten wurden entsprechend dem vom Hersteller vor-

geschriebenen Aushärtezyklus hergestellt. Zunächst wurde mit einer Aufheizrate von 

3°C/min auf 110°C aufgeheizt. Danach folgte eine 60 minütige Haltephase zur Harzver-

teilung, bevor auf 180° aufgeheizt wurde. Während der folgenden 120 min wurde die 

Temperatur konstant gehalten, damit das Harz vollständig aushärtet. Nach dem Aushär-

ten, wurden die Platten mit einer Abkühlrate von 5°C/min wieder auf Raumtemperatur 

gebracht. 

Die Auswahl der Laminataufbauten für die untersuchten Kreuzverbunde erfolgte unter 

dem Gesichtspunkt, dass die Dicke des Laminats und die Anzahl der einzelnen La-

genorientierungen gleich ist, um einen Lagendickeneinfluss bewerten zu können. Daher 

wurden die Lagenschichtungen [(0/90)4]s und [(02/902)2]s gewählt. Werden jeweils 2 La-

gen der 0° und 90° Faserrichtung übereinander gelegt, ist dies gleichbedeutend mit einer 

größeren Einzellagendicke. Eine einfache Lagendicke entspricht für das verwendete 

Material 0.125 mm und eine zweifache Lagendicke 0.25 mm. Neben den Kreuzverbun-

den wurden [(90/+30/90/-30)2]s, [(90/+45/90/-45)2]s und [(90/+60/90/-60)2]s Laminate 

getestet, um den Steifigkeitseffekt der Nachbarlagen auf die Rissentwicklung zu be-

obachten und eine mögliche Rissinteraktion in angrenzenden Lagen zu untersuchen. 

Darüber hinaus wurden Versuche mit verschiedenen Winkellaminaten durchgeführt, um 

eine mögliche Rissentwicklung in diesen Laminaten zu bestimmen. Wenn Risse entste-

hen, soll deren Auswirkung auf die Steifigkeit unter einem kombinierten Belastungszu-

stand bewertet werden. Dafür wurden Platten mit den Lagenaufbauten [(30/-30)4]s, 
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[(40/-40)4]s, [(45/-45)4]s und [(50/-50)4]s gefertigt. Um den Einfluss der Einzellagendi-

cke abzuschätzen, wurden auch hier Lagen-Cluster geschichtet. Mit mehrfacher Lagen-

dicke wurden die doppelt geclusterten Laminate [(302/-302)2]s, [(402/-402)2]s, [(452/-

452)2]s und [(502/-502)2]s und das dreifach geclusterte Laminat [(30/-303/+303/-30)]s her-

gestellt. Des Weiteren wurden unidirektionale [016] Laminate und quasi-isotrope 

[(90/0//+45/-45)2]s gefertigt. 

 

Abb. 2-4: Thermo-Presse zur Herstellung der Laminatplatten. 

Wisnom [31] zeigt in einer Studie, dass durch Spannungen am freien Rand der Proben 

(Freier-Rand-Effekt) die Gefahr von Delaminationen erhöht ist, und dadurch die mögli-

che Axialverformung der Probe reduziert wird. Daher wurde die Probenbreite so ge-

wählt, dass eine Abhängigkeit des Konstitutiverhaltens von auftretenden Randdelami-

nationen minimiert wird. Eine breite Probengeometrie insbesondere für die Winkella-

minate stellt sicher, dass die Breite nicht den Versagensmodus beeinflusst. Daraus folgt, 

dass die Auswirkung von Zwischenfaserbrüchen ausgewertet werden kann und ein ver-

lässlicher Vergleich für veränderte Lagenschichtung und Lagendicke möglich ist. Aus 

den ±30°, ±40°, ±45° und ±50° Platten wurden Proben mit einer Länge von 350 mm und 

einer Breite von 50 mm gesägt. Die anderen Versuchsproben wurden mit den Abmes-

sungen 250x25 mm gefertigt. Aufleimer aus glasfaserverstärktem Epoxid mit den Ab-

messungen 50x50 mm (bzw. 50x25 mm) und einer Dicke von 1.0 mm wurden für die 

Lasteinleitung an den Probenenden aufgebracht. Verschiedene Methoden zur Schädi-

gungsevaluierung werden in der vorliegenden Arbeit angewendet, wodurch sich auch 

die Verwendung der einzelnen Proben aufteilt. Einige Proben wurden für die Bestim-

mung der Rissdichte eingesetzt und daher jeweils auf unterschiedliche Lastniveaus kon-

tinuierlich belastet. Andere wurden zyklisch getestet, und damit infolge der stufenwei-
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sen Belastungshistorie für eine zerstörungsfreie Schädigungsbewertung genutzt. Die üb-

rigen Proben wurden kontinuierlich bis zum Endversagen belastet. Sie liefern damit das 

Spannungs-Dehnungs-Verhalten der Laminate. 

2.3 Experimentelles Vorgehen 

Die Versuche wurden an einer elektromechanischen Prüfmaschine HEGEWALD & PE-

SCHKE INSPEKT mit einer Kraftmesszelle von 250 kN zur Aufzeichnung des Kraft-

signals durchgeführt. Die Proben wurden bei einer Dehnrate der Traverse von 0.01 %⁄s 

belastet. Die Traverse wurde dabei verformungsgesteuert verfahren. Das Test-Setup und 

das Probendesign mit den Aufleimern ist in Abb. 2-5 gezeigt.  

 

Abb. 2-5: Probendesign und Testaufbau mit Dehnungsmesssystem. 

Die Dehnungsmessung erfolgte mit einem DBK-System (Digitale Bildkorrelation), 

wodurch die Oberflächendehnungen auf der Probe berührungslos gemessen werden 

konnte. Dies ermöglicht die Bestimmung der globalen longitudinalen Dehnung 𝜀𝑥 und 

der globalen transversalen Dehnung 𝜀𝑦 für die Berechnung der aktuellen Faserorientie-

rung. Die Ergebnisse zweier DBK Messungen bei bestimmten Belastungsniveaus zeigt 

Abb. 2-6. Beide Laminataufbauten weisen eine Mittelebenen-Symmetrie auf und sind 

ausgeglichen. Dadurch ergibt sich in den Proben ein homogener Dehnungszustand, so-

lange keine Schädigung auftritt. Die Dehnung auf Basis der DBK Messungen wurde 

gemittelt über den Bereich eines virtuellen Dehnmessstreifens mit der Oberfläche von 

30×20 mm² (Probenbreite von 50 mm) beziehungsweise 25x17.5 mm² (Probenbreite von 

25 mm). Dabei wurde ein möglichst großer Auswertebereich gewählt, um eine reprä-

sentative homogenisierte Dehnung zu erhalten. Die Messung des DBK Systems zeigt 

die Unterschiede in dem Dehnungsfeld in Abhängigkeit vom Schädigungszustand. In 
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dem [(90/+45/90/-45)2]s Laminat verursachen die Zwischenfaserbrüche in der Decklage 

lokal eine erhöhte Dehnung, da die Rissfronten nicht verbunden sind. Im Gegensatz dazu 

sind im Dehnungsfeld des [(+40/-40)4]s Laminats keine Risse zu erkennen. 

 

Abb. 2-6: DBK Ergebnisse der Axialdehnung für verschiedene Laminataufbauten. 

2.4 Bewertung der Rissentwicklung 

Die Initiierung und Ausbreitung von Zwischenfaserbrüchen in den Laminaten wurde 

durch die Beobachtung der Rissdichte in verschiedenen Proben untersucht. Dabei wur-

den die Risse anhand von Schliffbildern am Mikroskop gezählt und, um eine Relation 

zur Axialdehnung zu schaffen, wurde die Maximaldehnung während der kontinuierlich 

belasteten Proben mittels DBK ausgewertet. Die Auswertung der Rissdichte erfolgt für 

alle Laminate als Funktion der Dehnung. Die optische Auswertung der Proben ergab, 

dass nahezu alle Risse, die am Mikroskop ausgewertet wurden, durch die gesamte Dicke 

einer Einzellage verlaufen. Das deutet darauf hin, dass sich ein kritischer Anriss bei allen 

untersuchten Lagendicken fast augenblicklich durch die Dicke ausbreitet. Zusätzlich 

wurde in den Versuchen deutlich, dass nahezu alle Risse senkrecht durch die Lagen ver-

laufen, also orthogonal zur Lastrichtung. Wenn sich ein Riss durch die Lagendicke aus-

gebreitet hat, stoppt die Ausbreitung an der Grenze zur Nachbarlage. Um den Riss zu 

überbrücken wird die Last durch die Decklagen übertragen. Durch diese Lastumlage-

rung, kann die äußere Belastung weiter ansteigen, ohne dass das Laminat versagt. Da 

nicht alle Risse bei der gleichen Last auftreten, sondern eine gewisse stochastische Ver-

teilung der kritischen Schwachstellen vorliegt, kommt es in der Folge zu einer Anhäu-

fung von Zwischenfaserbrüchen. Um die Rissentwicklung zu verfolgen, wurden kleine 

Proben von etwa 20 mm Länge aus den Versuchslaminaten herausgesägt und für die 
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Untersuchung im Mikroskop in Harz eingebettet. Einen Ausschnitt einer Mikroskopauf-

nahme eines ±45° Laminats mit Zwischenfaserbrüchen zeigt Abb. 2-7. Die Methode der 

optischen Risszählung am Mikroskop bedingt die Zerstörung der Versuchsprobe, die 

dann nicht für einen weiteren Belastungszyklus verwendet werden kann. Dennoch liefert 

diese Methode eine akkuratere Auswertungsmöglichkeit, als die in-situ Betrachtung des 

Probenrandes, besonders auch auf Grund der höheren Auflösung der Bilder. Besonders 

bei Winkellaminaten entstehen darüber hinaus auch Risse an den Probenrändern, die 

sich nicht über die gesamte Probenbreite ausbreiten. Für diese Proben war es zweckmä-

ßig Mikroskopaufnahmen von der Probenmitte und nahe dem Probenrand zu erstellen, 

um damit eine gemittelte Rissdichte bestimmen zu können. Um die Rissdichte für ver-

schiedene Belastungsniveaus zu erhalten, wurden mehrere Proben des gleichen Lami-

nats verwendet, die jeweils nur einmal auf die gewünschte Last verformt wurden. Um 

die Belastungsniveaus zu definieren, wurde zuvor ein kontinuierlicher Versuch bis zum 

Versagen der Probe durchgeführt, und entsprechend sinnvolle Lasten für die Untersu-

chung der Rissdichtenentwicklung festgelegt. 

 

Abb. 2-7: Schliffbild eines [(45/-45)4]s Laminats mit Zwischenfaserbrüchen. 

Die Risse wurden in allen eingebetteten Lagen gezählt und dann über die Lagenanzahl 

gemittelt. Damit wird gewährleistet, dass die stochastische Verteilung der Risse sich 

nicht so stark auf die Rissdichtenergebnisse auswirkt. Die experimentellen Ergebnisse 

der Rissdichtenmessungen sind in Abb. 2-8 dargestellt. Im oberen Bild ist die Rissent-

wicklung in 90° Lagen verschiedener Laminate gezeigt. Die grauen Kreise markieren 

die Ergebnisse eines Kreuzverbundes mit einfach alternierender Lagendicke. Die blauen 
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Markierungen beschreiben die Rissdichtenentwicklung in geclusterten Lagen der Kreuz-

verbunde mit zweifacher Einzellagendicke. Die Ergebnisse deuten einen Unterschied in 

der Rissentstehung und der Rissentwicklung zwischen beiden Laminatschichtungen an. 

Bei Verwendung von Einzellagen mit doppelter Dicke treten erste Risse bei einer etwa 

35% niedrigeren Axialdehnung auf. Gleichzeitig nimmt die Rissdichte allerdings bei 

den dünneren Lagen schneller zu. Für beide Kreuzverbunde wurde ein nahezu linearer 

Rissdichtenverlauf ermittelt. Eine Sättigung der Rissdichte, wie sie in einzelnen Veröf-

fentlichungen insbesondere für glasfaserverstärkte Verbunde beschrieben wurde, konnte 

nicht ermittelt werden. Weiterhin bringen die Versuchsergebnisse die Erkenntnis, dass 

der Faserorientierungswinkel der Nachbarlagen nur einen geringen Einfluss auf die 

Rissentstehung und Rissentwicklung in den 90° Lagen hat, solange die Winkeldifferenz 

groß genug ist. Der Rissdichtenverlauf ist nahezu identisch, egal ob die Nachbarlagen 

eine Faserorientierung von 0°, 30° oder 45° aufweisen.  

 

Abb. 2-8: Experimentelle Ergebnisse der Rissdichtenentwicklung in verschiedenen Laminaten. 
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Im Gegensatz zu den 0° und den 30° Lagen entstehen Risse auch in den 45° Lagen der 

45/90 Laminate. In den 60/90 Laminaten ist die Winkeldifferenz zwischen den beiden 

Lagenorientierungen sehr klein. Dadurch konnte in diesen Proben ein anderes Rissver-

halten beobachtet werden. Die ausgewertete Rissdichte in den 90° und den 60° Lagen 

entwickelt sich gleich, allerdings ergibt sich in den 90° Lagen ein signifikant anderer 

Verlauf, als in den anderen Laminaten mit 90° Rissentwicklung. Zusätzlich scheint eine 

Sättigung der Zwischenfaserbrüche aufzutreten. 

Die Rissentwicklung unter einem kombinierten Spannungszustand aus transversaler 

Normal- und longitudinaler Schubbelastung konnte anhand der ±45° und der ±50° La-

minate untersucht werden. In den 50° Lagen wurde ein linearer Verlauf der Rissdichte 

beobachtet, während der Anstieg der Rissdichte in den 45° Lagen mit zunehmender 

Dehnung abnimmt. Eine wichtige Erkenntnis ist, dass die Rissinitiierung und die Riss-

entwicklung in den ±45° Proben unabhängig von der Lagendicke ist. Dies steht im Ge-

gensatz zu den Beobachtungen an den Proben mit Zwischenfaserbrüchen in 90° Lagen. 

2.5 Auswertung der Laminatsteifigkeit 

Das Verhalten von unidirektionalen Faserverbundlaminaten, die in Faserrichtung belas-

tet werden, wird bestimmt durch die Sprödigkeit und die hohe Steifigkeit der Fasern. 

Das Spannungs-Dehnungs-Verhalten ist geringfügig nichtlinear in Abhängigkeit von 

dem Versteifungsverhalten der Fasern. Das gleiche Verhalten weisen Laminate auf, in 

denen die Fasern einzelner Lagen in Lastrichtung orientiert sind. Besonders bei carbon-

faserverstärkten Kunststoffen (CFK), bei denen die longitudinale Fasersteifigkeit einem 

Vielfachen der Matrixsteifigkeit entspricht, wird das Verhalten des Kunststoffes nicht 

in der Axialsteifigkeit des Laminats deutlich. Unidirektionale Laminate, die unter trans-

versalem Zug oder Schub belastet werden, weisen hingegen ein deutliches nichtlineares 

Verhalten auf. Dieses nichtlineare Verhalten wird insbesondere verursacht durch eine 

plastische Verformung des Matrixmaterials. Es wird auch in multidirektionalen Lami-

naten deutlich, bei denen keine Fasern in Lastrichtung orientiert sind. Diese Laminate 

eignen sich aus diesem Grund sehr gut für eine Bewertung von Materialvorgängen, da 

diese aus der in-situ Betrachtung der Spannungs-Dehnungs-Antwort deutlich werden. 

Das Interaktionsverhalten von nichtlinearen Materialmechanismen kann durch unter-

schiedliche Laminataufbauten untersucht werden. Zum Beispiel Winkellaminate mit va-

riierter Lagenorientierung, wodurch sich einzelne Mechanismen entsprechend anders 

auswirken. 

Die Untersuchung des Laminatverhaltens kann entweder durch kontinuierlich bis zum 

Versagen belastete Proben oder durch stufenweise Belastung mit Belastungs- und Ent-

lastungszyklen erfolgen. Ein kontinuierlicher Versuchsablauf ist einfacher durchzufüh-

ren und ermöglicht bei geschickter Laminat- oder Auswertewahl eine in-situ Bewertung, 

die wichtig ist, um eine Wechselwirkung zwischen Schädigung und anderen nichtlinea-
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ren Prozessen zu erkennen. Der zyklische Versuchsablauf wiederum bietet die Möglich-

keit der separierten Betrachtung von Schädigung und anderen nichtlinearen Mechanis-

men. Im Rahmen dieser Arbeit wurden beide Versuchsabläufe genutzt, um eine umfang-

reiche Basis für die Modellentwicklung zu schaffen. 

2.5.1 Laminatverhalten bei kontinuierlicher Belastung 

Wenn ein Laminat kontinuierlich bis zum Endversagen belastet wird, ist der Lami-

nataufbau entscheidend dafür, ob eine Evaluierung der Schädigungsentwicklung mög-

lich ist. Insbesondere bei Kohlefaserverbundwerkstoffen ist bei Verwendung von Fasern 

in Belastungsrichtung eine sehr lineare Spannungs-Dehnungs-Antwort zu erwarten. Bei-

spielhaft hierfür sind besonders Kreuzverbundlaminate, ausschließlich aus 0° und 90° 

Lagen aufgebaut, und quasi-isotrope Laminataufbauten, mit zusätzlichen Lagen in +45° 

und -45° Richtung. In diesen Laminaten dominiert die Fasersteifigkeit in den 0° Lagen, 

welche wesentlich höher ist, als die Steifigkeit in transversale Richtung. Dies verhindert 

die Auswertung einer Steifigkeitsveränderung in den anderen Lagen. Unter Probenbe-

lastung in Richtung der 0° Lage können Zwischenfaserbrüche in den 90° oder ±45° auf-

treten, bevor die 0° Lagen ihre Festigkeit erreichen, und damit das finale Versagen der 

Proben einleiten. Da sich diese Zwischenfaserbruchschädigung dementsprechend nur 

auf die Steifigkeit der 90° oder der Winkellagen auswirkt, kann eine Reduktion der La-

minatsteifigkeit kaum erkannt und eine Schädigung schwer quantifiziert werden. Ab-

hilfe kann hier die Auswertung der Sekanten- oder Tangentensteifigkeit während der 

kontinuierlichen Belastung schaffen. Dies erfordert jedoch ein hohes Maß an Genauig-

keit insbesondere bei der Dehnungsmessung. Zusätzlich hat jegliche Nichtlinearität in 

der Spannungs-Dehnungs-Antwort der Probe einen Einfluss auf das Ergebnis in Abhän-

gigkeit des gewählten Auswerte-Dehnungsintervalls. Liegen keine Fasern in Lastrich-

tung, ist das Verhalten stärker getrieben durch die Matrixeigenschaften und eine signi-

fikanter ausgeprägte Nichtlinearität lässt einfacher eine Schädigungsauswertung zu. Die 

Bestimmung des Laminatverhaltens aus kontinuierlicher Belastung hat den Vorteil einer 

in-situ Bewertungsmöglichkeit der Schädigung während der Belastung, da sie die Inter-

aktion der Schädigung mit anderen konstitutiven Effekten enthält, und deren Bewertung 

zulässt. Von allen untersuchten Laminaten, wurde ein Teil bis zum Endversagen konti-

nuierlich belastet. Zum einen um die Belastungsniveaus für zyklische Versuche zu defi-

nieren, zum anderen um eine Basis für die Validierung des entwickelten Materialmo-

dells zu schaffen. Zusätzlich werden einige kontinuierlich bis zum Versagen belastete 

Proben dazu verwendet, um Materialkennwerte für IM7-8552 abzuleiten. 

2.5.2 Laminatverhalten bei zyklischer Belastung 

Um den Schädigungszustand in Faserverbundlaminaten zu bewerten, können die Proben 

am Mikroskop auf Zwischenfaserbrüche untersucht werden. Für diese Methode ist eine 

Zerstörung der Versuchsprobe notwendig und man ist auf makroskopisch sichtbare 

Schädigungsausprägungen begrenzt. Da eine Schädigung eine irreversible Reduktion 
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der Steifigkeit im Material bewirkt, bietet sich eine Bewertung der Schädigung auf Basis 

dieser Steifigkeitsabnahme an. Das hat den Vorteil, dass man damit direkt die Schädi-

gungsauswirkung betrachtet und die Methode zerstörungsfrei ist. Allerdings misst man 

auch nur den Effekt in Form der effektiven Steifigkeit, muss aber über die Quelle der 

Steifigkeitsreduktion mutmaßen. Ebenso kann man nicht trennen, ob es sich um einen 

Zwischenfaserbruch, eine diffuse mikroskopische Schädigung oder eine Delamination 

handelt, welche die reduzierte Steifigkeit verursacht. Wenn man die Steifigkeitsreduk-

tion auf Zwischenfaserbrüche reduziert, hat man zwei Möglichkeiten, die Auswirkung 

der Risse zu bewerten. Entweder wird die relative Verschiebung der Rissfronten ver-

messen, oder die zugehörige Steifigkeitsabnahme wird ausgewertet. In dieser Arbeit 

wird ein Ansatz basierend auf einer zyklischen Probenbelastung der [±θ] Winkellami-

nate vorgestellt. Das reduziert die Anzahl der notwendigen Tests, insbesondere da das 

Ziel die effektiven über das geschädigte Material verschmierten Steifigkeitskomponen-

ten sind. Wie aus der Literaturübersicht hervorgeht, wird meist nur die Axialsteifigkeit 

der Probe bewertet. Dies ist ausreichend für Kreuzverbunde, da Risse nur in 90° Lagen 

auftreten und damit nur die Abnahme der transversalen Steifigkeit in diesen Lagen für 

eine Reduktion der globalen Laminatsteifigkeit verantwortlich ist. Die Bestimmung der 

lokalen Steifigkeitskomponenten in den Einzellagen ermöglicht die Untersuchung der 

Anteile der einzelnen Steifigkeitskomponenten an der Reduktion der Laminatsteifigkeit. 

Die vorgestellte Auswertungsmethode der Schädigungsauswirkung ist zweckmäßig für 

multidirektionale Laminate, da in den Lagen ein kombinierter Belastungszustand 

herrscht. 

Ziel der Versuche ist der Vergleich der Steifigkeiten in den einzelnen Belastungszyklen, 

wobei jeweils das gleiche konstitutive Verhalten im Material vorausgesetzt wird. Damit 

ist eine Evaluierung der Steifigkeitsreduktion in folgenden Zyklen möglich. Tritt eine 

Schädigung beispielsweise in Form eines Zwischenfaserbruchs auf, muss das Verhalten 

des Materials um den Riss dem initialen Verhalten entsprechen, damit die Steifigkeits-

veränderung einzig und allein dem Riss zugeordnet werden kann. Bei der Versuchs-

durchführung und deren Auswertung muss man besonders zeitabhängige Materialein-

flüsse beachten. Viskoplastische Verformungen spielen bei den in der Literatur über-

wiegend betrachteten Kreuzverbundlaminaten kaum eine Rolle, da hier nur geringe plas-

tische Verformungen bis zum Bruch auftreten. Eine Anpassung des gängigen Verfahrens 

der zyklischen Versuchsdurchführung ist für die Charakterisierung von matrixdominier-

ten Laminataufbauten und Belastungszuständen notwendig. Daher wurde im Rahmen 

der Arbeit ein Ansatz entwickelt, der eine Erweiterung für diese Fälle zulässt. Die ma-

terialinhärente Zeitabhängigkeit der mechanischen Eigenschaften von Polymerwerk-

stoffen hat eine signifikante Auswirkung auf den Anstieg des Spannungs-Dehnungs-

Verlaufs eines Belastungszyklus während eines stufenweisen Versuchsablaufs. Dies 

liegt begründet in viskosen mikromechanischen Prozessen in den Polymerketten. Die 

Dehnungsretardation nach vollständiger Entlastung eines ±45° Laminats mit einfacher 

Lagendicke, welches in dem vorangegangenen Belastungsschritt auf eine Axialdehnung 

von 8.09 % verformt wurde, zeigt Abb. 2-9. Nachdem der Entlastungszustand (𝐹𝑥 =  ) 
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erreicht wurde, nimmt die Axialdehnung in der Probe mit zunehmender Zeit ab. Das 

Tempo der Dehnungsretardation nimmt mit der Zeit ab und der beobachtete Verlauf 

deutet an, dass eine gewisse Restverformung zurückbleibt, nachdem sich ein internes 

mechanisches Gleichgewicht eingestellt hat. Die Zeitabhängigkeit muss genau beachtet 

werden, um eine sinnvolle zeitliche Folge von Belastungs- und Entlastungszyklen zu 

definieren. Eine gewisse Zeit der Relaxation ist notwendig, damit eine Neubelastung 

unter denselben mechanischen Voraussetzungen stattfindet, wie der initiale Belastungs-

zyklus. Um den Anforderungen durch das Langzeit-Retardationsverhalten des Materials 

zu genügen, wurde der Versuchsablauf für etwa 500 Stunden unterbrochen, bevor eine 

Neubelastung der Proben erfolgte. Die Dehnungsretardation nimmt in dieser Zeit signi-

fikant ab, da keine Last auf die Probe wirkt. Um die Retardation aufzuzeichnen wurden 

zwei verschiedene Ansätze verfolgt. Die ersten 10 Minuten nach der vollständigen Ent-

lastung verblieben die Proben in dem Testaufbau und die Dehnung wurde mit Hilfe des 

DBK Systems aufgezeichnet. Danach wurden die Proben aus dem Versuchsaufbau ent-

fernt und die Probenlänge wurde in vordefinierten Zeitintervallen vermessen. Aus der 

Längenänderung wurde dann die Axialdehnung berechnet. Übereinstimmend für alle 

untersuchten Proben wurde nach 500 Stunden nur noch eine geringe Veränderung der 

Dehnung festgestellt und der Testablauf wurde fortgesetzt. Eine zeitabhängige Beein-

flussung durch den vorangegangen Belastungs- und Entlastungszyklus auf das Span-

nungs-Dehnungs-Verhalten im weiteren Testablauf konnte somit verhindert werden. 

 

Abb. 2-9: Dehnungsretardation in einem ±45° Laminat nach Entlastung. 

 

Verschiedene Methoden zur Bewertung einer Veränderung der Steifigkeit aus einem 

zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verlauf werden in Pettersson u. a. [32] verglichen. 
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Ausgewertet werden können der Tangentenmodul, welcher sich aus dem initialem An-

stieg der Belastungskurven ergibt, oder der Sekantenmodul, der dem Anstieg zwischen 

den Umkehrpunkten der zyklischen Kurven entspricht. In Abb. 2-10 wird der Span-

nungs-Dehnungs-Verlauf von zwei verschiedenen ±45° Proben mit einfacher Lagendi-

cke gezeigt. Wie die Betrachtung der Kurven zeigt, resultiert die Auswertung des Se-

kantenmoduls in einer wesentlich höheren Steifigkeitsreduktion. Gleichzeitig ergibt sich 

ein Unterschied abhängig davon, ob die Steifigkeit mit Beachtung der Retardation 𝐸̂𝑥𝑑
𝑠𝑒𝑘 

oder ohne 𝐸𝑥𝑑
𝑠𝑒𝑘 bestimmt wird. Da beide Versuchsproben auf nahezu die gleiche maxi-

male Spannung und Dehnung belastet wurden, würde die Auswertung auf eine zusätzli-

che Schädigungsakkumulation während der Retardationszeit hindeuten. Dies wider-

spricht allerdings dem physikalischen Verhalten während der Retardationsphase, in der 

eine vollständige Entlastung vorliegt. Von Chung u. a. [33] wurde gezeigt, dass Ver-

bundwerkstoffe mit Polymermatrix im Entlastungszyklus zusätzliche plastische Deh-

nungen aufbauen. Um den Sekantenmodul korrekt für die Bewertung eines Schädi-

gungszustandes zu verwenden, muss daher die Belastung und Entlastung unter annä-

hernd statischen Bedingungen stattfinden. Die Kurven deuten darauf hin, dass trotz der 

geringen Dehnrate von 0.01 %⁄s, dieser Zustand noch nicht erreicht ist. Eine Auswertung 

des Tangentenmoduls ist ebenfalls nicht geeignet, da ohne Retardation kein bestimmba-

rer linearer Anstieg zu Beginn des Wiederbelastungszyklus besteht. In der vorgestellten 

Arbeit wird daher der Tangentenmodul aus dem Versuchsablauf mit Dehnungsretarda-

tion 𝐸̂𝑥𝑑
𝑡𝑎𝑛 verwendet, um den Schädigungszustand zu bewerten. Im Folgenden wird der 

bestimmte Laminatmodul mit 𝐸𝑥 bezeichnet. 

 

Abb. 2-10: Vergleich verschiedener Auswertemethoden zur Ermittlung der Laminatsteifigkeit. 

Folgende Annahmen wurden basierend auf experimentellen Beobachtungen getroffen, 

um den Schädigungszustand aus den gemessenen Tangentensteifigkeiten zu bestimmen: 
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a) Die Laminate weisen ein initiales linear elastisches Verhalten zu Beginn jedes 

Belastungszyklus auf. 

b) Es bilden sich keine Delaminationen zwischen den geschichteten Lagen. 

c) Transversaler Druck bewirkt keine Rissentstehung und kein Schädigungswachs-

tum. 

d) Eine homogene Rissentwicklung findet in allen Lagen statt. Das Laminat bleibt 

ausgeglichen und orthotrop über die gesamte Belastungshistorie hinweg. 

e) Die Auswirkung eines Risses bleibt konstant, unabhängig von dem herrschenden 

Spannungszustand zum Zeitpunkt seiner Entstehung. 

Ein linear elastischer Spannungs-Dehnungs-Verlauf ist auf einen kleinen Bereich zu Be-

ginn der Belastungszyklen begrenzt und verändert sich mit zunehmender Zyklenanzahl 

bei höherer Belastung. Daher wird die Tangentensteifigkeit in einem kleinen Dehnungs-

intervall unmittelbar nach der Lastaufbringung bestimmt. Für die Laminate mit ±40° 

und ±45° Aufbau werden die Zyklen im Bereich von 0 bis 0.1% Axialdehnung ausge-

wertet. Bei den ±30° und ±50° Proben wird das Dehnungsintervall auf 0 bis 0.2% Deh-

nung erweitert. Die Wahl der Dehnungsintervalle berücksichtigt Unterschiede in dem 

linear elastischen Bereich bei großen Probenverformungen. In dem ausgewerteten Inter-

vall wurde eine hohe Bildfrequenz für eine optimale Aufzeichnung der Dehnung durch 

das DBK System genutzt. Dadurch wird eine mögliche Streuung in der Dehnungsfeld-

messung ausgeglichen. Das Auswerteverfahren der effektiven Laminatsteifigkeiten 𝐸̂𝑥 

ist exemplarisch für ±45° Laminate in Abb. 2-11 dargestellt. Für die Auswertung des 

Konstitutivverhaltens wurden je Probe maximal drei Belastungszyklen mit jeweils ge-

steigerter Last genutzt. 

Bei großen Verformungen hat die Faserrotation einen substantiellen Einfluss auf das 

nichtlineare Materialverhalten von Faserverbunden. Eine Schubverformung 𝜀12 bewirkt 

eine zusätzliche Rotation der Fasern. Auf Grund der ausgeprägten Anisotropie von Fa-

serverbunden hat diese Faser-Neuorientierung einen großen Einfluss auf das Konstitu-

tivverhalten des Laminats. Da die Axialdehnungen in einigen untersuchten Proben sehr 

groß werden, kann eine Vernachlässigung der Faserrotation den vorhergesagten Schädi-

gungszustand verändern. Die zusätzliche Versteifung des Laminats könnte zu einer 

Fehlinterpretation der Steifigkeitsdegradation führen. Der tatsächliche Faserwinkel 𝜃′ 

berechnet sich entsprechend der globalen Axialdehnungen 𝜀𝑥 und 𝜀𝑦 und der initialen 

Faserorientierung 𝜃0 zu 

 
𝜃 = tan−1 [

(1 + 𝜀𝑦)

(1 + 𝜀𝑥)
tan 𝜃0]. (2-1) 
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Abb. 2-11: Ermittlung der Steifigkeitsreduktion an ±45° Laminaten aus IM7-8552. 

Durch die großen Verformungen in Längsrichtung unterliegen die Proben einer signifi-

kanten Reduktion der Querschnittsfläche. Um diesen Effekt zu beachten, werden die 

tatsächlichen Probenabmessungen vor jedem Belastungszyklus bestimmt. Aus der auf-

gezeichneten Axialkraft werden damit die tatsächlichen Spannungen in der Probe be-

stimmt. Die Betrachtung der Faserrotation, der Veränderung der Querschnittsfläche und 

der zeitabhängigen Dehnungsretardation ist wichtig für die Bestimmung des Schädi-

gungszustandes in Faserverbundlaminaten. Die hier vorgestellte Methodik ist auf Grund 

der Beachtung dieser Effekte in der Lage, den Schädigungszustand auch unter großen 

Verformungszuständen zu bewerten. 

2.6 Bestimmung der Reduktion der lokalen 

Einzellagensteifigkeiten 

Die meisten Studien zur Bestimmung der Steifigkeitsreduktion infolge von Zwischen-

faserbrüchen fokussieren sich ausschließlich auf das globale Laminatverhalten. In der 

vorliegenden Arbeit wird ein kombinierter Versuchs- und Berechnungsansatz vorge-

schlagen, der es darüber hinaus zulässt, die Reduktion einzelner Lagensteifigkeitskom-

ponenten für verschiedene Lagenaufbauten und beliebige ebene Belastungskombinatio-

nen zu bewerten. Die direkte Bestimmung von zwei verschiedenen effektiven Lagenstei-

figkeitskomponenten (𝐸̂2 und 𝐺̂12) auf Basis von zwei aufgezeichneten Spannungs-Deh-

nungs-Verläufen des Laminats (𝜎𝑥 − 𝜀𝑥) und (𝜎𝑥 − 𝜀𝑦) wäre eine Möglichkeit. Aller-

dings haben die experimentellen Ergebnisse gezeigt, dass diese Auswertemethode sehr 

sensitiv ist und akkurate Ergebnisse wurden nicht erreicht. Die Anteile der Transversal- 

und der Schubkomponente in einzelnen Lagen an der Reduktion der Laminatsteifigkeit 
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ist sehr verschieden und für die untersuchten Laminate hat insbesondere die Transver-

salsteifigkeit nur einen geringeren Einfluss. Durch die Sensitivität in der Messauswer-

tung war eine direkte verlässliche Bewertung nicht möglich. Die hier vorgestellte Me-

thode basiert daher auf einer numerischen Analyse, welche eine Bestimmung der La-

gensteifigkeiten aus der Laminatsteifigkeit ermöglicht. Für die folgende Entwicklung 

eines Konstitutivmodells ist es notwendig, die Auswirkung von Zwischenfaserbrüchen 

auf Einzellageneigenschaften zu verstehen und bewerten zu können. 

2.6.1 Konstitutivverhalten einer geschädigten Lage 

Eine direkte Kopplung des Konstitutivverhaltens von Laminat und Einzellagen während 

der Schädigungsevolution ist stark eingeschränkt. Entweder wird die Reduktion der La-

minatsteifigkeit ausschließlich von einem einzelnen Lagenkennwert bestimmt oder die 

Entwicklung der Beziehung zwischen den effektiven Lageneigenschaften ist bekannt. 

Die Verwendung von 0/90 Kreuzverbundlaminaten erfüllt die erste Bedingung, aller-

dings ist die Betrachtung auf diesen spezifischen Lagenaufbau und kleine Probenverfor-

mungen limitiert. Für Laminate mit kombiniertem Spannungszustand in den Lagen, wie 

sie in der vorliegenden Arbeit untersucht werden, gilt diese Annahme nicht mehr. Das 

Verhältnis der Steifigkeitskomponenten während einer Schädigungsprogression ist er-

forderlich, um die Anteile der Degradation der elastischen Materialkonstanten 𝐸̂1, 𝜈̂12, 

𝐸̂2, 𝜈̂21, 𝐺̂12 zu bestimmen. Es wird angenommen, dass das Schädigungswachstum in 

den Laminaten für Lagen mit gleicher Dicke homogen ist. Dies erlaubt die Annahme 

einer einheitlichen Entwicklung der effektiven Lageneigenschaften. Trotz des Schädi-

gungswachstums wird vorausgesetzt, dass die Laminate bis zum Versagen symmetrisch, 

orthotrop und ausgeglichen bleiben. Dass die Schädigung ausschließlich aus Zwischen-

faserbrüchen resultiert und Delaminationen nicht auftreten, sind weitere Annahmen. Ba-

sierend auf diesen Grundannahmen, kann das homogenisierte Spannungs-Dehnungs-

Verhalten für einen ebenen Spannungszustand definiert werden: 

 {𝜺}𝑥𝑦 = 𝑺̂𝑙𝑎𝑚{𝝈}𝑥𝑦, (2-2) 

wobei 𝑺̂𝑙𝑎𝑚 die effektive Nachgiebigkeitsmatrix des Laminats einschließlich der homo-

genisierten Schädigung ist. Die Spannungs- und Dehnungskomponenten des Laminats 

in Gl. (2-3) sind definiert als Tensoren erster Ordnung. Dies ist möglich, da die 

Cauchy`schen Spannungs- und Dehnungstensoren zweiter Ordnung symmetrisch sind. 

Im Folgenden wird daher der ebene Dehnungszustand des Laminats definiert als Vektor 

{𝜺}𝑥𝑦 = (𝜀𝑥, 𝜀𝑦, 𝜀𝑥𝑦)
𝑇
 und der Spannungszustand als {𝝈}𝑥𝑦 = (𝜎𝑥, 𝜎𝑦, 𝜎𝑥𝑦)

𝑇
. Für sym-

metrische und ausgeglichene Laminate kann die effektive Nachgiebigkeitsmatrix defi-

niert werden als 
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𝑺̂𝑙𝑎𝑚 = [

𝑆̂𝑥𝑥 𝑆̂𝑥𝑦 𝑆̂𝑥𝑧

𝑆̂𝑥𝑦 𝑆̂𝑦𝑦 𝑆̂𝑦𝑧

𝑆̂𝑥𝑧 𝑆̂𝑦𝑧 𝑆̂𝑧𝑧

] =

[
 
 
 
 
 
 
1

𝐸̂𝑥
−
𝜈̂𝑥𝑦

𝐸̂𝑥
 

−
𝜈̂𝑥𝑦

𝐸̂𝑥

1

𝐸̂𝑦
 

  
1

2𝐺̂𝑥𝑦]
 
 
 
 
 
 

. (2-3) 

Das Konstitutiverhalten des Laminats wird beschrieben durch die effektiven Einzella-

gensteifigkeiten: 

{𝜺}𝑥𝑦 =
1

𝑛
∑𝑻𝜃𝑘

−1𝑺̂𝑘
−1𝑻𝜃𝑘

𝑛

𝑘=1

{𝝈}𝑥𝑦, (2-4) 

wobei n die Anzahl der Lagen im Laminat und 𝑺̂𝑘
−1 die Inverse der Nachgiebigkeits-

matrix der Einzellagen ist, die wiederum der Steifigkeitsmatrix 𝑸̂𝑘 entspricht. Die 

Transformationsmatrix 𝑻𝜃𝑘 im ebenen Spannungszustand der Lage k ist definiert in Ab-

hängigkeit vom aktuellen Lagenwinkel 𝜃𝑘 als 

𝑻𝜃𝑘 = [

cos2 𝜃𝑘 sin2 𝜃𝑘  2sin 𝜃𝑘 cos 𝜃𝑘
sin2 𝜃𝑘  cos2 𝜃𝑘 −2sin 𝜃𝑘 cos 𝜃𝑘

−sin 𝜃𝑘 cos 𝜃𝑘 sin 𝜃𝑘 cos 𝜃𝑘 cos2 𝜃𝑘 − sin
2 𝜃𝑘

]. (2-5) 

Für die Bestimmung der Reduktion der Lagensteifigkeiten wird angenommen, dass die 

Zwischenfaserbrüche homogen in allen Lagen verteilt sind. Das bedeutet, dass die ef-

fektive Lagennachgiebigkeitsmatrix 𝑺̂𝑘 in jeder Lage des Laminats gleich ist. Diese de-

finiert sich basierend auf den Materialkonstanten in den geschädigten Lagen: 

𝑺̂𝑘 = [

𝑆̂11 𝑆̂12 𝑆̂16
𝑆̂12 𝑆̂22 𝑆̂26
𝑆̂16 𝑆̂26 𝑆̂66

] = [

𝑆̂11(𝐸̂1) 𝑆̂12(𝐸̂1, 𝜈̂12)  

𝑆̂12(𝐸̂1, 𝜈̂12) 𝑆̂22(𝐸̂2)  

  𝑆̂66(𝐺̂12)

]. (2-6) 

Mit den Gleichungen (2-2) - (2-6) kann die Kopplung der effektiven Laminat- und La-

genmodule beschrieben werden. Dementsprechend hängt die Veränderung der homoge-

nisierten axialen Laminatsteifigkeit von der Änderung der Steifigkeitsmatrizen auf La-

genebene ab. Wie aus Gl. (2-6) hervorgeht, können diese durch einen funktionalen Zu-

sammenhang durch die effektiven Materialkonstanten abgebildet werden. In [34] wurde 

gezeigt, dass die Degradation der Materialparameter laminatabhängig ist. Parameter, 

wie die Rissdichte, Dicke der gerissenen Lage und Randbedingungen durch die Faser-

orientierung der Nachbarlage, müssen beachtet werden. Diese haben eine signifikante 

Auswirkung auf die effektive Steifigkeitsmatrix der Einzellagen und damit auf die sich 
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verändernde Beziehung zwischen den elastischen Materialkonstanten. Durch die Mes-

sung der effektiven Axialsteifigkeit auf Laminatebene lässt sich nur ein homogenisiertes 

Verhalten des Laminats bewerten. 

Durch numerische Studien konnte beobachtet werden, dass die Materialkennwerte 𝐸̂1 

und 𝜈̂12 nicht von Zwischenfaserbrüchen beeinflusst werden. Die gleiche Beobachtung 

ist in Dvorak u. a. [35] dokumentiert. Die Ursache liegt in der Parallelität des Risses 

relativ zu den Fasern. Mit dieser Erkenntnis, kann die effektive Nachgiebigkeitsmatrix 

𝑺̂𝑘 in Gl. (2-6) vereinfacht werden: 

𝑺̂𝑘 = [

𝑆11
0 𝑆12

0  

𝑆12
0 𝑆̂22  

  𝑆̂66

] =

[
 
 
 
 
 
 
1

𝐸1
0 −

𝜈12
0

𝐸1
0  

−
𝜈12
0

𝐸1
0

1

𝐸̂2
 

  
1

2𝐺̂12]
 
 
 
 
 
 

. (2-7) 

Daraus wird deutlich, dass nur die transversale Nachgiebigkeit und die Schubnachgie-

bigkeit durch eine Rissentwicklung beeinflusst werden. Für die spezifischen Fälle eines 

reinen transversalen Normal- oder eines reinen Schubspannungszustandes in den Lagen, 

kann die Einzellagensteifigkeitsreduktion direkt aus der gemessenen Laminatsteifigkeit 

bestimmt werden. Die Steifigkeitsreduktion in den 90° Lagen eines Kreuzverbundes mit 

Zwischenfaserbrüchen kann durch einen genormten uniaxialen Zugversuch gemessen 

werden, da ein direkter Zusammenhang zwischen 𝐸̂𝑥 und 𝐸̂2 besteht. In den 90° Lagen 

wirkt dabei ein reiner transversaler Zugspannungszustand. 

Einige Versuche wurden entwickelt, um einen reinen Schubspannungszustand in einer 

Probe zu erzielen, damit 𝐺̂12 direkt aus 𝐸̂𝑥 ausgewertet werden kann. Eine vorgestellte 

Testvorrichtung ist der „Rail Shear Test“ [36, 37]. Dieser Test ist sehr sensitiv gegenüber 

der Verformung infolge einer induzierten Biegung. Besonders bei großen Verformungen 

wird kein reiner Schubzustand erreicht [34]. Die Bestimmung der effektiven Steifigkei-

ten aus durchgeführten ±45° Zugversuchen auf Couponebene, basierend auf dem Ver-

fahren von Rosen [38] ist ebenfalls nicht akkurat. Da eine Faserrotation einen kombi-

nierten Spannungszustand bewirkt, beeinflusst dies ebenfalls die initiale Laminat-La-

mina Steifigkeitsbeziehung. Dadurch, dass eine effektive Methode zur Messung der 

Schubsteifigkeitsreduktion infolge Schädigung fehlt, wurden bisher nur wenige Studien 

zu diesem Thema veröffentlicht. Dabei muss die Steifigkeitsmessung kritisch beurteilt 

werden. Eine Veränderung in den Materialeigenschaften kann ein Resultat einer Schä-

digung sein, aber auch in den Polymereigenschaften oder der Faserrotation begründet 

liegen. 

In multidirektionalen Laminaten mit Winkellagen, herrscht ein kombinierter Span-

nungszustand in den Hauptmaterialrichtungen der Einzellagen. Eine verlässliche Aus-



30 Experimentelle Charakterisierung von Laminaten mit Zwischenfaserbrüchen 

 

wertemethodik existiert für diese Laminate nicht. Der in der vorliegenden Arbeit vorge-

schlagene numerisch-experimentelle Ansatz zur kombinierten Bestimmung von Nor-

mal- und Schubsteifigkeit ist auch für große Verformungen anwendbar. Das ist wichtig, 

da derzeit keine verlässlichen experimentellen Ergebnisse für die Steifigkeitsreduktion 

bei großen Dehnungen verfügbar sind. Der Ansatz basiert auf zwei Analysestufen, die 

schematisch in Abb. 2-12 dargestellt sind. Zunächst wird die Beziehung zwischen den 

effektiven Steifigkeitskomponenten bestimmt, wobei die Annahme getroffen wird, dass 

die Schädigungsevolution durch Zwischenfaserbrüche verursacht wird. Der Einfluss der 

Rissausprägung und des Laminataufbaus auf das Lagenkonstitutivverhalten wird durch 

Finite Elemente Studien an repräsentativen Volumenelementen (RVE) untersucht. Im 

zweiten Schritt werden die effektiven Lagensteifigkeiten aus der gemessenen Lami-

natsteifigkeit bestimmt. Die Komponenten der Einzellagensteifigkeit werden abhängig 

vom Laminat und Risseinflüssen aus den RVE Ergebnissen berechnet. Mit der diskreten 

Schädigungsabbildung kann eine Verbindung zwischen der Steifigkeitsdegradation auf 

Laminat- und Lamina-Ebene geschaffen werden. 

 

Abb. 2-12: Ansatz zur Auswertung der effektiven Einzellagensteifigkeiten. 

2.6.2 Numerisches Modell für die diskrete Rissbe-

trachtung 

Die Betrachtung diskreter Zwischenfaserbrüche in einer unidirektionalen Faserverbund-

lage ermöglicht die Bestimmung der Schädigungsauswirkung auf das homogenisierte 

Spannungs-Dehnungs-Verhalten. Im Rahmen der Arbeit werden RVEs für die Zwi-

schenfaserbruchabbildung genutzt, um die entsprechende Auswirkung auf die effektive 

Steifigkeit zu messen. Während die effektiven Steifigkeitseigenschaften in einem Kon-

tinuum ohne Riss den ungeschädigten Materialkennwerten entsprechen, reduzieren sich 

diese im Fall eines Zwischenfaserbruchs. Wie von einigen Autoren gezeigt [39–42], eig-

net sich die Methode der Finiten Elemente sehr gut für die Bestimmung des geschädigten 

Materialverhaltens. In dieser Arbeit werden die RVE Ergebnisse genutzt, um die Schä-

digungs-Steifigkeits-Beziehung auf Basis der Komponenten der effektiven Nachgiebig-
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keitsmatrix 𝑺̂𝑘 für spezifische Laminate und Rissausprägungen auszuwerten. Eine nach-

folgende Bestimmung der degradierten Einzellagenkennwerte aus der gemessenen La-

minatsteifigkeit wird möglich durch die Reduktion der Beziehungen auf einen einzelnen 

skalaren Zusammenhang. 

Ein Schema der dreidimensionalen RVEs zeigt Abb. 2-13. Ein einzelner Riss ist in der 

mittleren Lage des dreilagigen RVEs modelliert, während die angrenzenden Lagen keine 

Risse enthalten. Wie in [43, 44] gezeigt wurde, hat die Anzahl der angrenzenden Lagen 

nur einen vernachlässigbaren Effekt auf die mechanischen Eigenschaften der gerissenen 

Lage. Für die numerische Effizienz bestehen die symmetrischen und ausgeglichenen 

Lagenaufbauten in den RVEs daher nur aus der mittleren Lage mit Riss und den direkt 

angrenzenden beiden Lagen auf der Ober- und Unterseite. Die Vernachlässigung des 

gesamten Sub-Laminats resultiert in nur kleinen Abweichungen, da eine Verschiebung 

der Rissfronten im Wesentlichen nur durch die Steifigkeitswirkung der direkt an den 

Rissspitzen angrenzenden Lagen beeinflusst wird [41, 45]. 

Der Riss umfasst die gesamte Breite des RVEs und die gesamte Dicke der gerissenen 

Lage. Das RVE repräsentiert damit gleichmäßig verteilte und über die gesamte Proben-

breite verlaufende Risse in der Einzellage mit einem konstanten Rissabstand. Die Dicke 

der gerissenen Lage ist mit tc bezeichnet, s ist der Rissabstand zwischen zwei Rissen, 

tRVE und w sind die Dicke und die Breite des RVEs. 

 

Abb. 2-13: RVE Model für eine gerissene Einzellage mit eingrenzenden Decklagen. 

Das RVE repräsentiert einen Riss in der mittleren Lage, wobei das Koordinatensystem 

des RVEs so definiert ist, dass die Fasern in der Mittellage in y-Richtung orientiert sind. 

Um eine Auswertung der Studien zu vereinfachen, bleiben der Riss und damit die mitt-

lere Lage in ihrer Ausrichtung unverändert. Der Riss bleibt somit ebenfalls in y-Rich-

tung orientiert und damit die mittlere Lage eine 90° Lage. Dies beeinflusst nicht die 

Auswertung der effektiven Steifigkeitsmatrix in der Mittellage, da das Ergebnis durch 
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eine Koordinatentransformation in eine beliebige Richtung entsprechend dem zu unter-

suchenden Laminataufbau gedreht werden kann. Unterschiedliche Laminataufbauten 

werden durch eine Anpassung der Lagenorientierung 𝜑 der angrenzenden Lagen simu-

liert. Für eine umfassende Studie werden angrenzende Lagenwinkel von 𝜑 =

  , 1  , 3  ,     betrachtet. Daraus ergeben sich die Wickeldifferenzen im Verhältnis 

zur Mittellage von ∆𝜃 =    , 8  ,    , 3  . Mit einer Winkeldifferenz von 90°, können 

somit Laminate mit 0°/90° und ±45° Aufbau abgebildet werden. Äquivalent entsprechen 

80° Differenz den Laminaten ±40° und ±50°, ein ∆𝜃 =     ist für ±30° und ±60°, und 

30° Winkeldifferenz ermöglicht die Auswertung eines ±15° und eines ±75° Laminats. 

Verschiedene Rissdichten wurden durch eine Anpassung der Länge der RVEs abgebil-

det. Die experimentellen Studien wurden für Laminate mit einfacher und doppelter La-

gendicke durchgeführt. Beide wurden ebenfalls bezüglich ihrer Rissauswirkung in den 

RVEs ausgewertet. Damit kann durch die Berechnung zahlreicher RVEs eine umfas-

sende Bewertung der Beziehung zwischen Rissausbreitung und den dazugehörigen ho-

mogenisierten Materialeigenschaften der gerissenen Lage erfolgen. Entsprechend den 

Experimenten wurde für das Simulationsmodell das Material IM7-8552 verwendet. Der 

Versuchsablauf zur Messung der Laminatsteifigkeit 𝐸̂𝑥 basiert auf einer stufenweisen 

Belastung, wobei die Proben auf ein spezifisches vordefiniertes Lastniveau belastet wur-

den, gefolgt von einer vollständigen Entlastung. Nach einer Retardation erfolgte eine 

Neubelastung auf ein höheres Lastniveau, wobei die Laminatsteifigkeit im anfänglichen 

näherungsweise linearen Bereich des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs ausgewertet 

wurde. Dadurch kann davon ausgegangen werden, dass jegliche Steifigkeitsreduktion 

zwischen den ausgewerteten Lastzyklen durch eine Schädigung verursacht wird. Durch 

die experimentelle Steifigkeitsauswertung ausschließlich in einem kleinen initialen Deh-

nungsintervall, kann auch in der Simulation die Materialdefinition auf linear elastisches 

Materialverhalten reduziert werden. Der linear elastische Ansatz für das Material um 

den Riss reduziert die notwendigen Materialparameter in der Simulation erheblich und 

führt so zu einer guten Vergleichbarkeit des Materialverhaltens zwischen der Simulation 

und den Versuchen. Die Materialparameter sind in Tab. 2-1 aufgeführt. Die Finite Ele-
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mente Modelle der RVEs wurden mit dem impliziten Solver Abaqus Standard berech-

net. Zur Vorgabe des Materialverhaltens wurde eine Abaqus-interne linear elastische 

Definition genutzt. 

Tab. 2-1: Materialparameter von IM7-8552 genutzt für die Berechnungen. 

Longitudinale Steifigkeit 𝐸1
0 161.0 [GPa]  

Transversale Steifigkeit 𝐸2
0 9.00 [GPa]  

In-plane Querkontraktionszahl 𝜈12
0  0.32 [-]  

In-plane Schubsteifigkeit 𝐺12
0  5.18 [GPa]  

Transversale Schubsteifigkeit 𝐺23
0  3.98 [GPa] [46] 

 

Es kann davon ausgegangen werden, dass die gemittelten mechanischen Eigenschaften 

der RVEs den gemittelten Eigenschaften der entsprechenden Laminate entsprechen. Die 

effektiven Lageneigenschaften werden für eine Zug-Schub und eine Druck-Schub Last-

kombination ermittelt. Für eine Druck-Schub Belastung wird ein reibungsfreier Kontakt 

zwischen den Rissfronten definiert. Schliffbilder der Proben während verschiedener Sta-

dien der Rissentwicklung haben gezeigt, dass nur ein einziger Rissmodus in den unter-

suchten Laminaten entsteht [47]. Sowohl unter Schubbelastung in der Ebene, als auch 

unter Druck sind alle Risse senkrecht zur Last direkt in Dickenrichtung orientiert. Der 

Zwischenfaserbruchzustand in zwei Proben, mit einfacher und zweifacher Lagendicke, 

ist in Abb. 2-14 abgebildet. Durch diese Beobachtung, können beide Lastfälle in dem 

gleichen RVE betrachtet und die entsprechende Steifigkeitsmatrix ausgewertet werden. 

Die transversale Zug- bzw. Druckbelastung und der Schub werden separiert als Ver-

schiebungsrandbedingungen aufgebracht. Die resultierende Steifigkeitsmatrix wird 

dann aus den Modelergebnissen berechnet. 
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Abb. 2-14: Zwischenfaserbrüche in Laminaten mit einfacher und doppelter Lagendicke. 

Die Randbedingungen an den Seiten der RVEs werden so definiert, dass die Bedingun-

gen der Periodizität erfüllt sind. In Dickenrichtung wird die Verschiebung nicht einge-

schränkt. Dementsprechend wirkt das RVE wie eingebettet in eine dünne laminierte 

Platte in Form einer makroskopisch einheitlichen Anordnung von Elementen. Die freie 

Verformbarkeit in Dickenrichtung entspricht am besten dem Verhalten eines dünnen 

Laminats, da ein ebener Spannungszustand realistischere Verformungen erzeugt. Eine 

Periodizität in Dickenrichtung würde hingegen eine unendliche Lagenschichtung simu-

lieren. Die periodischen Randbedingungen an den RVE Seitenflächen sind schematisch 

in Anhang A.a dargestellt. Eine detaillierte Beschreibung der Definition und der Wirk-

weise von periodischen Randbedingungen findet sich in der Literatur [48, 49]. 

Für die Bestimmung der effektiven Steifigkeitsmatrix der gerissenen Lage werden drei 

generische Verschiebungsrandbedingungen aufgebracht. Die aufgebrachten Verschie-

bungen 𝛿𝒖 und die resultierenden Kraftkomponenten 𝑭 sind in Abb. 2-15 gezeigt. Rand-

bedingung 1 (RB1) entspricht einer Verschiebung in x-Richtung, RB2 einer Verschie-

bungsbedingung in y-Richtung und RB3 einer Schubverzerrung in der Ebene. Hier wer-

den die Randbedingungen zur Bestimmung des Lagenverhaltens unter Zug gezeigt. Un-

ter Druckbelastung werden die aufgebrachten Verschiebungen in RB1 und RB2 mit ent-

gegengesetztem Vorzeichen aufgebracht. 
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Abb. 2-15: Schema der aufgebrachten Verschiebungsrandbedingungen und resultierende 

Kräfte in den RVE Modellen. 

Die Verformungen im RVE und die entsprechend resultierenden lokalen Spannungen 

unter reiner Zugbelastung in x-Richtung RB1 und Schubbelastung RB3 sind schema-

tisch in Abb. 2-16 gezeigt. Unter RB1 öffnet sich der Riss und die Rissfronten übertra-

gen keine Last in x-Richtung mehr. Die Spannungen in der mittleren 90° Lage in globale 

x-Richtung (𝜎2) verschwinden an den Risskanten und nehmen dann zum Rand des RVEs 

wieder zu. Dasselbe verursacht eine Rissgleitung unter Schubbelastung. An den Riss-

fronten bilden sich keine Schubspannungen 𝜎12. Durch die Störung im Spannungsfeld 

und die abgeminderten Spannungen am Riss reduziert sich die Steifigkeit des RVEs. 

 

Abb. 2-16: Verformung und lokale Spannungen für a) RB1 und b) RB3. 

x

y

𝛿 𝑥

𝐹𝑥

𝛿 𝑦

𝐹𝑥

𝐹𝑦

𝐹𝑦

𝐹𝑥𝑦 𝛿 𝑦

RB1 RB2

𝐹𝑦𝑥

𝐹𝑦𝑥

𝐹𝑥𝑦

𝐹𝑥

𝐹𝑦

𝐹𝑦

𝐹𝑥𝑦

𝐹𝑦𝑥

𝐹𝑦𝑥

𝐹𝑥𝑦

𝐹𝑥

𝛿 𝑦

RB3

𝐹𝑥

𝐹𝑦

𝐹𝑦

𝐹𝑥𝑦

𝐹𝑦𝑥

𝐹𝑦𝑥

𝐹𝑥𝑦

𝐹𝑥



36 Experimentelle Charakterisierung von Laminaten mit Zwischenfaserbrüchen 

 

Für die Auswertung der effektiven Steifigkeitsmatrix wird die gerissene Lage als homo-

genes Kontinuum mit effektiven Materialeigenschaften betrachtet. Um die gerissene ho-

mogenisierte Einzellage zu beschreiben, werden die makroskopischen Spannungen und 

Dehnungen über das Volumen des RVEs gemittelt abgeleitet. Die Methode der Volu-

men-Mittelung von makroskopischen Spannungen und Dehnungen ist detailliert in [50] 

beschrieben. Es gilt: 

𝜎𝑖𝑗 =
1

𝑉
∫ 𝜎𝑖𝑗(𝑥, 𝑦, 𝑧) 𝑑𝑉
𝑉

, (2-8) 

𝜀𝑖̅𝑗 =
1

𝑉
∫ 𝜀𝑖𝑗(𝑥, 𝑦, 𝑧) 𝑑𝑉 =
𝑉

1

2𝑉
∫ ( 𝑖𝑛𝑖 +  𝑗𝑛𝑗) 𝑑𝑆
𝑆

, (2-9) 

wobei 𝑉 das Volumen und 𝑆 die Begrenzungsrandfläche des RVE ist, 𝒖 ist die Verschie-

bung am RVE Rand und 𝒏 ist der Normaleneinheitsvektor. In dem angenommen Fall 

eines einzelnen Schädigungsmodus mit Rissen senkrecht zu den Fasern können die ge-

mittelten Spannungs- und Dehnungsinformationen entsprechend Tab. 2-2 den RVE Si-

mulationen entnommen werden. Für die Auswertung der makroskopischen Spannungen 

und Dehnungen in Tab. 2-2 auf Basis der Kräfte und Verschiebungen am RVE sind die 

ermittelten über das Volumen gemittelten Größen in Vektordefinition überführt. Die 

Möglichkeit ergibt sich aus der symmetrischen Anordnung des Dehnungs- und Span-

nungstensors zweiter Ordnung. 

Tab. 2-2: Gemittelte Makro-Dehnungs-/Spannungskomponenten in der RVE Studie. 

  RB1 RB2 RB3 

 𝜀𝑥̅ (
δ 𝑥
𝑠
)
𝑡

, (−
δ 𝑥
𝑠
)
𝑐

   0 

Gemittelte 

Dehnung 
𝜀𝑦̅ 0 (

δ 𝑦

𝑤
)

𝑡

, (−
δ 𝑦

𝑤
)

𝑐

 0 

 𝜀𝑦̅𝑥 = 𝜀𝑥̅𝑦 0 0 
δ 𝑦

2𝑠
 

 𝜎𝑥 
𝐹𝑥

𝑡𝑅𝑉𝐸𝑤
     

Gemittelte 

Spannung 
𝜎𝑦   

𝐹𝑦

𝑡𝑅𝑉𝐸𝑠
   

 𝜎𝑦𝑥 = 𝜎𝑥𝑦     
𝐹𝑦𝑥

𝑡𝑅𝑉𝐸𝑠
 

 



Experimentelle Charakterisierung von Laminaten mit Zwischenfaserbrüchen 37 

 

2.6.3 Ergebnisse der diskreten Rissbetrachtung 

Aus den makroskopischen Spannungen und Dehnungen im Model wird die effektive 

RVE Steifigkeitsmatrix 𝑸̂𝑅𝑉𝐸
𝑡,𝑐

 bestimmt. Die effektive Nachgiebigkeitsmatrix der geris-

senen Mittellage wird dann durch Abzug der Steifigkeitsanteile der Nachbarlagen be-

rechnet: 

𝑺̂𝑐 = ([𝑻(   )] (𝑸̂𝑅𝑉𝐸
𝑡,𝑐 𝑡𝑅𝑉𝐸

𝑡𝑐
− [𝑻(𝜑)]−1𝑸𝟎[𝑻(𝜑)]−𝑇

𝑡𝑅𝑉𝐸 − 𝑡𝑐
𝑡𝑐

) [𝑻(   )]𝑇)
−1

, (2-10) 

mit 

𝑸̂𝑅𝑉𝐸
𝑡,𝑐 =

[
 
 
 
 
 
 
 
 (
𝜎𝑥
𝑡,𝑐

𝜀𝑥̅
𝑡,𝑐)

𝐵𝐶1

(
𝜎𝑥
𝑡,𝑐

𝜀𝑦̅
𝑡,𝑐)

𝐵𝐶2

(
𝜎𝑥
𝑡,𝑐

𝜀𝑦̅𝑥
)
𝐵𝐶3

(
𝜎𝑦
𝑡,𝑐

𝜀𝑥̅
𝑡,𝑐)

𝐵𝐶1

(
𝜎𝑦
𝑡,𝑐

𝜀𝑦̅
𝑡,𝑐)

𝐵𝐶2

(
𝜎𝑦
𝑡,𝑐

𝜀𝑦̅𝑥
)
𝐵𝐶3

(
𝜎𝑦𝑥
𝑡,𝑐

𝜀𝑥̅
𝑡,𝑐)

𝐵𝐶1

(
𝜎𝑦𝑥
𝑡,𝑐

𝜀𝑦̅
𝑡,𝑐)

𝐵𝐶2

(
𝜎𝑦𝑥
𝑡,𝑐

𝜀𝑦̅𝑥
)
𝐵𝐶3]
 
 
 
 
 
 
 
 

, 
(2-11) 

 

 

der initialen Steifigkeitsmatrix des ungeschädigten Materials  

𝑸𝟎 =

[
 
 
 
 
 

𝐸1
0

1 − 𝜈21
0

𝜈21𝐸1
0

1 − 𝜈12
0 𝜈21

0  

𝜈21𝐸1
0

1 − 𝜈12
0 𝜈21

0

𝐸2
0

1 − 𝜈12
0 𝜈21

0  

  2𝐺12
0 ]
 
 
 
 
 

 (2-12) 

und der Transformationsmatrix 𝑻 wie sie in Gl. (2-5) definiert wurde. Da angenommen 

wird, dass die Risse gleichmäßig in allen Lagen verteilt sind, wird die Nachgiebigkeits-

matrix jeder Lage 𝑺̂𝑘, entsprechend Gl. (2-7), durch die aus den RVE Ergebnissen er-

mittelte Nachgiebigkeitsmatrix 𝑺̂𝑐, repräsentiert. 

Die Ergebnisse der RVE Studie für den effektiven transversalen Steifigkeitsmodul 𝐸̂2 

der gerissenen Lage ist in Abb. 2-17 gezeigt. Die Ergebnisse für das Material IM7-8552 

sind normiert mit dem ungeschädigten Modul 𝐸2
0. Der effektive Steifigkeitsmodul wird 

aus der effektiven Nachgiebigkeitsmatrix der Einzellage in Gl. (2-10) als 𝐸̂2 = 𝑆̂22
−1

 

bestimmt. 
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Abb. 2-17: Normierter effektiver transversaler E-Modul in Abhängigkeit von der Winkeldiffe-

renz. 

Aus den Kurven geht hervor, dass der Modul mit zunehmender Rissdichte abnimmt. 

Gleichzeitig variiert das Verhalten für Aufbauten mit einfacher und zweifacher Lagen-

dicke. Eine Veränderung der nichtlinearen Gestalt der Kurven resultiert aus der La-

genorientierung der Nachbarlagen. Die numerischen Ergebnisse bilden Winkeldifferen-

zen ∆𝜃 =    , 8  ,    , 3   ab. Bei einem 0°/90° Laminat entspricht die Winkeldiffe-

renz 90° und der Widerstand gegen eine Rissöffnung ist maximal. Der richtungsabhän-

gige Steifigkeitsunterschied in Lastrichtung zwischen den Lagen verändert den Wider-

stand gegenüber einer Rissöffnung. Dies ergibt das beobachtete Merkmal, dass mit zu-

nehmender Winkeldifferenz die transversale Steifigkeitsreduktion sinkt.  

Die RVE Berechnungen wurden für einige definierte Rissdichten durchgeführt, um die 

entsprechenden normierten transversalen Steifigkeitsreduktionen zu ermitteln. Für eine 

kontinuierliche Beschreibung des Zusammenhangs zwischen dem effektiven Lagen-

Modul und der Rissdichte, wurde ein Kurven-Fit ermittelt. Die Veränderung des trans-

versalen Steifigkeitsmoduls ist durch Gl. (2-13) abgebildet, wobei angenommen wird, 

dass die Rissdichte δ und die Winkeldifferenz zwischen den Lagen ∆θ nicht-interagie-

rend sind: 

𝐸̂2

𝐸2
0 = {𝐹(𝛿)}{𝐹(∆𝜃)} = {𝐴𝑡𝑟(𝛿)

2 + 𝐵𝑡𝑟(𝛿)}{1 + 𝐶𝑡𝑟 cos(∆𝜃)} + 1. (2-13) 

Die Parameter 𝐴𝑡𝑟, 𝐵𝑡𝑟 und 𝐶𝑡𝑟 wurden durch einen Fit der einzelnen RVE Ergebnisse 

aus Abb. 2-17 ermittelt. Die Dicke der gerissenen Lage ist ein diskreter Wert und damit 

kein kontinuierlicher Einflussfaktor. Dadurch werden die Parameter in Gl. (2-13) jeweils 
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für einfache und zweifache Lagendicke ermittelt. Die Parameter sind in Tab. 2-3 zusam-

mengefasst. 

Tab. 2-3: Kurven-Fit Parameter zur Bestimmung der effektiven transversalen Steifigkeit. 

 𝐴𝑡𝑟 𝐵𝑡𝑟 𝐶𝑡𝑟 

Einfache Lagendicke 0.007 -0.15 0.16 

Zweifache Lagendicke 0.03 -0.31 0.08 

 

Die Ergebnisse der RVE Studie für den effektiven Schubmodul 𝐺̂12 normiert mit dem 

ungeschädigten Schubmodul 𝐺12
0  wird in Abb. 2-18 gezeigt. Anders als bei der Auswer-

tung der transversalen Steifigkeit zeigt sich, dass mit zunehmender Winkeldifferenz zwi-

schen gerissener und angrenzender Lage, die Reduktion der Schubsteifigkeit ansteigt. 

Der Grund ist der abnehmende Widerstand gegen Abgleiten der Rissfronten unter 

Schubbelastung. Der parametrische Fit zur Beschreibung der Veränderung des Schub-

moduls folgt zu 

𝐺̂12

𝐺12
0 = {𝐹(𝛿)}{𝐹(∆𝜃)} = {𝐴𝑠𝑙(𝛿)

2 + 𝐵𝑠𝑙(𝛿)}{1 + 𝐶𝑠𝑙 cos(∆𝜃)} + 1. (2-14) 

 

 

Abb. 2-18: Normierter effektiver Schubmodul in Abhängigkeit von der Winkeldifferenz. 
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Die Parameter 𝐴𝑠𝑙, 𝐵𝑠𝑙 und 𝐶𝑠𝑙, welche in Tab. 2-4 gezeigt sind, wurden für eine konti-

nuierliche Abbildung der Schubsteifigkeit aus den RVE Ergebnissen ermittelt. 

Tab. 2-4: Kurven-Fit Parameter zur Bestimmung der effektiven Schubsteifigkeit. 

 𝐴𝑠𝑙 𝐵𝑠𝑙 𝐶𝑠𝑙 

Einfache Lagendicke 0.0045 -0.11 -0.16 

Doppelte Lagendicke 0.015 -0.21 -0.10 

 

2.6.4 Ergebnisse für die Steifigkeitsreduktion in einer 

Einzellage 

Aus den RVE Ergebnissen können der effektive transversale Steifigkeitsmodul und der 

effektive Schubmodul einer gerissenen Lage in Abhängigkeit von der Rissdichte ermit-

telt werden. Wenn in den Einzellagen eines Laminats ein kombinierter Spannungszu-

stand auftritt sind diese beiden Module verantwortlich für das globale axiale Probenver-

halten, da sie die axiale Laminatsteifigkeit 𝐸̂𝑥 bestimmen. Abhängig vom Belastungs- 

und Risszustand verändert sich der Anteil der Reduktion von 𝐸̂2 und 𝐺̂12 an der Lami-

natsteifigkeitsreduktion. Das Konstitutivverhalten einer gerissenen Lage kann durch die 

Nachgiebigkeitsmatrix in Gl. (2-7) beschrieben werden, wobei 𝐸̂2 𝐸2
0⁄ = 𝑆22

0 𝑆̂22⁄  und 

𝐺̂12 𝐺12
0⁄ = 𝑆66

0 𝑆̂66⁄  gilt. Um die sich verändernden effektiven Lamina-Module aus einer 

einzelnen kontinuierlich gemessenen Laminatsteifigkeit zu bestimmen, ist es notwendig 

einen kontinuierlichen Zusammenhang zwischen der transversalen Steifigkeit und der 

Schubsteifigkeit zu kennen. Indem ein Bezug zwischen der Veränderung der beiden Mo-

dule auf Lagenebene in Abhängigkeit von der Rissdichte geschaffen wird, kann die Be-

ziehung zwischen effektiver Steifigkeit auf Lagen- und auf Laminatebene auf einen ein-

zelnen skalaren Zusammenhang reduziert werden. Die funktionale Beschreibung des ef-

fektiven Modulverhältnisses wird von den Ergebnissen aus den RVE Rechnungen abge-

leitet. Der Zusammenhang in Form der normierten Nachgiebigkeitskomponenten ist in 

Abb. 2-19 gezeigt. Die Markierungen repräsentieren die diskreten Ergebnisse aus den 

RVEs. Die Ergebnisse deuten darauf hin, dass die Lagendicke keinen Einfluss auf das 

Verhältnis der beiden Nachgiebigkeiten hat. Diese Eigenschaft des geschädigten Lami-

natverhaltens kann genutzt werden, um die Anzahl der notwendigen Parameter für einen 

Kurven-Fit zu reduzieren. Da kein Einfluss der Dicke der gerissenen Lage beobachtet 

werden konnte, bleibt nur die Faserwinkeldifferenz zwischen gerissener und angrenzen-

der Lage zur Beschreibung einer funktionalen Ableitung des Zusammenhangs zwischen 

transversaler Nachgiebigkeit und Schubnachgiebigkeit. 
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Abb. 2-19: Zusammenhang der normierten effektiven Lagennachgiebigkeiten für IM7-8552. 

Die normierte effektive transversale Nachgiebigkeit wird durch folgenden Ausdruck als 

Funktion der normierten effektiven Schubsteifigkeit und der Winkeldifferenz definiert: 

𝑆̂22

𝑆22
0 = {𝐴

′ (
𝑆̂66

𝑆66
0 )

2

+ 𝐵′ (
𝑆̂66

𝑆66
0 ) − (𝐴

′ + 𝐵′)} {1 + 𝐶′ cos(∆𝜃)2} + 1. (2-15) 

 

Durch einen Kurven-Fit der Ergebnisse wurden die Parameter für das Material IM7-

8552 als 𝐴′ =  .    und 𝐶′ =  .83 gefunden. Der lineare Term konnte für die unter-

suchten Bedingungen vernachlässigt werden (𝐵′ =  ). Der hier gezeigte Zusammen-

hang wird genutzt für die Berechnung der Steifigkeiten auf Lagenebene basierend auf 

der Laminatmessung, wenn in den Einzellagen eine Zugbelastung vorherrscht. Unter 

Druckbelastung werden die Rissfronten durch die Belastung geschlossen. Aus den RVE 

Studien konnte für diesen Zustand in den Lagen ermittelt werden, dass 𝑆̂22 = 𝑆22
0  bezie-

hungsweise 𝐸̂2 = 𝐸2
0 gilt. 

Die Studie bietet mit dieser Fit-Funktion eine kontinuierliche Information über die 

Kopplung der Degradation von Transversal- und Schubsteifigkeit, um die effektiven 

Einzellagenmodule aus der gemessenen Laminatsteifigkeit zu bestimmen. In Abhängig-

keit von der Faserrichtung der Lagen erzeugt eine Probenaxialbelastung eine Normal-

spannung parallel und senkrecht zu den Fasern und eine Schubspannung in der Ebene. 

Wenn der Spannungszustand in der Lage aus einer transversalen Zug- und/oder Schub-

komponente besteht, entstehen neue Risse. Entsprechend der Änderung der Lagen-

Nachgiebigkeiten in Gl. (2-7) und mittels der klassischen Laminattheorie (CLT) in Gl. 

(2-2)-(2-6), besteht eine Verbindung zwischen dem lokalen Lagenverhalten und dem 

globalen Konstitutivverhalten des Laminats. Obwohl das Konzept der Einbeziehung von 
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diskreten RVE Ergebnissen für verschiedenartige symmetrische Laminate gültig ist, 

werden in der vorliegenden Arbeit nur Winkellaminate mit den Schichtungen ±30°, 

±40°, ±45°, ±50° untersucht. Wie man Abb. 2-20 entnehmen kann, besteht der Span-

nungszustand in den Lagen für ±30° und ±40° Laminate aus transversalem Druck und 

Schub. Für das ±50° Laminat setzen sie sich aus transversalem Zug und Schub zusam-

men. Für diese Laminate bleibt das Vorzeichen der transversalen Normalspannung bis 

zum Bruch der Proben gleich, auch wenn eine Faserrotation den Winkel der Lagen ver-

ändert. Das ±45° Laminat erfährt zu Beginn eine transversale Zugspannung, welche sich 

aber durch die Faser-Neuorientierung zu einer transversalen Druckspannung verändert. 

In Abhängigkeit von den sich entwickelnden transversalen Spannungen, sind unter-

schiedliche Gleichungen zur Lösung der Steifigkeiten auf Lagenebene erforderlich. Der 

Zusammenhang der Laminatnachgiebigkeit in Gl. (2-3) und der Summation der Nach-

giebigkeiten über alle Lagen (k=1…n) in Gl. (2-4) ergibt 

[
 
 
 
 
 
 
1

𝐸̂𝑥
−
𝜈̂𝑥𝑦

𝐸̂𝑥
 

−
𝜈̂𝑥𝑦

𝐸̂𝑥

1

𝐸̂𝑦
 

  
1

2𝐺̂𝑥𝑦]
 
 
 
 
 
 

=
1

𝑛
∑𝑻𝜃𝑘

−1

[
 
 
 
 
 
 
1

𝐸1
0 −

𝜈12
0

𝐸1
0  

−
𝜈12
0

𝐸1
0

1

𝐸̂2
 

  
1

2𝐺̂12]
 
 
 
 
 
 

𝑘

−1

𝑻𝜃𝑘

𝑛

𝑘=1

. (2-16) 

 

 

Abb. 2-20: Ausgewertete experimentelle lokale Spannungsentwicklung in den Lagen verschiede-

ner Winkellaminate unter axialer Zugbelastung [47]. 

Für Laminate mit einfacher Lagendicke gilt entsprechend den Experimenten 𝑛 = 1  und 

für Laminate mit doppelter Lagendicke 𝑛 = 8. Zur Vereinfachung der Lösung wird eine 
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homogene Steifigkeitsreduktion in allen Lagen des Laminats angenommen. Unter Be-

achtung der Faserrotation folgen die degradierten Steifigkeiten für transversalen Druck 

als: 

𝐸̂1

𝐸1
0 = 1,

𝐸̂2

𝐸2
0 = 1,

𝐺̂12

𝐺12
0 =

1

𝑆̂66(𝐸1
0, 𝐸2

0, 𝜈12
0 , 𝐸̂𝑥, 𝜃′)𝐺12

0
. (2-17) 

Da nur 𝐺̂12 für die Reduktion der Laminatsteifigkeit verantwortlich ist, kann eine Lö-

sung direkt gefunden werden. Für den Fall, dass transversaler Zug in den Lagen herrscht, 

kann das Gleichungssystem zur Lösung der reduzierten Materialeigenschaften folgen-

dermaßen aufgestellt werden: 

𝐸̂1

𝐸1
0 = 1,

𝐸̂2

𝐸2
0 =

1

𝑆̂22
𝑆22
0 (
𝐺̂12
𝐺12
0 )

,
𝐺̂12

𝐺12
0 =

1

𝑆̂66(𝐸1
0, 𝐸̂2, 𝜈12

0 , 𝐸̂𝑥, 𝜃′)𝐺12
0
, 

(2-18) 

mit  

𝑆̂22

𝑆22
0 (

𝐺̂12

𝐺12
0 ) = {𝐴

′ (
𝐺12
0

𝐺̂12
)

2

+ 𝐵′ (
𝐺12
0

𝐺̂12
) − (𝐴′ + 𝐵′)} {1 + 𝐶′ 𝑐𝑜𝑠(2𝜃′)2} + 1. (2-19) 

Im Gegensatz zu Druck, müssen die effektiven Steifigkeiten 𝐸̂2 und 𝐺̂12 unter Zug zu-

sammenhängend bestimmt werden. Dieses Problem kann mit Hilfe eines iterativen An-

satzes gelöst werden. Für transversale Zugspannung kann der Ausdruck für 𝑆̂22 𝑆22
0⁄  

durch Gl. (2-19) ersetzt werden. Eingesetzt in die Gleichung für 𝐺̂12 𝐺12
0⁄  kann die ef-

fektive Schubsteifigkeit der Einzellagen berechnet werden. Notwendige Parameter sind 

die ungeschädigten Materialkennwerte, die gemessene Laminatsteifigkeit und die Para-

meter 𝐴′, 𝐵′ und 𝐶′ (0.666, 0, 0.83), welche durch die RVE Studie bestimmt wurden. 

Die ungeschädigten Materialeigenschaften von IM7-8552 sind in Tab. 2-1 aufgeführt. 

Der aktuelle Faserwinkel 𝜃′ wird durch die experimentellen Ergebnisse entsprechend 

Gl. (2-1) bestimmt. Das detaillierte Lösungssystem für die Gleichungen (2-17) und 

(2-18) ist in Anhang A.b gezeigt. 

Die Ergebnisse der normierten effektiven Steifigkeiten der Einzellagen, der normierte 

Schub- 𝐺̂12 𝐺12
0⁄  und der Transversalmodul 𝐸̂2 𝐸2

0⁄ , sind in Abb. 2-21, Abb. 2-22 und 

Abb. 2-23 gezeigt. Der Verlauf der degradierten Steifigkeiten ist hier als Funktion der 

maximalen Axialdehnung angegeben, welche im jeweils vorangegangenen Belastungs-

zyklus erreicht wurde. 

Die Auswertung der ±30° und ±40° Laminate deutet darauf hin, dass sowohl bei einfa-

cher Lagendicke als auch bei zweifacher Lagendicke keine Schädigung bis zum End-

versagen der Proben entsteht. Der Spannungszustand in den Lagen setzt sich aus trans-

versalem Druck und Schub zusammen, weshalb nur die effektive Schubsteifigkeit in den 
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Lagen bestimmt wurde. Während aller getesteten Zyklen entspricht die effektive Stei-

figkeit der initialen Steifigkeit des Materials. Um die Ergebnisse der Auswertung zu 

bestätigen, wurden nachfolgend von einigen ausgewählten Proben Schliffbilder ange-

fertigt. Dabei wurden keine Zwischenfaserbrüche in den Lagen gefunden, was bestätigt, 

dass tatsächlich keine Schädigung auftritt und die Auswertemethodik verlässliche Er-

gebnisse liefert. 

 

Abb. 2-21: Experimentelle Ergebnisse der normierten effektiven Schubsteifigkeit Ĝ12/G12
0 der 

Einzellagen eines ±30° und ±40° Laminats. 

Die Ergebnisse der ±45° Proben weisen hingegen auf eine ausgeprägte Schädigungsent-

wicklung hin. Schliffbilder zeigten für diese Laminate auch eine Anhäufung von Zwi-

schenfaserbrüchen. Eine Rissakkumulation verursacht den ermittelten Abfall der nor-

mierten effektiven Transversal- und Schubsteifigkeitskomponente. Eine konstante nor-

mierte Steifigkeit von 1 bis zu einer maximalen Axialdehnung von 2% wurde sowohl 

bei einfacher Lagenschichtung als auch bei zweifacher Lagenschichtung ermittelt. Bei 

höheren Axialdehnungen nimmt die effektive Steifigkeit ab, was darauf hindeutet, dass 

dann Risse entstehen. Der Verlauf der normierten Steifigkeiten in Abb. 2-22 lässt darauf 

schließen, dass für beide Schichtungsvarianten die Rissinitiierungsdehnung gleich ist. 

Ein Einfluss der Lagendicke auf die Entstehung der ersten Risse kann aus den Ergebnis-

sen nicht ermittelt werden. Mit Erreichen höherer Axialdehnungen nimmt die Schädi-

gung in den Lagen zu. Dabei zeigt sich, dass die effektive Transversal- und Schubstei-

figkeit bei den Proben mit doppelter Lagendicke schneller abnimmt. Einige Markierun-

gen der ausgewerteten Transversalsteifigkeit sind nur als umrandete Kreise dargestellt. 

Diese Darstellung wurde gewählt, da diese Zustände nur bei transversaler Zugbelastung 

relevant sind und diese nur in dem zyklischen Versuchsablauf auftreten. Bei größeren 

Verformungen wechselt der Spannungszustand in den Lagen von Zug auf Druck. Dieser 

Übergang wird bei kontinuierlicher Belastung nur einmal durchlaufen, während bei stu-

fenweisen Belastung infolge der Entlastung der Übergang in jedem Zyklus stattfindet. 

Die Messung der Laminatsteifigkeit erfolgt dadurch immer in einem kombinierten Zug-

/Schubzustand. Die entstandenen Risse in einem vorangegangen Zyklus unter Druck-
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/Schubbelastung beeinflussen daher darauffolgend die Auswertung der Tangentenstei-

figkeit bei Neubelastung. Bei kontinuierlicher Belastung kann nach dem Übergang auf 

Druckbelastung keine Reduktion der transversalen Steifigkeit stattfinden, da die Riss-

fronten zusammengedrückt werden und die Last übertragen wird. 

 

Abb. 2-22: Experimentelle Ergebnisse der normierten effektiven Steifigkeiten Ê2/E2
0 und 

Ĝ12/G12
0 der Einzellagen eines ±45° Laminats. 

Bei den ±50° Laminaten weist die Auswertung ebenfalls auf eine Schädigung hin. Die 

Steifigkeitsreduktion beschränkt sich bei diesen Proben aber auf einen kleinen Bereich 

der Axialdehnung kurz vor der Versagensdehnung. Das deutet darauf hin, dass die 

Rissentstehung das finale Versagen einleitet. Den gleichen Rückschluss gaben auch 

Schliffbilder, die nur vereinzelte Zwischenfaserbrüche beobachten ließen. 

 

Abb. 2-23: Experimentelle Ergebnisse der normierten effektiven Steifigkeiten Ê2/E2
0 und 

Ĝ12/G12
0 der Einzellagen eines ±50° Laminats. 

Abb. 2-24 zeigt den Einfluss der Faserrotation auf die Auswertung der effektiven 

Schubsteifigkeit eines ±40° Laminats (oFR – ohne Faserrotation, mFR – mit Faserrota-

tion). Diese Laminate erreichen große Verformungen vor dem Endversagen, wodurch 

sich die Fasern in Richtung der aufgebrachten Last ausrichten. Die getesteten ±40° La-

minate weisen eine verformungsinduzierte Faserrotation von etwa 6° auf. Es tritt 

dadurch mit zunehmender Belastung eine Versteifung auf, welche einen signifikanten 
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Anstieg des Steifigkeitsverhältnisses 𝐸̂𝑥 𝐸𝑥
0⁄  bewirkt. Dies muss bei der Auswertung der 

Lagensteifigkeiten beachtet werden. Wie die Abbildung zeigt, würde der vorhergesagte 

effektive Schubmodul ohne die Beachtung der Faserrotation über die initiale Schubstei-

figkeit des ungeschädigten Materials ansteigen. Das ist im physikalischen Sinne unmög-

lich. Mit Beachtung der Faserrotation verläuft der effektive Modul nahezu äquivalent zu 

dem initialen Materialkennwert, man ermittelt somit keine Schädigung. 

 

Abb. 2-24: Vergleich der ausgewerteten normierten Schubsteifigkeiten eines ±40° Laminats in 

Abhängigkeit von der Beachtung der Faserrotation. 

Um die Abhängigkeit von laminataufbauabhängigen Materialprozessen zu untersuchen, 

werden die Ergebnisse der Steifigkeitsreduktion mit experimentellen Versuchskurven 

von kontinuierlich bis zum Endversagen belasteten Proben verglichen. Ein Vergleich 

der Spannungs-Dehnungs-Verläufe von ±40° und ±45° Laminaten in Abb. 2-25 zeigt, 

dass nur die ±45° Proben einen unterschiedlichen Verlauf abhängig von einfacher oder 

zweifacher Lagendicke besitzen. Die ±45° Laminate weisen eine starke Steifigkeitsre-

duktion verursacht durch die Zwischenfaserbruchanhäufung auf. Für die ±40° Proben 

konnte keine Schädigung beobachtet werden. Bei diesem Laminataufbau besteht gleich-

zeitig keine Abhängigkeit der Nichtlinearität von der Clusterart. Beide Laminate weisen 

in den Lagen einen großen Schubspannungsanteil auf, wodurch eine signifikante Nicht-

linearität aus plastischer Verformung resultiert. Damit folgt aus den Ergebnissen der 

±45° Winkellaminate, dass die unterschiedliche Ausprägung des nichtlinearen Span-

nungs-Dehnungs-Verlaufs aus der unterschiedlich starken Schubsteifigkeitsreduktion 

infolge der Schädigung resultiert. Schädigungsprozesse sind somit die einzige Quelle 

für eine Änderung der Nichtlinearität. Damit muss die Schädigung als laminatabhängige 

Eigenschaft betrachtet werden. Im Gegensatz dazu, unterliegen andere Quellen für 

nichtlineares Spannungs-Dehnungs-Verhalten keinem Einfluss des Laminataufbaus. So-

mit sind das plastische Verhalten und die Faserrotation materialinhärent. Für eine Simu-

lation des Konstitutivverhaltens eines Laminats müssen Schädigungsentwicklung und 
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Schädigungsauswirkung somit in Abhängigkeit von dem Laminataufbau bestimmt wer-

den. 

 

Abb. 2-25: Zusammenhang zwischen lagendickenabhängiger Steifigkeitsreduktion und dem re-

sultierenden Spannungs-Dehnungs-Verlauf eines ±40° und ±45° Laminats. 

Das angewendete Konzept der zweigeteilten Auswertung des experimentell bestimmten 

stufenweisen Spannungs-Dehnungs-Verlaufs mithilfe einer diskreten Rissbetrachtung 

ermöglicht die einfache Bestimmung sowohl der transversalen als auch der Schubstei-

figkeitsreduktion in einzelnen Lagen eines Laminats. Diese Größen sind nicht direkt 

messbar, aber als Validierungsbasis für die Entwicklung eines Materialmodells für die 

Vorhersage des Konstitutivverhaltens bei einer Schädigungsentwicklung unerlässlich. 

Durch die Beachtung der nichtlinearen Materialprozesse in der Auswertung der gemes-

senen Laminatsteifigkeit ist es möglich, eine verlässliche Aussage darüber zu treffen, 

welche Nichtlinearitätsprozesse laminatabhängig sind und welche als materialinhärent 

betrachtet werden können. Gleichwohl wurden einige Annahmen getroffen, um diese 

Auswertung zu ermöglichen. Um die Auswertung zu vereinfachen, wird bei den ±45° 

Laminaten keine Delamination bei der Bestimmung des Verhältnisses der transversalen 

Normal- und der Schubsteifigkeit betrachtet. Wie angefertigte Schliffbilder zeigten, tre-

ten lokale Lagenablösungen allerdings bei großen Verformungen auf. Für eine exakte 

diskrete Betrachtung, müsste ebenfalls die genaue stufenweise Belastungshistorie nach-

gebildet werden. Die Simulation der zyklischen Ergebnisse erfordert jedoch einen vi-

skoplastischen Ansatz, da das Verhalten in den Entlastungsphasen und während der 

Dehnungsretardation abgebildet werden muss, um das genaue Materialverhalten zu Be-

ginn des neuen Belastungszyklus zu kennen. Ein solches viskoplastisches Materialge-

setz wurde im Rahmen dieser Arbeit nicht entwickelt. Trotz dieser Vereinfachungen 

können die Ergebnisse als verlässlich und der Fehler als gering angesehen werden. 
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3 Nichtlineares Konstitutivmodell 

Das Konstitutivverhalten von multidirektionalen Faserverbundlaminaten wird durch 

Materialprozesse in den geschichteten Lagen unter Einfluss von Interaktionen zwischen 

den Einzellagen bestimmt. Sind einzelne Lagen nicht in Faserrichtung orientiert, wirken 

Transversal- und Schubspannungen, wodurch die Eigenschaften der Matrix einen zu-

nehmenden Einfluss auf das globale Verhalten erhalten. Dabei wirken verschiedene Ma-

terialprozesse, die nichtlineares Materialverhalten hervorrufen. In dieser Arbeit wird ein 

entwickeltes nichtlineares Konstitutivmodell vorgestellt, welches in der Lage ist, die 

Schädigung gekoppelt mit anderen Nichtlinearitätsmechanismen abzubilden. Die darin 

enthaltenen Ansätze bestimmen interaktiv die Auswirkung folgender nichtlinearer Ma-

terialprozesse auf das globale Laminatverhalten: 

1. Verformungsinduzierte Faserausrichtung 

Die Fasern richten sich in Abhängigkeit von der Verformungsrichtung aus. 

2. Nichtlineare longitudinale Elastizität 

Kohlenstofffasern weisen eine lastabhängige Steifigkeitsveränderung auf. 

3. Plastizität im Matrixmaterial 

Plastische Fließvorgänge in der Matrix führen zu einem Erweichen. 

4. Schädigung vor dem Endversagen der Probe 

Eine diffuse Mikroschädigung, Delaminationen und Zwischenfaserbrüche füh-

ren zu einer Steifigkeitsreduktion. 

Das Konstitutivmodell, dessen schematischen Ablauf Abb. 3-1 zeigt, basiert auf einer 

ganzheitlichen Laminatbeschreibung für einen ebenen Spannungszustand. Das Konsti-

tutivgesetz ist als nutzer-definiertes Materialmodell VUMAT für Abaqus programmiert. 

Durch die ganzheitliche Laminatbeschreibung, kann es somit in Kombination mit re-

chenzeiteffizienten Schalenelementen benutzt werden. Ein weiterer Vorteil dieses An-

satzes ist die in-situ Betrachtungsmöglichkeit der Interaktion der einzelnen Lagen. Ein-

flüsse des Laminataufbaus auf das Konstitutivverhalten der einzelnen Lagen können ab-

gebildet werden, da eine Kopplung direkt im Rahmen des Modells besteht. Die Übertra-

gung des Konstitutivverhaltens zwischen Laminat und Einzellagenebene erfolgt mittels 

Klassischer Laminattheorie. Aus den globalen Dehnungen {𝜺𝑘}𝑥𝑦 des Laminats werden 

zu Beginn durch eine Transformationsbeziehung die lokalen Dehnungen in den Einzel-

lagen bestimmt. Der Index k wird eingeführt, um eine betrachtete Lage im Laminat zu 

definieren. Nach der Bestimmung des Konstitutivverhaltens auf Lagenebene, werden im 

Anschluss die globalen Laminatspannungen {𝝈𝑘}𝑥𝑦 aus den Einzellagenspannungen be-
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rechnet. In der hier vorgestellten Form besteht eine Limitierung auf symmetrische La-

minataufbauten, da nur die Membran-Eigenschaften des Laminats berechnet werden. 

Das Materialmodell zur numerischen Bestimmung des Spannungs-Dehnungs-Verhal-

tens ist als inkrementeller Ansatz für eine explizite Zeitintegration formuliert. Das ex-

plizite Modell hat den Vorteil, dass es ausgeprägtes nichtlineares Verhalten stabil abbil-

den kann, während bei einem impliziten Lösungsverfahren oftmals Konvergenzprob-

leme eine Lösung verhindern. 

 

Abb. 3-1: Schema des nichtlinearen Konstitutivmodells. 

Da das Modell in der dargestellten Form die relevanten nichtlinearen Materialprozesse 

interaktiv bestimmt, ist es in der Lage das Konstitutivverhalten einer Vielzahl von La-

minataufbauten vorherzusagen. Es ermöglicht die Vorhersage des Spannungs-Deh-

nungs-Verhaltens auch bei großen Strukturverformungen. Ein großer Vorteil ist eben-

falls, dass Laminate ausgelegt werden können, bei denen in einzelnen Lagen ein 

Schubspannungszustand herrscht, was in multidirektionalen Laminaten überwiegend 

der Fall ist. Im Kontext der Schädigungsbewertung ermöglicht das Modell eine genaue 

Bestimmung der Spannungen in den Einzellagen zum Zeitpunkt der Rissentstehung. Des 

Weiteren kann die Steifigkeitsauswirkung verschiedener nichtlinearer Materialmecha-

nismen mit der Steifigkeitsreduktion infolge der Schädigungsentwicklung physikalisch 

basiert überlagert werden. Zwischenfaserbruchschädigung tritt gewöhnlich in Lagen 

auf, bei denen die Last- und die Faserrichtung nicht gleich sind. Es treten kombinierte 

Spannungszustände aus Zug und Schub auf, die jeweils eine andere Auswirkung auf die 



Nichtlineares Konstitutivmodell 51 

 

Entstehung und die Auswirkung von Rissen haben. Die genaue Vorhersage der Kompo-

nenten des lokalen Spannungsvektors ist daher entscheidend. Die einzelnen Ansätze zur 

Bestimmung der Auswirkung der einzelnen Materialmechanismen auf das Konstitutiv-

verhalten werden in den folgenden Abschnitten detailliert beschrieben. 

3.1 Faserrotation 

Die Bedeutung der Betrachtung des Steifigkeitseinflusses durch die verformungsindu-

zierte Faserrotation wurde bereits bei der experimentellen Auswertung des Laminatver-

haltens gezeigt. Der Versteifungseffekt der Faserausrichtung durch große Deformatio-

nen ist Gegenstand in einigen Veröffentlichungen, die diesen materialintrinsischen Me-

chanismus von Faserverbunden beschreiben [51–53]. Im Rahmen eines Konstitutivmo-

dells muss die Faserrotation beachtet werden, da eine Vernachlässigung des Prozesses 

zu einer Veränderung des vorhergesagten Spannungs-Dehnungs-Verhaltens führen 

würde. Nur durch die korrekte Bewertung der tatsächlichen lokalen Dehnungen in den 

einzelnen Lagen, können die wahren Spannungen ermittelt und eine korrekte Schädi-

gungsbewertung ermöglicht werden. Zusätzlich beeinflusst die Faserrotation die Bewer-

tung des nichtlinearen Verhaltens eines Laminats, wodurch eine Vernachlässigung zu 

einer Fehlinterpretation des Einflusses anderer nichtlinearer Materialprozesse führen 

kann. 

Die Berechnung des Konstitutivverhaltens erfolgt auf Lagenebene durch die Bestim-

mung der Spannungen auf Basis der Dehnungen im jeweiligen Faser-Matrix-Koordina-

tensystem der Einzellagen. Die Faserrotation wird dabei in der Übertragung von globa-

len zu lokalen Dehnungen beziehungsweise von lokalen zu globalen Spannungen be-

trachtet (Transfer zwischen Laminat- und Lagenebene). Das Problem stellt dabei die 

verschmierte Betrachtung der Materialeigenschaften dar. Durch den Aufbau aus Fasern 

eingebettet in eine Harzmatrix, weisen Faserverbunde eine materialinhärente Orthotro-

pie auf. Die orthotropen Eigenschaften im Faser-Matrix-Verbund werden in Abaqus als 

Material zugewiesen. Während einer Schubverzerrung einer Lage werden durch Abaqus 

die Starrkörperverschiebungen im Element ausgeglichen, wodurch die initiale Orthotro-

pierichtung auch bei Verzerrung des Elements beibehalten wird. Durch die Definition 

der Materialeigenschaften kann die schubverformungsinduzierte Faserneuausrichtung 

(Schubverformung im Faser-Matrix-Koordinatensystem) jedoch keine Änderung der 

Orthotropierichtung bewirken, da die Orthotropierichtung nur auf Basis des Elementko-

ordinatensystems ausgerichtet wird. Die Ausrichtung der Faser wird im Rahmen des 

Konstitutivmodells berechnet und in die Bestimmung der Dehnungen und Spannungen 

entsprechend des tatsächlichen Faser-Matrix-Koordinatensystems einbezogen. Die 

schematische Darstellung des Problems und die Lösung im vorgestellten Konstitutiv-

modell sind in Abb. 3-2 dargestellt. 
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Abb. 3-2: Faserrotation im Konstitutivmodell: a) initiale Faserorientierung, b) Faserorientie-

rung in Abaqus bei Axialverformung, c) tatsächliche und im Modell bestimmte Fa-

serorientierung. 

Ziel des Materialmodells ist die globale Berechnung des Konstitutivverhaltens eines Fa-

serverbundlaminats auf Basis von Schalenelementen in Abaqus. Da das Laminat aus 

mehreren Einzellagen bestehen kann, deren jeweiliges Verhalten eine Auswirkung auf 

das Laminatverhalten hat, wird das Konstitutivverhalten unter Betrachtung der genann-

ten nichtlinearen Materialprozesse auf Lagenebene ausgewertet. Da das Modell für die 

Anwendung in einer expliziten Zeitintegration implementiert wurde, ist es inkrementell 

formuliert. Zunächst werden die Lagendehnungen aus der Laminatdehnung bestimmt. 

Da von einer idealen Verbindung zwischen den Lagen ausgegangen werden kann, gilt 

für das Dehnungsinkrement im Laminat-Koordinatensystem in jedem Zeitschritt 

{𝑑𝜺𝑘}𝑥𝑦 = {𝑑𝜺𝑙𝑎𝑚}𝑥𝑦. (3-1) 

Um die Lagendehnung im lokalen Faser-Matrix-Koordinatensystem zu bestimmen, wer-

den die Dehnungsinkremente rotiert. Um den Rotationswinkel zu bestimmen, ist zum 

einen der Lagenwinkel im Laminat entscheidend, zum anderen aber auch die verfor-

mungsinduzierte Lagenrotation. Der Winkel der Faserrotation ergibt sich aus der Schub-

verformung der Lage im Materialkoordinatensystem von Abaqus. Damit berechnet sich 

der Winkel der Dehnungstransformation auf Basis des Schichtungswinkels 𝜃𝑘
0 und der 

über die Zeitschritte aufsummierten lokalen Schubdehnung zu 

𝜃𝑘 = 𝜃𝑘
0 + 𝑎𝑟𝑐𝑡𝑎𝑛(𝜀12𝑘

′ ). (3-2) 

Da zunächst nur die globalen Dehnungen im Laminatkoordinatensystem als Input des 

FE Programms zur Verfügung stehen, wird die Schubdehnung der Einzellagen in Ab-

hängigkeit von diesen berechnet: 

𝜀12𝑘
′ = −𝑠(𝜃𝑘

0)𝑐(𝜃𝑘
0)𝜀𝑥𝑘 + 𝑠(𝜃𝑘

0)𝑐(𝜃𝑘
0)𝜀𝑦𝑘 + (𝑐

2(𝜃𝑘
0) − 𝑠2(𝜃𝑘

0)) 𝜀𝑥𝑦𝑘, 
(3-3) 

wobei 𝑠 = 𝑠𝑖𝑛 und 𝑐 = 𝑐𝑜𝑠 gilt. Um die lokalen Dehnungsinkremente im tatsächlichen 

Faser-Matrix-Koordinatensystem der Lagen zu erhalten, wird eine Transformations-

matrix entsprechend Gl. (2-5) genutzt. Die lokalen Dehnungen ergeben sich durch die 

Transformation entsprechend dem Rotationswinkel aus Lagenorientierung und verfor-

mungsinduzierter Faserrotation zu 

𝜃𝑘𝜃𝑘
0

𝜃𝑘
0

(a) (b) (c)
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(

𝑑𝜀1
𝑑𝜀2
𝑑𝜀12

)

𝑘

= [

c2(𝜃𝑘) s2(𝜃𝑘) 2s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘)

s2(𝜃𝑘) c2(𝜃𝑘) −2s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘)

−s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘) s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘) c2(𝜃𝑘) − s
2(𝜃𝑘)

](

𝑑𝜀𝑥
𝑑𝜀𝑦
𝑑𝜀𝑥𝑦

)

𝑘

. (3-4) 

Durch die Bestimmung der Dehnungsinkremente der Einzellagen im jeweiligen Zeit-

schritt können die Gesamtdehnungen durch Summation berechnet werden. Die Bestim-

mung des Spannungszustandes im Faser-Matrix-Koordinatensystem erfolgt durch die 

Anwendung des Konstitutivmodells, wie es in Abb. 3-1 abgebildet ist. Als Resultat wer-

den die lokalen geschädigten Spannungsinkremente (𝑑𝜎̃1, 𝑑𝜎̃2, 𝑑𝜎̃12)
𝑇
𝑘
 in den einzelnen 

Lagen bestimmt. Durch die Transformationsmatrix können diese Spannungsinkremente 

wieder in das globale Element-Koordinatensystem rotiert werden. Hierbei muss erneut 

die verformungsinduzierte Faserrotation beachtet werden. Während diese bei der Deh-

nungstransformation als zusätzlicher Rotationswinkel eingeht, muss sie bei der Span-

nungstransformation wieder herausgerechnet werden, um den Eingangsdehnungen des 

FE Programms zu entsprechen. Dazu wird die Transformationsmatrix mit dem tatsäch-

lichen Lagenwinkel 𝜃𝑘 aber mit entgegengesetztem Vorzeichen definiert. Die Lagen-

spannungsinkremente im Laminatkoordinatensystem ergeben sich als 

(

𝑑𝜎̃𝑥
𝑑𝜎̃𝑦
𝑑𝜎̃𝑥𝑦

)

𝑘

= [

c2(𝜃𝑘) s2(𝜃𝑘) −2s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘)

s2(𝜃𝑘) c2(𝜃𝑘) 2s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘)

s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘) −s(𝜃𝑘) c(𝜃𝑘) c2(𝜃𝑘) − s
2(𝜃𝑘)

] (

𝑑𝜎̃1
𝑑𝜎̃2
 𝑑𝜎̃12

)

𝑘

. (3-5) 

Durch die Einschränkung auf symmetrische Lagenaufbauten und einem angenommenen 

ebenen Spannungszustand können die Spannungsinkremente des Laminats schlussend-

lich durch die Summation der geschädigten Lagenspannungsinkremente berechnet wer-

den:  

{𝑑𝝈𝑙𝑎𝑚}𝑥𝑦 =
1

𝑡𝑙𝑎𝑚
∫ {𝑑𝝈̃𝑘}𝑥𝑦

𝑡𝑙𝑎𝑚

0

=
1

𝑡𝑙𝑎𝑚
∑𝑡𝑘

𝑛

𝑘=1

{𝑑𝝈̃𝑘}𝑥𝑦. (3-6) 

Eine Validierung des Ansatzes zur verformungsinduzierten Faserrotation wurde in [47] 

für verschiedene Winkellaminate veröffentlicht. Dabei zeigte sich eine sehr gute Über-

einstimmung zwischen der numerisch bestimmten Faserrotation im Modell und experi-

mentell gemessenen Ergebnissen mit dem eingesetzten DBK System. 

3.2 Nichtlineare longitudinale Elastizität 

Die durchgeführten Experimente basieren auf dem Material IM7-8552, einem kohlen-

stofffaserverstärktem Epoxid. Eine materialinhärente Eigenschaft von Kohlenstofffa-

sern ist das nicht-hooke´sche Spannungs-Dehnungs-Verhalten [54–59]. Ein Konstitutiv-

modell zur Abbildung des Materialverhaltens in Verbundlaminaten muss zwingend die 
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Veränderung des longitudinalen Steifigkeitsmoduls in Abhängigkeit vom Belastungsni-

veau beachten. Die Ursache für die Versteifung mit zunehmender Belastung in Längs-

richtung der Fasern liegt an der mikroskopisch anisotropen Struktur der Kohlenstofffa-

sern. Durch eine longitudinale Zuglast verbessert sich die Orientierung der unregelmä-

ßig orientierten Kristalle, wodurch die Steifigkeit zunimmt. Das nichtlineare longitudi-

nale Spannungs-Dehnungs-Verhalten wird bestimmt durch einen empirischen Ansatz, 

wobei die Steifigkeit als Funktion der Dehnung in Längsrichtung berechnet wird. Die 

belastungsabhängige Versteifung ist eine Eigenschaft der Kohlenstofffaser. Das Epo-

xidharz ist isotrop und weist dieses Merkmal nicht auf. Dadurch muss der funktionale 

Zusammenhang zwischen Längssteifigkeit und Dehnung in Abhängigkeit des Faservo-

lumengehalts bestimmt werden. Da für die Bestimmung im Rahmen dieser Arbeit so-

wohl für die Kalibrierung an reinen unidirektionalen 0° Laminaten, als auch für alle 

anderen Laminate das gleiche Prepreg Material verwendet wurde, ist der Ansatz zuläs-

sig. Der Steifigkeitsmodul in Faserrichtung einer Einzellage k wächst proportional mit 

der Zugdehnung und sinkt äquivalent bei einer Druckdehnung [56]: 

𝐸1𝑘 = 𝐸1
0(1 + 𝑘𝑓 𝜀1𝑘), (3-7) 

wobei 𝐸1
0 der initiale Modul des Materials ist und der Parameter 𝑘𝑓 die Steifigkeitsver-

änderung infolge einer longitudinalen Dehnung 𝜀1𝑘 in der Lage bestimmt. Das nicht-

hooke`sche Verhalten ist reversibel, somit weisen Belastung und Entlastung denselben 

Verlauf im Spannungs-Dehnungs-Diagramm auf [60]. Aus diesem Grund eignet sich ein 

nicht-hooke`scher elastischer Materialansatz. Die Bestimmung des korrekten effektiven 

Fasermoduls ist entscheidend, um in einer Simulation korrekt die veränderte ungeschä-

digte und geschädigte Steifigkeitsmatrix zu bestimmen. Nur dadurch ist es möglich, den 

Spannungs-Dehnungs-Verlauf von Laminaten bei kontinuierlicher Belastung vorherzu-

sagen. Der notwendige Parameter für IM7-8552 wird anhand von uniaxial belasteten 

unidirektionalen 0° Proben bestimmt, die aus 16 Einzellagen des Prepreg-Materials auf-

gebaut sind. Dabei wird aus dem Spannungs-Dehnungs-Verlauf der Sekantenmodul aus-

gewertet, da dieser eine ausreichende Sensitivität für eine Auswertung des nicht-

hooke`schen Parameters liefert. Eine Kalibrierung auf Basis der globalen Spannungs-

Dehnungs-Antwort der Proben erwies sich hingegen als zu ungenau. Die Bestimmung 

des Parameters 𝑘𝑓 zeigt Abb. 3-3. Hierin stellen die Markierungen die experimentell 

gemessenen Sekantenmodule dar und die durchgezogene Linie beschreibt den Verlauf 

des Sekantenmoduls aus dem vorgeschlagenen dehnungsbasierten Ansatz. Der longitu-

dinale Sekantenmodul ist normiert betrachtet, bezogen auf den initialen Elastizitätsmo-

dul in Faserrichtung (𝐸1
𝑠𝑒𝑘 𝐸1

0⁄ ). 
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Abb. 3-3: Bestimmung des nicht-hooke`schen longitudinalen E-Moduls am Sekantenmodul un-

idirektionaler 0° Laminate. 

Den Einfluss des ansteigenden longitudinalen Elastizitätsmoduls bei ansteigender Be-

lastung auf die Simulation von unidirektionalen 0°-Laminaten zeigt Abb. 3-4. Der Ver-

gleich mit dem Simulationsergebnis bei linearer Annahme des longitudinalen Moduls 

verdeutlicht die signifikante Versteifung bei Belastungen in Faserrichtung. Mit dem An-

satz aus Gl. (3-7) kann der experimentelle Spannungs-Dehnungs-Verlauf der 0°-Zug-

versuche hingegen sehr gut vorhergesagt werden. 

 

Abb. 3-4: Auswirkung des nicht-hooke`schen longitudinalen E-Moduls auf die Spannungs-

Dehnungs-Vorhersage eines unidirektionalen 0° Laminats. 
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3.3 Plastizität 

Das im Rahmen dieser Arbeit untersuchte IM7-8552 Material enthält im ausgehärteten 

Zustand einen Matrixanteil von etwa 40%. Dieses duroplastische Polymermaterial be-

sitzt die Eigenschaft unter Krafteinwirkung plastisch zu fließen wodurch auch nach der 

Entlastung des Faserverbundes eine irreversible Formveränderung verbleibt. Dieses 

Phänomen wird verursacht durch eine Streckung und ein Entknäulen der Polymerketten. 

Eine plastische Verformung wird bei Betrachtung eines ebenen Spannungszustands im 

Wesentlichen durch die transversale Normalspannung 𝜎2 und die longitudinale 

Schubspannung 𝜎12 hervorgerufen. Ziel des Ansatzes zur Abbildung der Plastizität ist 

die korrekte Vorhersage der plastischen Dehnungen auf Basis dieser Spannungskompo-

nenten. Entscheidend dabei ist es, eine Auswirkung einer Spannungsinteraktion sowie 

eines hydrostatischen Druckzustands auf das Fließverhalten zu untersuchen. Zur Einbin-

dung des Plastizitätsmodells in den Ablauf des globalen nichtlinearen Konstitutivmo-

dells für beliebige symmetrische Laminate muss die Akkumulation plastischer Dehnun-

gen unter multiaxialen Spannungszuständen in den Lagen bestimmt werden. Gegenwär-

tige Plastizitätsmodelle für Faserverbundwerkstoffe basieren im Wesentlichen auf dem 

Fließkriterium nach Hill [61], welches das Fließgesetz rein auf Basis des deviatorischen 

Spannungstensors definiert oder dem Fließkriterium von Drucker-Prager [62], welches 

zusätzlich noch den Einfluss hydrostatischer Spannungszustände einbezieht. Die Theo-

rie beider Kriterien basiert auf einem vollständig interagierenden Verhalten der beteilig-

ten Spannungskomponenten. Sowohl das Hill-Kriterium, als auch das Drucker-Prager-

Kriterium können in ihrer Definition auf orthotrope Werkstoffe, wie zum Beispiel Fa-

serverbunde, angewendet werden. Beide gehen davon aus, dass alle Spannungskompo-

nenten den plastischen Fluss beeinflussen, wobei sich die Fließkurve des Hill-Kriteri-

ums aus einer reinen quadratischen Spannungsinteraktion ergibt. Um den Einfluss der 

jeweiligen Spannungskomponente auf die Fließkurve zu definieren, müssen in experi-

mentellen Versuchen Parameter bestimmt werden. Für die Fließkurve des Hill-Kriteri-

ums sind 6 Parameter nötig, die in 6 Versuchen ermittelt werden können. Um das Ver-

halten einer Faserverbundlage zu beschreiben, wird in Faserrichtung gewöhnlich linear 

elastisches Verhalten vorausgesetzt. Darüber hinaus kann eine transversale Isotropie an-

genommen werden. In [63] wird dafür ein Modell vorgestellt, welches vereinfachend zu 

Hill`s Ansatz nur noch 2 zu bestimmende Parameter enthält. Ein Modell für ebene Span-

nungszustände basierend auf einem einzigen Parameter stellen Sun u. a. in [64, 65] vor, 

wobei sie einzelne Parameter des Hill Kriteriums als materialintrinsisch für Faserver-

bunde spezifizieren und daher keine experimentelle Bestimmung dafür benötigen. Um 

das Verfestigungsverhalten einer Einzellage zu definieren, schlagen sie eine einzelne 

Masterkurve vor. Für deren Kalibrierung dienen verschiedene uniaxiale Zugversuche an 

unidirektionalen Proben, welche in unterschiedlichen Winkeln belastetet werden. 

Spencer [66] schlägt ein Kriterium basierend auf deviatorischen Spannungsinvarianten 

vor, da er eine Unabhängigkeit von hydrostatischen Spannungszuständen voraussetzt. 
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Auch nutzt er für die Definition der Fließregel nur Spannungsinvarianten, die unabhän-

gig von der Faserspannung sind, wodurch der Betrag des plastischen Flusses nicht durch 

longitudinale Normalspannungen beeinflusst wird. Ein Plastizitätsgesetz für dreidimen-

sionale Spannungszustände in Faserverbunden wird in [67] vorgestellt. Dort wird eine 

hydrostatische Sensitivität der Fließregel erreicht, indem eine Invariante einbezogen 

wird, die einen linearen nicht-deviatorischen Spannungsterm in transversale Richtung 

enthält. Dadurch kann das unterschiedliche Fließverhalten in Abhängigkeit von hydro-

statischem Druckspannungs- bzw. Zugspannungszustand beachtet werden. Der Einfluss 

hydrostatischen Drucks auf das plastische Verhalten von Polymeren wurde experimen-

tell in [68] untersucht. Ein weiteres Fließkriterium für faserverstärkte Polymere wurde 

in [69] veröffentlicht. Darin wird ein angepasstes Drucker-Prager-Modell vorgeschla-

gen, welches eine Variabilität der hydrostatischen Sensitivität und ein linear elastisches 

Verhalten in Faserrichtung enthält. Ein weiterer Modellierungsansatz wurde von Flat-

scher u. a. [70] für einen ebenen Spannungszustand entwickelt. Dieser unterscheidet 

zwischen zwei verschiedenen Mechanismen, welche eine plastische Dehnungsakkumu-

lation hervorrufen, zum einen infolge einer longitudinalen Schub- und zum anderen in-

folge einer transversalen Normalspannung. Beide Mechanismen werden separat einer 

spezifischen Schubebene zugeordnet, die sich entsprechend den Bruchebenen des 

Puck`schen Versagenskriterium für unidirektionale Faserverbunde orientieren. Für 

beide Mechanismen werden eine separierte Fließregel und ein zugeordnetes Fließver-

halten bestimmt. 

Für das reine Polymer ist es experimentell erwiesen, dass eine Interaktion der Span-

nungsterme 𝜎2 und 𝜎12 den Betrag des plastischen Flusses beeinflusst. Für Faserver-

bunde mit einem hohen Faseranteil werden die Fließvorgänge hingegen abhängig von 

der Lastrichtung stark separiert, da diese zwischen den Fasern auf unterschiedlichen 

Ebenen stattfinden. Eine einheitliche Meinung herrscht in der Literatur darüber, dass 

eine Druckspannung das Schubabgleiten verzögert und damit die Festigkeit ansteigt. Im 

Gegensatz dazu gibt es keinen verlässlichen experimentellen Nachweis, ob eine trans-

versale Normalspannung die Nichtlinearität im Spannungs-Dehnungs-Verlauf unter 

Schub beeinflusst. Einige Veröffentlichungen zeigen experimentelle Auswertungen, die 

einen Einfluss erkennen lassen [71, 72], während andere Veröffentlichungen diesen Ein-

fluss nicht beobachtet haben [73–75]. Allerdings muss an dieser Stelle darauf hingewie-

sen werden, dass die Bestimmung dieses Einflusses von der Auswertemethodik der Ver-

suche abhängt und diese stark von anderen Einflüssen, wie der Faserrotation, verfälscht 

sein kann. Testergebnisse von Swanson u. a. [73] für das Carbon/Epoxid Material AS4-

55A sind in Abb. 3-5 gezeigt. Die Resultate lassen keinen Einfluss von 𝜎2 auf die Schub-

nichtlinearität erkennen. 
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Abb. 3-5: Einfluss einer transversalen Normalspannung auf den nichtlinearen Schub-Span-

nungs-Dehnungs-Verlauf von AS4-55A [nach [73]]. 

Das hier vorgeschlagene Plastizitätsmodell enthält ein unabhängiges Fließgesetz in der 

Annahme, dass es bei hohen Faservolumengehältern nahezu keine Interaktion zwischen 

transversalen Normal- und longitudinalen Schubspannungen gibt. Physikalisch betrach-

tet bedeutet dies, dass in Reaktion auf eine Schubspannung 𝜎12𝑘 die Fasern und die Mat-

rix entlang der Fasern abgleiten, während das Fließen unter transversaler Normalspan-

nung 𝜎2𝑘 senkrecht zu den Fasern stattfindet. Die unterschiedlichen Fließprozesse sind 

in Abb. 3-6 schematisch dargestellt. 

 

Abb. 3-6: Verschiedene Fließvorgänge in einer Einzellage in Abhängigkeit der Belastung. 

Als Input für das Plastizitätsmodell dienen die rotierten Dehnungsinkremente in den 

Einzellagen welche mittels Gl. (3-4) ermittelt werden. Es wird davon ausgegangen, dass 
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das Dehnungsinkrement 𝑑𝜺𝑘 linear in den elastischen Anteil 𝑑𝜺𝑒𝑘 und den plastischen 

Anteil 𝑑𝜺𝒑𝑘 zerlegt werden kann: 

𝑑𝜺𝑘 = 𝑑𝜺
𝑒
𝑘 + 𝑑𝜺

𝑝
𝑘. (3-8) 

Der plastische Anteil des Dehnungsinkrements wird in dem unabhängigen Fließgesetz 

entweder durch die transversale Plastizität oder durch die longitudinale Schubplastizität 

kontrolliert. Dazu wird eine unabhängige nicht-assoziierte Fließregel angewendet, wel-

che sich entsprechend der plastischen Potentiale 𝑔𝑡𝑟 und 𝑔𝑠𝑙 definiert zu 

𝑑𝜺𝑝𝑘 = ( 𝑑𝜀𝑡𝑟
𝑝

1
,  𝑑𝜀𝑡𝑟

𝑝

2
,  𝑑𝜀𝑠𝑙

𝑝

12
)
𝑇

𝑘
= (𝑑𝜆𝑡𝑟

𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝜎1

, 𝑑𝜆𝑡𝑟
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝜎2

, 𝑑𝜆𝑠𝑙
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝜎12

)
𝑇

𝑘

. (3-9) 

Dabei sind 𝑑𝜆𝑡𝑟 und 𝑑𝜆𝑠𝑙 nicht-negative plastische Skalare, die den Betrag des plasti-

schen transversalen Dehnungsinkrements und des Schubdehnungsinkrements definie-

ren. Da Polymerwerkstoffe von hydrostatischen Druckzuständen beeinflusst werden, ist 

das Fließverhalten einer Faserverbundlage abhängig davon, ob ein Druck- oder Zugzu-

stand im Matrixmaterial herrscht. In verschiedenen experimentellen Studien in der Lite-

ratur wurde das Phänomen der hydrostatischen Sensitivität bei gleichzeitig allseitigem 

Druck (𝜎1 = 𝜎2 = 𝜎3) untersucht [76–81]. Da der hydrostatische Einfluss auf das plas-

tische Verhalten der Einzellage durch das Matrixmaterial bedingt ist, wird die Fließbe-

dingung definiert durch die Fließfunktion 

𝑓𝑡𝑟 = 𝜎𝑡𝑟
𝑒𝑓
= |𝜎2𝑘| +

𝛼𝑡𝑟
3
 (
𝐸𝑚
𝐸1𝑘

𝜎1𝑘 + 𝜎2𝑘), (3-10) 

wobei 𝐸𝑚 die Steifigkeit des Matrixmaterials und 𝛼𝑡𝑟 der transversale hydrostatische 

Sensitivitätsparameter sind. Ein einfaches mikromechanisches Modell basierend auf der 

Mischungsregel wird genutzt, um die longitudinale Spannungskomponente in der Mat-

rix entsprechend dem Verhältnis aus Harzsteifigkeit und Einzellagensteifigkeit zu be-

rechnen. Das Verfestigungsverhalten des Faserverbundmaterials in den beiden Fließ-

richtungen wird durch die Beziehung der jeweiligen effektiven plastischen Dehnungen 

zu den effektiven Spannungen charakterisiert und entsprechend in Masterkurven vorge-

geben. In dem hier vorgeschlagenen Plastizitätsmodell wird die effektive transversale 

Spannung 𝜎𝑡𝑟
𝑒𝑓

 äquivalent zur Fließfunktion definiert. 

Es wird davon ausgegangen, dass der plastische Fluss keinen Einfluss auf die Volu-

menänderung des Materials hat. Dementsprechend wird die Funktion für das plastische 

Potential für eine transversale Spannung definiert als 

𝑔𝑡𝑟 = |𝜎2𝑘|. (3-11) 
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Mit der entsprechenden nicht-assoziierten Fließregel kann das Spannungsinkrement mit 

Hilfe des plastischen Potentials 𝑔𝑡𝑟 berechnet werden: 

𝑑𝝈𝑡𝑟𝑘 = 𝑸
0
𝑘(𝑑𝜺𝑘 − 𝑑𝜺𝑡𝑟

𝑝

𝑘
) = 𝑸0𝑘 (𝑑𝜺𝑘 −

𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝝈𝑘

𝑑𝜆𝑡𝑟𝑘), (3-12) 

wobei 𝑑𝝈𝑡𝑟𝑘 = (𝑑𝜎1𝑘, 𝑑𝜎2𝑘,  )
𝑇
 die von der transversalen Plastizität beeinflussten La-

genspannungen sind und 𝑸0𝑘 die ungeschädigte elastische Steifigkeitsmatrix darstellt 

(wobei der nichtlineare longitudinale Elastizitätsmodul 𝐸1𝑘 für die Bestimmung genutzt 

wird). Für die Berechnung der Spannungsinkremente muss der transversale plastische 

Skalar 𝑑𝜆𝑡𝑟 bestimmt werden. Während der plastischen Deformation muss der momen-

tane Spannungszustand immer auf dem Rand der Fließfläche verbleiben. Um dies wäh-

rend der Verformung zu gewährleisten, muss die Konsistenzbedingung erfüllt sein. Sie 

ergibt sich für eine transversale Verformung zu 

𝜕𝑓𝑡𝑟
𝜕𝝈𝑘

𝑑𝝈𝑘 = −
𝜕𝑓𝑡𝑟

𝜕𝜀𝑡𝑟
𝑒𝑓
𝑑𝜀𝑡𝑟

𝑒𝑓
, (3-13) 

wobei 𝑑𝜀𝑡𝑟
𝑒𝑓

 die inkrementelle effektive plastische Dehnung ist. Diese wird definiert als 

𝑑𝜀𝑡𝑟
𝑒𝑓
= √𝑑𝜺𝑡𝑟

𝑝

𝑘
: 𝑑𝜺𝑡𝑟

𝑝

𝑘
. (3-14) 

Mit den Gleichungen (3-12) und (3-13) folgt für den transversalen plastischen Skalar 

𝑑𝜆𝑡𝑟𝑘 =

𝜕𝑓𝑡𝑟
𝜕𝝈𝑘

𝑸0𝑘  𝑑𝜺𝑘

𝐻̃𝑡𝑟
𝑝√
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝝈𝑘

:
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝝈𝑘

+
𝜕𝑓𝑡𝑟
𝜕𝝈𝑘

𝑇

𝑸0𝑘  
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝝈𝑘

, (3-15) 

wobei 𝐻̃𝑡𝑟
𝑝 = 𝜕𝜎𝑡𝑟

𝑒𝑓
𝜕𝜀𝑡𝑟

𝑒𝑓
⁄  die Ableitung aus effektiver Spannung und effektiver plasti-

scher Dehnung ist. Diese wird aus dem Anstieg der entsprechend als Input zu definie-

renden Masterkurve bestimmt. Die transversale Masterkurve ist in Abb. 3-7 zusammen 

mit den Modellergebnissen des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs für uniaxiale Druck- und 

reine Zugbelastung dargestellt. Es zeigt sich, dass durch die hydrostatische Sensitivität 

die plastischen Verformungen unter Zug stärker sind. Allerdings wird unter uniaxialer 

Zugbelastung kaum ein Fließen erreicht, da die Zugfestigkeit des unidirektionalen Ma-

terials im Vergleich zur Druckfestigkeit wesentlich niedriger ist. In einem Laminat kön-

nen hingegen wesentlich höhere Dehnungen in den 90° Lagen erreicht werden. Solange 

die Decklagen die Integrität des Laminats aufrechterhalten können, findet in den trans-

versalen Lagen eine Zwischenfaserbruchanhäufung statt, wobei gleichzeitig höhere 

Zugbelastungen möglich sind. 
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Abb. 3-7: Transversale effektive Spannungs-Dehnungs-Masterkurve und uniaxiales Verhalten 

unter Druck und Zug für IM7-8552 (Druck mit umgekehrtem Vorzeichen). 

Um die durch longitudinale Schubspannungen hervorgerufene plastische Deformation 

zu beschreiben, wird eine weitere Fließfunktion eingeführt: 

𝑓𝑠𝑙 = 𝜎𝑡𝑟
𝑒𝑓
= |𝜎12𝑘| +

𝛼𝑠𝑙
3
 (
𝐸𝑚
𝐸1
𝜎1𝑘 + 𝜎2𝑘). (3-16) 

Das entsprechende plastische Potential für longitudinale Schubspannungen ist 

𝑔𝑠𝑙 = |𝜎12𝑘|. (3-17) 

Um der Unabhängigkeit der Fließprozesse zu genügen, muss unter plastischer Schub-

verformung eine andere Konsistenzbedingung erfüllt sein. Diese ist in Abhängigkeit der 

longitudinalen Schubfließfunktion 

𝜕𝑓𝑠𝑙
𝜕𝝈𝑘

𝑑𝝈𝑘 = −
𝜕𝑓𝑠𝑙

𝜕𝜀𝑠𝑙
𝑒𝑓
𝑑𝜀𝑠𝑙

𝑒𝑓
, (3-18) 

wobei 𝑑𝜀𝑠𝑙
𝑒𝑓
= √𝑑𝜺𝑠𝑙

𝑝

𝑘
: 𝑑𝜺𝑠𝑙

𝑝

𝑘
 die inkrementelle effektive plastische Schubdehnung ist. 

Wie bei der transversalen Plastizität wird eine nicht-assoziierte Fließregel angenommen. 

Dadurch lässt sich das longitudinale Spannungsinkrement definieren als 

𝑑𝝈𝑠𝑙𝑘 = ( , , 𝑑𝜎12)
𝑇
𝑘
= 𝑸0𝑘 (𝑑𝜺𝑘 −

𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝝈𝑘

𝑑𝜆𝑠𝑙𝑘). (3-19) 
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Der Betrag des plastischen Flusses wird äquivalent durch einen longitudinalen plasti-

schen Skalar berechnet. Dieser ergibt sich aus Gl. (3-18) und (3-19) und in Abhängigkeit 

der Komponenten des transversalen Spannungsinkrements zu 

𝑑𝜆𝑠𝑙𝑘 =

𝛼𝑠𝑙
3 (

𝐸𝑚
𝐸1𝑘

𝑑𝜎1𝑘 + 𝑑𝜎2𝑘) + 𝑄66
0 (𝑠𝑔𝑛(𝜎12𝑘)𝑑𝜀12𝑘)

𝐻̃𝑠𝑙
𝑝√
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝝈𝑘

:
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝝈𝑘

+
𝜕𝑓𝑠𝑙
𝜕𝝈𝑘

𝑇

𝑸0𝑘  
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝝈𝑘

. (3-20) 

Der Zusammenhang zwischen longitudinaler effektiver Spannung und Dehnung wird 

aus der Schubplastizitäts-Masterkurve bestimmt. Der Verlauf der Masterkurve für das 

Material IM7-8552 ist in Abb. 3-8 dargestellt. 

 

Abb. 3-8: Masterkurve für longitudinale Schubplastizität für das Material IM7-8552. 

Mittels der plastischen Skalare 𝑑𝜆𝑡𝑟𝑘 und 𝑑𝜆𝑠𝑙𝑘 können die plastischen Dehnungen un-

ter einem multiaxialen Spannungszustand mittels Gl. (3-9) berechnet werden. Die elas-

tischen Dehnungen der Einzellage im Faser-Matrix-Koordinatensystem berechnen sich 

schließlich aus den rotierten totalen Dehnungsinkrementen und den ermittelten plasti-

schen Dehnungsinkrementen zu 

{𝑑𝜺𝑒𝑘}12 = {𝑑𝜺𝑘 − 𝑑𝜺
𝑝
𝑘}12 = (𝑑𝜀1

𝑒 , 𝑑𝜀2
𝑒 , 𝑑𝜀12

𝑒 )𝑇
𝑘
. (3-21) 

Diese dienen als Eingangsgrößen für das Schädigungsmodell, welches im Anschluss 

eine mögliche Schädigung ermittelt und auf dieser Basis die geschädigten Spannungs-

inkremente berechnet. Die schematische Darstellung des Ablaufs der Berechnung der 

elastischen Dehnungen im Rahmen des Plastizitätsansatzes und dessen Einbindung in 

das Modell zur Vorhersage des Konstitutivverhaltens von Faserverbundlaminaten zeigt 

Abb. 3-9. 
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Abb. 3-9: Einbindung des Plastizitätsmodells im nichtlinearen Konstitutivmodell. 

Ein entscheidender Faktor für die Verlässlichkeit des Plastizitätsmodells ist die korrekte 

Bestimmung der notwendigen Materialparameter. Ziel des Modells ist es, mit möglichst 

wenigen zu kalibrierenden Faktoren die plastischen Verformungen aufgrund von multi-

axialen Spannungszuständen in den Lagen akkurat abzubilden. Dafür müssen zum einen 

die hydrostatischen Sensitivitätsparameter und zum anderen die Masterkurven jeweils 

für beide Fließvorgänge in transversale und longitudinale Richtung bestimmt werden. 

Um den Einfluss hydrostatischen Drucks auf das plastische Fließen zu ermitteln, sind 

aufwendige experimentelle Testvorrichtungen nötig. In [76] wird ein Verfahren vorge-

stellt, bei dem Druckversuche an unidirektionalen 90° und 45° Laminaten in einem 

Hochdruckkessel unter Einwirkung von Öl ausgeführt wurden. Als Material wurde das 

Prepreg Scotchply SP-319 von 3M genutzt, welches aus der Kohlenstofffaser T300 mit 

60% Volumenanteil und dem Epoxidharz PR-319 besteht. Da äquivalente Versuche mit 

dem Material IM7-8552 nicht vorliegen und im Rahmen der Arbeit auch nicht durchge-

führt wurden, werden die hydrostatischen Sensitivitätsparameter an dem Scotchply Ma-

terial ermittelt und aufgrund der ähnlichen Zusammensetzung für das Material IM7-

8552 übernommen. Um ein anderes Material zu charakterisieren, müssten gegebenen-

falls die vorgeschlagenen Experimente durchgeführt werden. Die Auswertung der Ex-

perimente zur Bestimmung von 𝛼𝑡𝑟 und 𝛼𝑠𝑙 erfolgt mit Hilfe einer numerischer Analyse. 

Zunächst werden die Masterkurven für transversale und longitudinale Plastizität aus Er-

gebnissen unter Atmosphärendruck bestimmt. In einem FE-Modell werden dann die 

Randbedingungen in zwei Schritten angelegt. In einem ersten Schritt, wird zunächst der 
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hydrostatische Druck auf alle Oberflächen des Modells aufgebracht und in einem zwei-

ten Schritt werden die Ober- und Unterseite des Modells mit einem Druck belastet. 

Durch eine iterative Annäherung werden schließlich passende hydrostatische Parameter 

ermittelt, mit denen die vorliegenden mit Hochdruck belasteten Spannungs-Dehnungs-

Verläufe der Drucktests bestmöglich getroffen werden können. Abb. 3-10 zeigt die Ver-

suchs- und die Simulationsergebnisse der 90° und der 45° Druckproben mit dem Mate-

rial SP-319 unter verschiedenen hydrostatischen Drücken. Durch die korrekte numeri-

sche Bestimmung der Kurvenverläufe wird davon ausgegangen, dass die hydrostati-

schen Sensitivitätsparameter korrekt ermittelt wurden. 

 

Abb. 3-10: Korrelation von Versuchs- und Simulationsergebnissen an Experimenten unter hyd-

rostatischem Druck mit dem Material Scotchply SP-319 (Experimente [76]). 

Zusätzlich zu den hydrostatischen Parametern für transversale und longitudinale Belas-

tung müssen die beiden Masterkurven für ein spezifisches Material ermittelt werden. 

Einen entscheidenden Einfluss auf die Genauigkeit der Modellergebnisse hat die kor-

rekte Bestimmung des materialinhärenten Verfestigungsverhaltens in Form der Master-

kurven für das effektive Spannungs-Dehnungs-Verhalten. Die transversale Masterkurve 

kann aus einem uniaxialen Druckversuch an einem unidirektionalen 0° Laminat kalib-

riert werden. Ein Druckversuch ist notwendig, da die Festigkeit wesentlich höher ist als 

unter Zug und daher das repräsentative Fließverhalten bis zu einer höheren Dehnung 

ausgewertet werden kann. Allerdings entspricht die Druckkurve nicht genau der Mas-

terkurve, da diese durch die hydrostatische Sensitivität beeinflusst wird. Dementspre-

chend muss zunächst der transversale hydrostatische Parameter bestimmt werden, um 

den Verlauf der Masterkurve dann im nächsten Schritt iterativ aus dem Druckversuch 

zu kalibrieren. Um die longitudinale Schubmasterkurve direkt zu bestimmen, wäre ein 

reiner Schubzustand in einem Versuchsablauf notwendig. Da in einigen Laminataufbau-

ten große Schubverformungen erreicht werden können, ist es erforderlich, die Master-

kurve auch bei hohen Dehnungen korrekt zu ermitteln. Wie weiter oben bereits darge-

legt, gibt es leider keine verlässliche Testvorrichtung, um einen reinen Schubzustand bis 

zu hohen Verformungen zu erhalten. Ein vorgeschlagenes Verfahren entsprechend der 

Norm ASTM D 3518 [82] basiert auf der Auswertung eines ±45° Laminats. Allerdings 
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ist es limitiert auf geringe Verformungen, da durch eine Faserrotation der Anteil der 

transversalen Normalspannung zunimmt und eine Schädigungsentwicklung den Span-

nungs-Dehnungs-Verlauf beeinflusst. Eine Möglichkeit die Masterkurve bis zu hohen 

Schubdehnungen zu ermitteln bietet eine ±40° Probe. Wie gezeigt wurde, wird deren 

Spannungs-Dehnungs-Verhalten nicht durch eine Schädigung beeinflusst. Da allerdings 

kein reiner Schubspannungszustand in den Lagen herrscht und auch eine Faserrotation 

die Steifigkeit verändert, muss die Schubmasterkurve aus dem Ergebnis iterativ kalib-

riert werden. Die Masterkurve wird dazu solange angepasst, bis in Abhängigkeit des 

davor bestimmten longitudinalen hydrostatischen Parameters der Verlauf des ±40° La-

minats numerisch nachgebildet werden kann. Trotz der wenigen notwendigen Material-

parameter ist es entscheidend, das entwickelte Plastizitätsgesetz umfassend zu validie-

ren. Da besonders die Interaktion mit anderen nichtlinearen Materialprozessen zu Fehl-

interpretationen der physikalischen Ursachen eines nichtlinearen Verlaufs führen kann, 

ist es wichtig verschiedene Laminate mit unterschiedlichen Spannungskombinationen in 

den Einzellagen zu untersuchen. Zunächst werden nur Versuchs- und Simulationsergeb-

nisse betrachtet, die nicht durch Schädigung beeinflusst wurden. Einen Vergleich der 

Spannungs-Dehnungs-Verläufe aus Experiment und Simulation für ein zugbelastetes 

±40° Laminat und ein druckbelastetes unidirektionales 90° Laminat [75] zeigt Abb. 

3-11. Beide nichtlineare Verläufe können sehr gut numerisch nachgebildet werden, da 

diese Laminate zur Kalibrierung der Masterkurven genutzt wurden. 

 

Abb. 3-11: Axialer Spannungs-Dehnungs-Verlauf von Experimenten und Simulationen für 

IM7-8552. 

Weitere Versuchs- und Simulationsergebnisse von Laminaten, die kontinuierlich bis 

zum Versagen belastet wurden sind in Abb. 3-12 dargestellt. Allgemein zeigt sich eine 

sehr gute Korrelation zwischen den experimentellen und den numerischen Ergebnissen. 

Da das Werkstoffverhalten einer Faserverbundlage in longitudinaler Richtung durch das 

Fasermaterial dominiert wird, in transversaler Richtung hingegen wesentlich von dem 

Matrixmaterial, reagiert die Lage bei longitudinaler Normalbelastung mit einem Verfes-

tigen infolge des nicht-hooke`schen Fasermoduls und bei transversaler Belastung mit 

einem Erweichen infolge des plastischen Fließens der Matrix. Besonders gut wird diese 

Interaktion bei kombinierten Spannungszuständen im Vergleich des ±15° und des ±30° 
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Laminats deutlich. Durch die Interaktion der Faserversteifung und der Plastizität in der 

Matrix ergibt sich in dem ±15° ein Laminatsteifigkeitsanstieg, während die Laminatstei-

figkeit in dem ±30° Laminat mit zunehmender Belastung abnimmt. Beide Materialpro-

zesse können interaktiv auf Basis des vorgeschlagenen Konstitutivmodells korrekt be-

stimmt werden. Die experimentellen Verläufe von unidirektionalen Proben [75], die in 

Winkeln von 15°, 30°, 45° und 75° unter Druck belastet wurden, können ebenfalls sehr 

gut mit dem Konstitutivmodell simuliert werden. 

 

Abb. 3-12: Spannungs-Dehnungs-Verlauf verschiedener zugbelasteter ±θ-Laminate und unidi-

rektionaler nicht in Faserrichtung druckbelasteter Laminate (OAC) aus IM7-8552. 

3.4 Schädigung 

Die Entwicklung von Zwischenfaserbrüchen in einzelnen Lagen eines betrachteten La-

minats muss nicht zwangsläufig zum Verlust der strukturellen Integrität eines Bauteils 
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führen. Dies gilt, solange andere Lagen die globale Lastübertragung weiterhin gewähr-

leisten können. Im Bereich der Laminatverfestigung, also dem Bereich in dem eine Last-

steigerung des Laminats möglich ist, führen Schädigungsprozesse jedoch zu einer Re-

duktion der Steifigkeit in den betroffenen Lagen. Das Schädigungswachstum und dessen 

Auswirkung auf die Steifigkeit müssen demnach zwingend korrekt bestimmt werden, 

um das Spannungs-Dehnungs-Verhalten des Laminats vorherzusagen. Da der hier vor-

gestellte Ansatz der Konstitutivmodellierung auch auf Faserverbunde auf struktureller 

Ebene anwendbar sein soll, ist eine diskrete Abbildung der Zwischenfaserbrüche nicht 

geeignet. Aus diesem Grund wird ein Konzept gewählt, welches auf einer verschmierten 

Schädigungsbetrachtung basiert. Die Theorie dieser Ansätze wurde bereits vor einigen 

Jahrzehnten entwickelt und unter dem Begriff der Kontinuumsschädigung zusammen-

gefasst. Durch die Definition eines Schädigungsmodells auf Basis der Kontinuumsschä-

digungsmechanik lassen sich die reduzierten homogenisierten Steifigkeiten von Lami-

naten beschreiben. Es ist damit möglich, die Auswirkungen der physikalischen Versa-

gensphänomene auf das konstitutive Verhalten eines angenommenen Kontinuums auf 

Einzellagen-Ebene mathematisch zu beschreiben. 

Zur Beschreibung der Schädigungsentwicklung in dem entwickelten Modell werden ei-

nige Annahmen getroffen, welche für die Zwischenfaserbruchentwicklung in einzelnen 

Lagen eines Faserverbundlaminats als wirksam gelten können: 

 Das geschädigte Material kann als Kontinuum betrachtet werden 

 Die Schädigung kann durch eine progressive Minderung einzelner Komponen-

ten der Steifigkeitsmatrix abgebildet werden 

 Die Schädigung wird als messbare Zustandsgröße zur Beschreibung eines mo-

mentanen Zustands eines physikalischen Systems angesehen 

Für ein eindimensional homogen geschädigtes Material kann zur Definition der Schädi-

gung folgender skalarer Zusammenhang beschrieben werden [83]: 

𝑑 =
𝐴𝑑
𝐴
   mit  ≤ 𝑑 ≤ 1, (3-22) 

wobei 𝐴 die betrachtete Oberfläche des Kontinuumselements ist und 𝐴𝑑 die Fläche der 

Schädigung innerhalb der Fläche 𝐴 beschreibt. Somit ergibt sich für 𝑑 =   der unge-

schädigte und für 𝑑 = 1 der vollständig geschädigte Zustand des Elements. Bei Zwi-

schenfaserbrüchen kann davon ausgegangen werden, dass keine Lastübertragung über 

die geschädigte Fläche stattfindet. Damit ergibt sich die wirksame Spannung 𝜎 aus dem 

Widerstand gegen die aufgebrachte Kraft bezogen auf den Querschnitt 𝐴 − 𝐴𝑑 [84]. Für 

einen eindimensionalen uniaxialen Belastungsfall ergibt sich damit in einem betrachte-

ten Kontinuumselement  
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𝜎 =
𝐹

𝐴 − 𝐴𝑑
=

σ

1 − 𝑑
. (3-23) 

Die Spannung σ ergibt sich aus dem Verhältnis der aufgebrachten Kraft und der gesam-

ten Oberfläche des Elements 𝐴. 

Zur Beschreibung der Materialdegradation wird das Modell der wirksamen Spannung in 

Verbindung mit der Annahme der Dehnungsäquivalenz [85, 86] angewendet. Für einen 

eindimensionalen Fall besagt dieses Modell, dass die Dehnung 𝜀, verknüpft mit der un-

geschädigten Materialsteifigkeit 𝐸 und belastet unter der wirksamen Spannung 𝜎, der 

Dehnung des geschädigten Materials entspricht, verknüpft mit der geschädigten Materi-

alsteifigkeit 𝐸(1 − 𝑑) und belastet mit der Spannung 𝜎: 

𝜀 =
𝜎

𝐸
=

σ

𝐸(1 − 𝑑)
. (3-24) 

Um die Definition der Kontinuumsschädigung im Rahmen des Modells anzuwenden, ist 

eine Beschreibung für den ebenen Spannungszustand notwendig. In Erweiterung von 

Gl. (3-23) ergibt sich für den mehrdimensionalen Fall 

𝝈̿ = 𝑴(𝑫)𝛔. (3-25) 

Die makroskopischen Spannungen bezogen auf die Querschnittsfläche einer Lage und 

die wirksamen Spannungen im Material werden durch die Vektoren 𝛔 und 𝝈̿ definiert. 

Die Schädigung wird beschrieben durch die Schädigungseinflussmatrix 𝑴(𝑫) auf Basis 

der Schädigungsmatrix 𝑫. Die Konstitutivbeziehung des homogenisierten geschädigten 

Materials ergibt sich gleichzeitig durch Einführung der ungeschädigten Nachgiebig-

keitsmatrix zu 

𝜺 = 𝑴(𝑫)𝑺0𝛔. (3-26) 

Mit einer in der Literatur oftmals getroffenen Annahme der in alle Richtungen ungekop-

pelten Schädigung, lässt sich eine rational sinnvolle Schädigungseinflussmatrix 𝑴(𝑫) 

definieren als [87–92] 

𝑴(𝑫) = (𝑰 − 𝑫)−𝟏, (3-27) 

wobei 𝑰 die Einheitsmatrix ist. In der vorliegenden Arbeit wird die Dehnungs-Span-

nungs-Beziehung einer geschädigten Einzellage mittels Gl. (2-7) mit den effektiven ge-

schädigten Nachgiebigkeiten 𝑆̂22(𝐸̂2) und 𝑆̂66(𝐺̂12) beschrieben. Es wurde bereits ge-

zeigt, dass die Materialkennwerte 𝐸̂1 und 𝜈̂12 nicht von Zwischenfaserbrüchen beein-

flusst werden. Damit lässt sich die Nachgiebigkeitsmatrix einer Einzellage mittels der 

irreversiblen Schädigungsvariablen 𝑑̂22𝑘 und 𝑑̂66𝑘 und den ungeschädigten Materialei-

genschaften beschreiben: 
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𝑺𝑑𝑘 =

[
 
 
 
 
 
 
 
1

𝐸1𝑘
−
𝜈12
0

𝐸1𝑘
 

−
𝜈12
0

𝐸1𝑘

1

𝐸2
0(1 − 𝑑̂22𝑘)

 

  
1

2𝐺12
0 (1 − 𝑑̂66𝑘)]

 
 
 
 
 
 
 

, (3-28) 

wobei 𝐸1𝑘 die Veränderung des initialen longitudinalen Elastizitätsmoduls 𝐸1
0 einer Ein-

zellage auf Grund einer aufgebrachten Belastung beinhaltet. Die Konstitutivbeziehung 

in Gl. (3-26) gilt unter der Annahme von linear elastischem Materialverhalten. Im allge-

meinen Kontext eines gekoppelten elasto-plastischen-Schädigungs-Ansatzes [93–97] 

ergibt sich somit für die inkrementelle Spannungs-Dehnungs-Beziehung mittels der ge-

schädigten Steifigkeitsmatrix 𝑸𝑑𝑘: 

(

𝑑𝜎̃1
𝑑𝜎̃2
𝑑𝜎̃12

)

𝑘

= 𝑸𝑑𝑘 (

𝑑𝜀1 − 𝑑𝜀1
𝑝

𝑑𝜀2 − 𝑑𝜀2
𝑝

𝑑𝜀12 − 𝑑𝜀12
𝑝

)

𝑘

, (3-29) 

wobei das totale Dehnungsinkrement in einen elastischen und einen plastischen Anteil 

aufgeteilt wurde und damit 𝑑𝜺𝑒𝑘 = 𝑑𝜺𝑘 − 𝑑𝜺
𝑝
𝑘 gilt. Die plastischen Dehnungen wer-

den durch das Plastizitätsmodell im Rahmen des nichtlinearen Konstitutivmodells be-

rechnet. Die Steifigkeitsreduktion als Folge von Zwischenfaserbrüchen wird in einer 

diskreten Abbildung anhand von RVE Rechnungen bestimmt. Hierbei wird die geschä-

digte Steifigkeitsmatrix nicht durch die Invertierung der Nachgiebigkeit in Gl. (3-28) 

definiert. Durch die Definition der Randbedingungen wird zur besseren Berechnung eine 

andere Zuordnung der Schädigungsvariablen genutzt. Die geschädigte Steifigkeits-

matrix wird eingeführt als 

𝑸𝑑𝑘 = [

𝑄11
𝑑 (𝑑22)𝑘 (1 − 𝑑22𝑘)𝑄12

0  

(1 − 𝑑22𝑘)𝑄12
0 (1 − 𝑑22𝑘)𝑄22

0  

  (1 − 𝑑66𝑘)𝑄66
0

], (3-30) 

wobei dies der besseren Auswertung der RVE Ergebnisse dient, die Schädigung aber 

äquivalent definiert ist. Neben 𝑑66𝑘 = 𝑑̂66𝑘 gilt für die Reduktion der transversalen Stei-

figkeit 
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𝑑22𝑘 = 1 −
(1 − 𝑑̂22𝑘)(1 − 𝜈12

0 𝜈21
0 )

1 − (1 − 𝑑̂22𝑘)𝜈12
0 𝜈21

0
. (3-31) 

Die Schädigungsvariablen 𝑑22𝑘 und 𝑑66𝑘 charakterisieren die Reduktion der initialen 

Steifigkeitsmatrixkomponenten 𝑄22
0  und 𝑄66

0  einer Einzellage. Dabei gilt, dass mit zu-

nehmender Schädigungsvariable die effektive Steifigkeit sinkt. Die Reduktion von 𝑄12
0  

infolge einer Rissentwicklung kann ebenfalls durch 𝑑22𝑘 beschrieben werden. Der trans-

versale Elastizitätsmodul 𝐸2 und die Querkontraktionszahl 𝜈21 verringern sich durch 

Risse gleichmäßig. Durch die Definition der homogenisierten Steifigkeitsmatrix in Gl. 

(3-30) folgt für die Degradation der Materialeigenschaften: 

𝐸2
𝑑
𝑘
= 𝐸2

0 (1 −
𝑑22𝑘(1 − 𝜈12

0 𝜈21
0 )

1 − 𝑑22𝑘𝜈12
0 𝜈21

0 ), 

𝜈21
𝑑
𝑘
= 𝜈21

0 (1 −
𝑑22𝑘(1 − 𝜈12

0 𝜈21
0 )

1 − 𝑑22𝑘𝜈12
0 𝜈21

0 ). 

(3-32) 

Dementsprechend ergibt sich für 𝑄11
𝑑  die Abhängigkeit von 𝑑22𝑘 und den initialen Ma-

terialparametern durch 

𝑄11
𝑑 (𝑑22)𝑘 =

𝐸1𝑘
1 − 𝜈12

0 𝜈21
𝑑
𝑘

. (3-33) 

Um das Spannungs-Dehnungs-Verhalten einer Einzellage mit einer Akkumulation von 

Zwischenfaserbrüchen vorherzusagen, muss die Entwicklung der beiden Schädigungs-

variablen 𝑑22𝑘 und 𝑑66𝑘 mit ausreichender Genauigkeit bestimmt werden. Für die Be-

rechnung der Schädigungsvariablen ist entscheidend, ob eine Rissanhäufung in Einzel-

lagen im globalen Verfestigungsbereich des Laminats oder die Entfestigung des gesam-

ten Laminats abgebildet werden soll. Solange das Laminat trotz Entwicklung von Zwi-

schenfaserbrüchen mit zunehmender Verformung die aufgenommene Last steigern 

kann, wirken sich die Risse auf die Nichtlinearität der Spannungs-Dehnungs-Kurve aus 

und interagieren dabei mit anderen nichtlinearen Materialprozessen. Die korrekte Be-

stimmung der Steifigkeitsreduktion einzelner Lagen ist dabei entscheidend für die kor-

rekte Vorhersage des Laminatverhaltens. Um im Entfestigungsbereich den finalen 

Durchbruch numerisch zu simulieren, wird ein Verlauf der Schädigungsvariablen ener-

giebasiert kalibriert und damit eine physikalisch korrekte Rissausbreitung unabhängig 

von der Diskretisierung abgebildet. Ziel der Ansätze ist es, eine Äquivalenz zwischen 

der dissipierten Energie durch ein reales Risswachstum und der Energie zur Deteriora-

tion der Finiten Elemente gleicher Länge herzustellen [98–101]. Um dazu nicht an eine 

bestimmte Elementabmessung gebunden zu sein, wird der Schädigungsfortschritt so ka-

libriert, dass die Fläche unter der Spannungs-Dehnungs-Kurve der Elemente jeweils ei-

ner experimentell ermittelten materialabhängigen Bruchenergie multipliziert mit der 



Nichtlineares Konstitutivmodell 71 

 

Elementlänge entspricht. Dadurch wird der Gradient des Abstiegs im Entfestigungsbe-

reich des Laminats entsprechend der Elementgröße bestimmt und die Degradation über 

den Verlauf der Schädigungsvariablen gesteuert. Ein solcher Ansatz ist allerdings limi-

tiert auf Vorgänge, bei denen ein Riss zu einer vollständigen Spannungsentlastung führt 

[102]. Die Auswirkung einer Rissanhäufung in einzelnen Lagen kann damit nicht abge-

bildet werden. Den Unterschied in der Auswirkung eines energiebasierten Entfesti-

gungsansatzes in der Simulation eines Durchrisses und einer Rissanhäufung zeigt Abb. 

3-13. Dort ist die Bestimmung der Schädigungsvariable in Abhängigkeit der FE-Netz-

feinheit für ein grobes und ein feines Netz dargestellt. Der Spannungs-Dehnungs-Ver-

lauf und damit der Verlauf der Schädigungsvariable in einem energiebasierten Entfesti-

gungsgesetz wird über eine ermittelte Bruchenergie kalibriert. Durch die Steuerung der 

Degradation über die Bruchenergie in Kombination mit der charakteristischen Element-

länge kann das Bruchverhalten einer 90° Lage mit Loch unabhängig von der Netzfein-

heit korrekt abgebildet werden. In Netz 1 ist die vollständige Entfestigung bei einer ge-

ringeren Dehnung erreicht als bei Netz 2. Dadurch bleibt die lokalisierende Entfesti-

gungszone bei beiden Netzen gleich und ein Durchriss würde bei der gleichen globalen 

Last vorausgesagt. Um die Auswirkung einer Rissanhäufung in einer 90° Lage eines 

[0/90/0] Laminats zu bestimmen, ist ein energiebasierter Ansatz hingegen ungeeignet, 

da das Ziel die exakte Bestimmung der Steifigkeitsreduktion in den Elementen der mitt-

leren 90° Lage ist. Da die Dehnung wesentlich von den 0° Lagen abhängt, ist die be-

rechnete homogenisierte Steifigkeitsreduktion bei dem groben Netz 2 größer. Um diese 

Elementgrößenabhängigkeit zu verhindern, muss hier ein spannungs- oder dehnungsba-

sierter Ansatz gewählt werden, der die Schädigungsvariable auch in Abhängigkeit der 

anderen Lagen im Laminat bestimmt. 

 

Abb. 3-13: Auswirkung einer energiebasierten Entfestigung für unterschiedliche Schädigungs-

phänomene und Netzfeinheit. 
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Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein zweigeteilter Ansatz entwickelt, der einerseits die 

Zwischenfaserbruchanhäufung bestimmt, und andererseits deren Auswirkung auf die 

Steifigkeit einzelner Lagen berechnet. Die Einbindung des Schädigungsmodells in das 

gesamte Konzept des nichtlinearen Konstitutivmodells zeigt Abb. 3-14. Ziel des Schä-

digungsmodells ist die Bestimmung der geschädigten Steifigkeitsmatrix jeder Lage im 

Laminat. Dafür werden die Schädigungsvariablen auf Grund verschiedener Schädi-

gungsphänomene berechnet. Das Anwachsen der Schädigungsvariablen wird im physi-

kalischen Sinne wesentlich durch die Entwicklung von Zwischenfaserbrüchen be-

stimmt. Aus diesem Grund wird auf Basis der Eingangsgrößen des Schädigungsmodells 

(Lagendehnungen und Lagenorientierungen) die Zunahme der Rissdichte berechnet. Die 

einzelnen Schritte zur Ermittlung der inkrementellen geschädigten Lagenspannungen in 

Form eines Schädigungsentwicklungs- und eines Schädigungsauswirkungsansatzes 

werden in den folgenden Kapiteln detailliert beschrieben. 

 

Abb. 3-14: Einbindung des Schädigungsmodells im globalen nichtlinearen Konstitutivansatz. 
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4 Vorhersage der Schädigungsentwicklung 

Die Schädigungsentwicklung in Faserverbundlaminaten wird unterteilt in die Initiierung 

und die Ausbreitung von mikroskopischen und makroskopischen Schädigungsphänome-

nen. Da in multidirektionalen Laminaten verschiedenste Schädigungsmechanismen auf-

grund unterschiedlichster Ursachen auftreten, ist die Aufgabe eines Schädigungsansat-

zes, deren Entwicklung vorherzusagen. Die Ausbildung einer Schädigung, beispiels-

weise eines Zwischenfaserbruchs, ist kein verschmiertes Materialproblem, sondern ent-

springt einem sehr lokalen Materialzustand. Dadurch ist die Bestimmung der Schädi-

gungsentwicklung sehr schwierig. Die Entstehung und die Ausbreitung der Schädigung 

werden bestimmt durch die Verteilung von Schwachstellen im Laminat [103]. Deren 

Lokalisierung und die Einschätzung von Interaktionen sind unerlässlich, um eine Be-

wertung der physikalischen Vorgänge während der Schädigungsentwicklung zu errei-

chen. Wo und bei welchem Belastungszustand ein Schädigungsphänomen in einem La-

minat auftritt, wird durch Fertigungsfaktoren beeinflusst. Diese sind derzeit noch kaum 

vorhersagbar und erfordern eine sehr detaillierte Betrachtung der Materialvorgänge 

während der Fertigung, um den genauen mechanischen Zustand zum Zeitpunkt der An-

wendung eines Bauteils abzuschätzen. Dazu zählen beispielsweise die Art der Konsoli-

dierung und die Randbedingungen des Aushärtezyklus wie in Huang u. a. [29] gezeigt 

wird. Weiterhin spielen komplexe Verknüpfungen von thermo-mechanischen und um-

gebungsbedingten Lasten während der Betriebsdauer eine wichtige Rolle bei der Entste-

hung und Ausbreitung der Schädigung. Entscheidend für die Entwicklung eines Schädi-

gungsmodells ist die Tatsache, dass die stochastische Natur der Schädigungsentwick-

lung in Faserverbundlaminaten nicht nur auf einer Zufälligkeit von Materialeigenschaf-

ten basiert. Für die Entstehung der Variabilität der Materialeigenschaften ist die Ferti-

gung des Bauteils sehr entscheidend und muss daher in die Beschreibung der Zufällig-

keit mit einbezogen werden. Das macht die Entwicklung eines Modells zur Schadens-

progression schwierig und mathematische Ansätze nur sehr bedingt universell anwend-

bar. Mithilfe von probabilistischen mathematischen Ansätzen können die physikali-

schen Prozesse während der Schädigungsentwicklung näherungsweise abgebildet wer-

den, jedoch ist die erneute Ermittlung der Materialparameter bei wechselnden Ferti-

gungsbedingungen und Laminatkonfigurationen unerlässlich. 

Im folgenden Abschnitt werden bisherige Ansätze zur Vorhersage einer Schädigungs-

entwicklung untersucht. Dabei werden auch die Einbeziehung der genannten Einfluss-

faktoren und die Anwendbarkeit für beliebige multidirektionale Laminate untersucht. 

Daraufhin wird ein im Rahmen dieser Arbeit entwickelter Ansatz zur Vorhersage der 

Schädigungsentwicklung vorgestellt. 
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4.1 Literaturübersicht 

In den letzten Jahrzehnten wurden zahlreiche Modelle zur Bestimmung der Schädi-

gungsentwicklung entwickelt die sich grob in zwei Gruppen einteilen lassen. Zum einen 

Modelle, die auf einer verschmierten Schädigungsbetrachtung basieren und zum ande-

ren Modelle, die eine diskrete Zwischenfaserbruchanhäufung bestimmen. Während ver-

schmierte Ansätze direkt die Steifigkeitsreduktion in Form der Schädigungsvariablen 

definieren, unterscheiden diskrete Ansätze zwischen der Berechnung der Zunahme von 

Rissen und deren Steifigkeitsauswirkung. 

Ein Konzept zur verschmierten Bestimmung der Schädigungsvariablen wird in Vyas u. 

a. [104] vorgestellt, wobei diese schrittweise so angepasst werden, dass der resultierende 

Spannungszustand genau eine vorgegebene Bruchbedingung erfüllt. Damit kann nicht 

nur die Schädigungsanhäufung, sondern gleichzeitig auch die Schädigungsinitiierung 

bestimmt werden. Weitere verschmierte Konzepte basieren darauf, einen definierten 

Verlauf der Schädigungsvariablen in Abhängigkeit der Anstrengung in den einzelnen 

Lagen vorzugeben [94, 105–109]. Die Schädigungsinitiierung wird im Wesentlichen auf 

Basis eines spannungs- oder dehnungsbasierten Ansatzes oder eines Energiekriteriums 

bestimmt. Diese werden nachfolgend im Kontext der separierenden Konzepte vorge-

stellt. Die Steifigkeitsreduktion ist sehr abhängig vom Laminataufbau und den Ferti-

gungsbedingungen und gleichzeitig sehr schwierig experimentell zu bestimmen [20, 

110]. Eine sehr akkurate Kalibrierung des Schädigungsverlaufs entsprechend der Rand-

bedingungen ist dadurch entscheidend für die Anwendung dieser Modelle. Nichtsdes-

totrotz ist die direkte Bestimmung der Schädigungsvariablen auf Basis der anliegenden 

Belastung verlockend, da diese gleichzeitig eine Entwicklung der Schädigungsphäno-

mene und deren Auswirkung auf die Steifigkeit enthält. 

Eine Vielzahl von Modellen trennt die Bestimmung der Schädigungsentwicklung von 

der Vorhersage der Schädigungsauswirkung. Die diskrete Betrachtung beschränkt sich 

dabei im Wesentlichen auf die Vorhersage einer Akkumulation von Zwischenfaserbrü-

chen. Die Vorhersage der Zwischenfaserbruchentwicklung in einer Einzellage eines Fa-

serverbundlaminats erfordert sowohl die korrekte Bestimmung der Rissinitiierung, als 

auch der Rissanhäufung. Modelle zur diskreten Berechnung der Rissentwicklung lassen 

sich allgemein in zwei verschiedene Kategorien unterteilen. Die Kategorie der span-

nungsbasierten Ansätze prognostiziert die Bildung eines Risses anhand der Materialfes-

tigkeit, sobald ein Spannungszustand einem definierten Kriterium genügt. Die Kategorie 

der energiebasierten Ansätze hingegen sagt eine Rissbildung voraus, wenn die Energie-

freisetzung durch die Entstehung des Risses die kritische Energiefreisetzungsrate er-

reicht. Im Folgenden werden einzelne Ansätze zur Bestimmung der Rissinitiierung und 

Rissanhäufung genauer vorgestellt. 

Zur Bestimmung der Rissinitiierung, wird häufig ein spannungs- oder dehnungsbasierter 

Ansatz in Abhängigkeit einer mutmaßlich materialintrinsischen Festigkeitsgröße ge-



Vorhersage der Schädigungsentwicklung 75 

 

nutzt. Dabei wird die Rissinitiierung gewöhnlich auf Basis entwickelter Versagenskri-

terien für unidirektionale Faserverbundwerkstoffe bestimmt [70, 106, 111]. Experi-

mente in [103] und auch im Rahmen dieser Arbeit haben allerdings gezeigt, dass die 

Ausbildung eines Zwischenfaserbruchs von der Lagendicke abhängt. Daher ist die trans-

versale Festigkeit einer unidirektionalen Probe nicht für Laminate mit beliebiger Lagen-

dicke anwendbar. Für Kreuzverbund-Laminate präsentierten Dvorak u. a. [35] einen An-

satz bekannt als „Initiales Defekt-Konzept“ [103, 112], bei dem die Rissinitiierung ba-

sierend auf der linear elastischen Bruchmechanik (LEBM) bewertet wird. Unter Ver-

wendung einer kritischen Energiefreisetzungsrate 𝐺𝐼𝑐 für Mode I kann für Kreuzver-

bunde mit der Gleichung  

𝑌𝑡
∗ = √

 𝐺𝐼𝑐𝐸1𝐸2
𝜋𝑡𝑘(𝐸1 − 𝐸2𝜈122)

 (4-1) 

eine von der Lagendicke abhängige Festigkeit für eine Einzellage bestimmt werden. 

Dieser Ansatz wird beispielsweise in [104, 113] genutzt. Flaggs u. a. [114] beobachteten 

an experimentellen Ergebnissen, dass die transversale Festigkeit signifikant von der Ori-

entierung der benachbarten Lagen abhängt. Um diesem Effekt Rechnung zu tragen, 

wurde in [21] eine entsprechende Erweiterung von Gl. (4-1) um einen kalibrierten Faktor 

definiert. Zur Betrachtung mikromechanischer Einflüsse, wurde in [115, 116] die Vor-

hersagbarkeit der Zwischenfaserbruchinitiierung auf Faser-Matrix Ebene untersucht. 

Allerdings ist die Bestimmung von Materialeigenschaften auf dieser Ebene sehr schwie-

rig. Zahlreiche Einflussgrößen bestimmen den Zeitpunkt, ab dem ein beispielsweise 

durch thermische Eigenspannungen vorhandener oder entstandener Mikroriss instabil in 

Dickenrichtung wächst. Die große Herausforderung eines auf der LEBM basierenden 

Ansatzes zur Rissinitiierung ist die Bestimmung der kritischen Energiefreisetzungsrate, 

welche für das instabile Mikrorisswachstum notwendig ist. 

Zur Vorhersage der Zwischenfaserbruchanhäufung gibt es die Möglichkeit, einen ver-

schmierten und im Wesentlichen empirischen Ansatz zu wählen, oder eine diskrete Ab-

bildung eines Risses mit der Bewertung des Spannungsfeldes um den Riss. Zur ersten 

Gruppe von Ansätzen lassen sich die Modelle in [51, 70, 108, 117] einordnen. Dort wird 

ein spannungsbasierter Ansatz in Abhängigkeit der homogenisierten geschädigten La-

genspannungen genutzt. Die Ansätze benötigen dafür empirisch ermittelte Parameter, 

welche die Rissanhäufungsrate bestimmen. Ein vergleichbarer Ansatz wird von 

Ladèveze u. a. [118–120], Carrere u. a. [1, 20, 121] und Ribeiro u. a. [122] vorgestellt, 

wobei die Rissakkumulation in Abhängigkeit der globalen Dehnungsenergie der geschä-

digten Lage vorhergesagt wird. Im Fall eines ebenen Spannungszustandes ist die Deh-

nungsenergiedichte einer geschädigten Lage 
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𝐺𝑒 =
𝜎1
2

2(1 − 𝑑11)𝐸1
+

𝜎2
2

2(1 − 𝑑22)𝐸2
−
𝜈12
𝐸1
𝜎1𝜎2 +

𝜎12
2

2(1 − 𝑑66)𝐺12
. (4-2) 

 

Die Energiedissipation infolge von Schädigungsvorgängen ergibt sich entsprechend der 

Gleichung 

Ω̇ =
𝜕𝐺𝑒
𝜕𝑑11

𝑑̇11 +
𝜕𝐺𝑒
𝜕𝑑22

𝑑̇22 +
𝜕𝐺𝑒
𝜕𝑑11

𝑑̇66 = 𝑦1𝑑̇11 + 𝑦2𝑑̇22 + 𝑦6𝑑̇66, (4-3) 

wobei 𝑦1, 𝑦2 und 𝑦6 die thermodynamischen Kräfte sind, welche zugeordnet zu den 

einzelnen Modi die Schädigung bestimmen. Auf dieser Basis werden in den genannten 

Ansätzen die Schädigungsinitiierung und die Schädigungsprogression auf Basis der 

thermodynamischen Kräfte beschrieben. In [120] wird ein Modell zur Bestimmung einer 

diffusen Schädigung, einer transversalen Zwischenfaserbruchentwicklung, Delaminati-

onen und einer longitudinalen Faserbruchentwicklung präsentiert. Dazu sind allerdings 

zusammen 15 Parameter aus experimentellen repräsentativen Versuchen zu kalibrieren. 

Eine Gleichung auf Basis der thermodynamischen Kräfte zur Berechnung der über die 

Dicke normierten Zwischenfaserbruchdichte in einer Einzellage ist in [20] definiert: 

𝜌̅ = ℎ(1 − 𝜇̅)[𝛼𝐼〈𝑦𝐼 − 𝑦𝐼
0〉𝑛 + 𝛼𝐼〈𝑦𝐼𝐼 − 𝑦𝐼𝐼

0 〉𝑛 + 𝛼𝐼〈𝑦𝐼𝐼𝐼 − 𝑦𝐼𝐼𝐼
0 〉𝑛], (4-4) 

mit 

𝜇̅ = 〈𝑎𝑛𝜌̅
2 + ℎ𝑏𝑛𝜌̅〉. (4-5) 

Dabei ist h die Lagendicke und 〈∗〉 die „Macaulay Klammer“. Es wird von einem gene-

rellen Zusammenhang zwischen der Rissdichtenrate und der Delaminationsrate 𝜇̅ aus-

gegangen, der durch einen quadratischen Ansatz definiert wird. Die thermodynamischen 

Kräfte 𝑦𝐼, 𝑦𝐼𝐼 und 𝑦𝐼𝐼𝐼 ergeben sich auf Basis der wirksamen Spannungskomponenten 

𝜎2, 𝜎12 und 𝜎23, wobei die jeweiligen Rissinitiierungskräfte 𝑦𝐼
0, 𝑦𝐼𝐼

0  und 𝑦𝐼𝐼𝐼
0  bei dicken 

Lagen anhand eines spannungsbasierten Kriteriums auf Basis von UD-Festigkeiten be-

rechnet werden und bei dünnen Lagen vorgegeben werden müssen. Die Parameter 𝛼𝐼, 

𝛼𝐼𝐼, 𝛼𝐼𝐼𝐼, n, 𝑎𝑛 und 𝑏𝑛 sind Materialparameter, welche ebenfalls kalibriert werden müs-

sen. Die Anwendbarkeit des Modells in [20] wird an [0/90n]s Laminaten (n = ½, 1, 2, 

und 3) gezeigt, an denen allerdings auch die Materialparameter kalibriert wurden. 

Neben den Ansätzen, in denen die Zwischenfaserbruchanhäufung verschmiert berechnet 

wird, gibt es Versuche, diese auf Basis einer diskreten Betrachtung zu ermitteln. Diese 

Gruppe von Modellen ist als mikromechanischer Ansatz bekannt. Der Ansatz basiert auf 

der LEBM und wird daher aufgrund der linear elastischen Materialannahmen überwie-

gend für die Vorhersage der Rissentwicklung in Kreuzverbund-Laminaten angewendet, 

um die Rissentwicklung in 90° Lagen vorherzusagen. Basierend auf der Energiebilanz 
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zur Bildung eines neuen Risses zwischen existierenden Rissen, kann ein energiebasier-

tes Kriterium für die Zwischenfaserbruchanhäufung definiert werden. Das Problem zeigt 

Abb. 4-1, wobei davon ausgegangen wird, dass sich der neue Riss äquidistant zwischen 

zwei bestehenden Rissen bildet. Die abgebildete Axiallast ergibt in der 90° Lage eine 

Spannung in 2-Richtung und in den 0° Lagen eine Spannung in 1-Richtung der Lagen, 

wobei die 1-Richtung der Faserrichtung in den Lagen entspricht. Auf Basis der LEBM 

kann man für die Bildung eines Zwischenfaserbruches in einer uniaxial belasteten 90° 

Lage ein Kriterium definieren als [123] 

𝑑Γ ≥ 𝐺𝐼𝑐𝑑𝑆, (4-6) 

wobei 𝑑𝑆 die Bruchfläche des neuentstandenen Risses ist. Die Änderung der potentiellen 

Energie des repräsentativen Systems 𝑑Γ unter Vernachlässigung von thermischen Las-

ten setzt sich zusammen aus der Differenz der Änderung der inneren Dehnungsenergie 

des Systems und der Arbeit, die durch die äußeren Kräfte verrichtet werden muss, um 

das System von dem ungeschädigten Zustand in den geschädigten Zustand zu überfüh-

ren. Die Theorie der energiebasierten Modelle besagt, dass ein neuer Riss entsteht, so-

bald die Dehnungsenergiefreisetzung infolge der Rissentwicklung die kritische Energie-

freisetzungsrate erreicht [124]. Entscheidend für die Anwendung der Energiemethode 

sind die Lösung des Randwertproblems und die akkurate Vorhersage des lokalen Span-

nungsfeldes um den Riss, damit die potentielle Energie des repräsentativen Elements 

bestimmt werden kann.  

 

Abb. 4-1: Rissentwicklung zwischen bestehenden Rissen in einer 90° Lage eines Laminats. 

In den letzten Jahren wurden einige analytische Modelle basierend auf dem Variations-

prinzip zur Minimierung der potentiellen Energie entwickelt, mit deren Hilfe die Riss-

entwicklung in einer 90° Lage eines Kreuzverbundlaminates bestimmt werden kann 

[123–130]. Neben dem Variationsprinzip, kann das Spannungsfeld mit Hilfe der „Shear-

Lag“ Theorie gelöst werden. Von Laws und Dvorak [131] wurde ein entsprechendes 

Kriterium auf Basis der LEBM entwickelt. Für einen Kreuzverbund und unter der An-

nahme, dass ein neuer Riss mittig zwischen zwei vorhandenen Rissen entsteht ergibt 

sich mit dem „Shear-Lag“ Ansatz für das Problem in Abb. 4-1 
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2 𝑡90 (𝐸1𝑡0 +

1
2 𝑡90𝐸2)

𝛽𝑡0𝐸1𝐸2
(𝜎2

90 +
𝐸2
𝐸1
𝜎𝑎)

2

= 𝐺𝐼𝑐, 
(4-7) 

 

wobei 𝜎𝑎 die äußere am Laminat anliegende Spannung und 𝛽 der „Shear-Lag“ Parame-

ter ist. Der Wert von 𝛽 bestimmt die Rate der Spannungsübertragung von der 90° auf 

die 0° Lage. Er hängt dadurch von Annahmen hinsichtlich der Schubdehnungsverteilung 

in den Lagen, beziehungsweise in der virtuellen Trennschicht zwischen den Lagen ab 

[132]. Das Modell in [131] ist an einem [0/903]s E-Glas/Epoxid und an drei [0n/90m]s 

Carbon/Epoxid Laminaten (n/m = 2/1, 2/2, 2/3) validiert. Gleichzeitig wird die Sensiti-

vität verschiedener angenommener kritischer Energiefreisetzungsraten 𝐺𝐼𝑐 auf die vor-

hergesagte Rissanhäufung untersucht. 

Durch die Anwendung der „Virtual Crack Closure Technique“ (VCCT [133]) und damit 

ebenfalls basierend auf der LEBM wurde in [12, 14, 40, 134, 135] ein diskreter bruch-

mechanischer Ansatz zur Bestimmung der Zwischenfaserbruchanhäufung entwickelt. 

Entsprechend der Grundannahme der VCCT, bildet sich ein neuer Riss, sobald die Ar-

beit die nötig ist um den Riss zu schließen, größer ist als die kritische Energiefreiset-

zungsrate. In [136] wird das Konzept genauer vorgestellt. Ausgangspunkt ist ein geöff-

neter Riss in einer Lage k entsprechend Abb. 4-2, auf dessen Rissfront eine Kraft 𝑑𝐹2 

aufgebracht wird, um den Riss zu schließen. Im geöffneten Zustand ist die Rissfront 

spannungsfrei und nach der Verschiebung um  2 ist die Spannung am geschlossenen 

Riss 𝜎𝑇0. Für den Fall, dass der Rissabstand relativ groß ist, sodass die Risse nicht in-

teragieren, gilt für die Arbeit um den Riss zu schließen 

𝑑𝑊2 =
1

2
 2
(𝑘)(𝑧)𝑑𝐹2 =

1

2
𝜎𝑇0
(𝑘) 2

(𝑘)(𝑧)𝑑𝑧. (4-8) 

Um beide Rissfronten zu schließen beträgt die notwendige Arbeit 

𝑊2 = 2
1

2
𝜎𝑇0
(𝑘)∫  2

(𝑘)(𝑧)𝑑𝑧
+
𝑡𝑘
2

−
𝑡𝑘
2

= 𝜎𝑇0
(𝑘) 2𝑎

(𝑘)𝑡𝑘, (4-9) 

wobei  2𝑎
(𝑘)

 die über die Dicke der 90° Lage gemittelte Rissöffnungsweite ist. Wenn ein 

Riss mittig zwischen zwei existierenden äquidistanten Rissen entsprechend Abb. 4-1 

entsteht, verdoppelt sich die Anzahlt der Risse von N auf 2N. Um alle Rissfronten zu 

schließen muss die Arbeit 𝑊2𝑁→0 aufgebracht werden [12]: 

𝑊2𝑁→0 = 𝑊2𝑁→𝑁 +𝑊𝑁→0. (4-10) 

Damit ergibt sich für die aufgebrachte Arbeit um die Rissdichte zu verdoppeln 
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𝑊2𝑁→𝑁 = 𝜎𝑇0
(𝑘)𝑡90[2 2𝑎

(𝑘)(𝑠) −  2𝑎
(𝑘)(2𝑠)], (4-11) 

wobei  2𝑎
(𝑘)(𝑠) die gemittelte Rissöffnung bei Rissabstand 𝑠 und  2𝑎

(𝑘)(2𝑠) die gemittelte 

Rissöffnung bei Rissabstand 2𝑠 beschreibt. Als Kriterium für die Rissbildung wird die 

notwendige Arbeit zur Rissschließung mit der kritischen Energiefreisetzung verglichen 

𝑊2 = 𝐺𝐼𝑐𝑡90. (4-12) 

Unter der Annahme, dass 𝜎𝑇0
(𝑘)

 der ungestörten Spannung in der 90° Lage entspricht, 

erhält man durch einsetzen von Gl. (4-11) in (4-12) einen direkten Zusammenhang zwi-

schen der Belastung und der Rissdichte. Die Veröffentlichungen zu diesem Ansatz 

schlagen eine Berechnung der Rissöffnungsweite in Abhängigkeit der Rissdichte durch 

FEM-Rechnungen an repräsentativen Volumenelementen vor. Dafür wird eine normier-

ter Rissöffnungsweite eingeführt als 

 2𝑎𝑛
(𝑘) =  2𝑎

(𝑘) 𝐸2

𝜎𝑇0
(𝑘)𝑡90

. (4-13) 

In [137] wird gezeigt, dass die normierte Rissöffnungsweite eine laminatabhängige 

Größe ist, abhängig von der gerissenen Lage und der Faserorientierung der Nachbarlage. 

Anhand von FE Studien mit linear elastischen Materialannahmen werden Fit-Parameter 

vorgestellt, mit denen die Rissöffnungsweiten während einer Rissentwicklungsstudie für 

ein spezifisches Material berechnet werden können. Das Modell wurde auch für die 

Rissentwicklung in multidirektionalen Laminaten weiterentwickelt und ein Rissent-

wicklungskriterium für kombinierte Moden definiert, wobei ebenfalls von linear elasti-

schem Materialverhalten bei multiaxialen Spannungszuständen ausgegangen wird. 

 

Abb. 4-2: Schematische Darstellung der Kraftaufwendung, um die Rissfront hin zu einem ge-

schlossenen Riss zu verschieben [136]. 



80 Vorhersage der Schädigungsentwicklung 

 

Die Anwendung eines energiebasierten diskreten Ansatzes zur Abschätzung der Zwi-

schenfaserbruchanhäufung erfordert die genaue Bestimmung der kritischen Energiefrei-

setzungsrate, die zur Bildung eines Risses während der Rissakkumulation notwendig ist. 

Die dissipierte Energie eines Risses in einer uniaxial belasteten 90° Lage eines Laminats 

entspricht nicht der kritischen Energiefreisetzungsrate 𝐺𝐼𝑐, wie sie mit Hilfe eines stan-

dardisierten Verfahrens zur Bestimmung der Risszähigkeit (z.B. DCB – Versuch) ermit-

telt werden kann [135]. Daher muss sie entsprechend an einem repräsentativen Laminat 

kalibriert werden. Uneinigkeit in der Literatur herrscht darüber, inwieweit die Energie-

freisetzungsrate zur Öffnung eines weiteren Risses konstant bleibt. In [138, 139] wird 

ein konstanter Wert für 𝐺𝐼𝑐 angenommen, um den Rissdichtenverlauf in einem Kreuz-

verbundlaminat zu bestimmen. Experimentelle Ergebnisse [6, 7] deuten hingegen an, 

dass die dissipierte Energie mit zunehmender Rissdichte ansteigt. Aus diesem Grund 

wird in [135] für das Energiekriterium die notwendige Arbeit zur Rissentwicklung nicht 

allein auf das betrachtete System des RVEs in Abb. 4-1 zurückgeführt, sondern auf alle 

energiedissipierenden Prozesse in der Historie der Rissentwicklung. Dass die Rissfron-

ten bei der Entstehung des Risses nicht umgehend spannungsfrei sind, sondern weitere 

Energie dissipiert während ein weiterer Riss entsteht, wird in einem ansteigenden Ver-

lauf der kritischen Energiefreisetzungsrate abgebildet. In [140, 141] wird die kritische 

Energiefreisetzungsrate in Abhängigkeit von der Rissdichte 𝜌 definiert als 

𝐺𝐼𝑐 = 𝐺𝐼𝑐
0 + 𝐺𝐼𝑐𝑟(1 + 𝑒

−𝑟𝜌), (4-14) 

wobei 𝐺𝐼𝑐
0  die initiale Energiefreisetzungsrate und 𝐺𝐼𝑐𝑟 und 𝑟 entsprechend dem Material 

zu kalibrierende Parameter sind. Eine weitere Möglichkeit der empirischen Kalibrierung 

des 𝐺𝐼𝑐 Verlaufs an einem Referenzlaminat zeigen Katerelos u. a. [7] auf Basis eines 

linear elastischen analytischen Ansatzes. Mit Hilfe dieses kalibrierten Verlaufs konnten 

für weitere ähnliche Kreuzverbundlaminate gute Korrelationen mit experimentell ge-

messenen Rissdichtenverläufen erreicht werden. 

Das stochastische Verhalten der Zwischenfaserbruchentwicklung ist ein weiterer As-

pekt, der bei einer Modellentwicklung beachtet werden muss [142, 143]. Die Ursache 

liegt in der Verteilung von initialen Schwachstellen. Diese verteilen sich aufgrund der 

materialinhärenten Streuung der Eigenschaften von Fasern und Matrix, aber auch auf-

grund der zufälligen Verteilung von fertigungsbedingten Defekten. Um die probabilis-

tische Verteilung der Schwachstellen in der Voraussage der Rissentwicklung mit einzu-

beziehen, wurden in den letzten Jahren einige Modelle vorgestellt, welche die treibenden 

Größen der Rissentwicklung (Spannung oder Energie) mit einer statistischen Verteilung 

in der Analyse einführen. In [29, 144] wird angeführt, dass für die Analyse der Auswir-

kung von Fertigungsdefekten ein Ansatz auf Basis der Festigkeit geeigneter ist. Dies 

wird damit begründet, dass die Größe und die Verteilung der Fertigungsdefekte unbe-

kannt sind. Die Verteilung basiert dabei im Wesentlichen auf einem Weibull-Ansatz. 

Konzepte mit einer zufälligen Verteilung der Festigkeiten wurden in [26, 29, 145–147] 
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vorgestellt und stochastische Verteilungen der kritischen Energiefreisetzungsraten wur-

den in [112, 140, 148, 149] gezeigt. Die Parameter für die Definition der Weibull-Ver-

teilung müssen dazu anhand von repräsentativen Laminaten kalibriert werden. Die Er-

gebnisse in [140] zeigen, dass in Abhängigkeit der Einzellagendicke in Laminaten un-

terschiedliche Faktoren für die Weibull-Verteilungsfunktion gewählt werden müssen. 

Eine statistische transversale Festigkeit wird in [29] definiert als 

 𝑆 = 1 − 𝑒𝑥𝑝 [−(
𝜎

𝜎0
)
𝑚

], (4-15) 

wobei 𝜎0 und 𝑚 die Weibull-Konstanten in Form der charakteristischen Festigkeit und 

des Formparameters sind. Der Ansatz geht davon aus, dass die Defekte in den Einzella-

gen der verwendeten Laminate in einem Bauteil homogen verteilt sind und daher ein 

homogenisierter Weibull-Ansatz materialinhärent definiert werden kann. Die Zufällig-

keit der Rissentwicklung ist daher nur in Abhängigkeit des Materials zu betrachten und 

die Weibull-Faktoren können an einem repräsentativen Laminat ermittelt werden ohne 

nähere Information zu den Fertigungsbedingungen. An einem einzelnen Laminat wird 

gezeigt, dass dieses Modell in seiner mathematischen Formulierung in der Lage ist, den 

Rissdichtenverlauf nachzubilden. 

Die Schwierigkeiten in der Vorhersagbarkeit der Rissentwicklung zeigt sich in den Er-

gebnissen der dritten weltweiten Versagens-Aufgabe (WWFE3 – World Wide Failure 

Exercise 3 - 2013). Dazu wurden weltweit Forscher eingeladen, mit ihren Modellen eine 

Blindvorhersage für das Schädigungsverhalten von verschiedenen Laminaten durchzu-

führen. Exemplarisch sind die Vorhersagen für die Zwischenfaserbruchentwicklung in 

der 90° Lage eines [0/90/0] Glasfaser/Epoxid-Verbundes in Abb. 4-3 dargestellt. Auch 

wenn bislang noch keine experimentellen Ergebnisse veröffentlicht wurden, zeigen die 

Modellvorhersagen, dass keine konsistenten Ergebnisse der Ansätze existieren. Die Vor-

hersagen der Rissinitiierungsdehnung schwanken um 1850% und die prognostizierten 

maximalen Rissdichten schwanken um 280%. Allerdings wurden in der Aufgabenstel-

lung [150] keine näheren Angaben zur Fertigung der Proben gemacht und keine Ergeb-

nisse für repräsentative Laminate geliefert. Eine sinnvolle Möglichkeit der Blindvorher-

sage der Rissentwicklung ist damit anzuzweifeln und der Nutzen der Ergebnisse im Rah-

men des WWFE3 fraglich. 
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Abb. 4-3: Modellvorhersagen der Rissentwicklung im Rahmen des WWFE3 [30]. 

Die Literaturstudie zu Schädigungsentwicklungsansätzen zeigt, dass die Modelle im 

Allgemeinen von der Kalibrierung sehr vieler Parameter abhängen. Diese müssen be-

sonders für die Definition der Rissinitiierung und der Rate der Zwischenfaserbruchan-

häufung die Einflüsse des Laminataufbaus und des Fertigungsverfahrens beinhalten. Be-

sonders der Einfluss der Fertigung auf die Variabilität der Materialparameter ist noch 

weitgehend unerforscht. Inwieweit bei konstanten Fertigungsrandbedingungen die 

stochastische Natur der Schädigungsentwicklung materialinhärent ist und damit die 

Rissentwicklung ohne Wissen der genauen Herstellung beschrieben werden kann, erfor-

dert noch weitreichende experimentelle Untersuchungen. Der derzeitige Wissensstand 

zur Vorhersage der Rissentwicklung erfordert das Vorliegen eines Referenzlaminats, an 

dem die stochastische Verteilung kalibriert werden kann. Wenn die Fertigungsbedin-

gungen genauer bekannt sind, wäre es denkbar die Zufälligkeit aus einer Prozessanalyse 

zu überführen. Derzeitige Forschungsansätze in der Prozesssimulation sind bisher noch 

nicht verlässlich genug, um sie in ein Modell zur Vorhersage der Schädigungsentwick-

lung einzubinden. 

Zur Vereinfachung der Rissdichtenbestimmung wurde im Rahmen dieser Arbeit ein 

dehnungsbasierter semi-empirischer Ansatz entwickelt. Das dehnungsbasierte Modell 

hat den Vorteil, dass es nicht auf linear elastischen Annahmen der LEBM basiert. Damit 

ist es möglich die Rissdichten auch bei signifikanter plastischer Verformung in einer 

Einzellage zu bestimmen. Es ist somit geeignet für die Bestimmung des Konstitutivver-

haltens von multidirektionalen Laminaten mit Zwischenfaserbrüchen und mit kombi-

nierten Spannungszuständen in den Einzellagen. 

4.2 Modell zur Zwischenfaserbruchentwicklung 

Die Entstehung von Zwischenfaserbrüchen in einzelnen Lagen eines Laminats kann ei-

nen entscheidenden Einfluss auf das Spannungs-Dehnungs-Verhalten und die struktu-

relle Integrität eines Bauteils haben. Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Schädigungs-

modell entwickelt das auch die Zwischenfaserbruchanhäufung und deren Auswirkung 
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auf die Steifigkeit bestimmt. In dieser Arbeit wurde experimentell gezeigt, dass die Fes-

tigkeit keine materialinhärente Eigenschaft ist, sondern einer signifikanten Abhängig-

keit vom Laminataufbau unterliegt. Um das Versagen in unidirektionalen Laminaten 

abzuschätzen, können klassische Kriterien genutzt werden, die auf Basis von Festig-

keitswerten eine Versagenswahrscheinlichkeit beurteilen. Dies ist möglich, da die Fes-

tigkeitskennwerte ebenfalls leicht an unidirektionalen Laminaten gemessen werden kön-

nen und nur eine Bewertung eines mehrachsigen Spannungszustandes nötig ist. Im über-

tragenen Sinne bedeutet dies allerdings, dass bei einem multiaxialen Laminat die Riss-

initiierung und die Rissausbreitung ebenfalls an genau diesem Laminat gemessen wer-

den müssen, da ein anderer Laminataufbau diese Kennwerte signifikant verändert. Eben-

falls muss darauf geachtet werden, dass die Fertigungsbedingungen der Proben, an de-

nen die Schädigungsentwicklungskennwerte ermittelt werden, denen entsprechen, die 

bei der Herstellung eines auszulegenden Bauteils herrschen. Andernfalls könnten die 

veränderten Fertigungsrandbedingungen andere Rissentwicklungsgrenzlasten in dem 

Bauteil hervorrufen. In dieser Arbeit wird ein semi-empirischer Ansatz zur Bestimmung 

der Rissdichtenentwicklung vorgeschlagen. Dabei wird untersucht, welche verschiede-

nen Laminataufbauten ausgewertet werden müssen, um ausreichend Kennwerte für die 

Auslegung beliebiger symmetrischer multiaxialer Laminate zu erhalten. Dies soll eben-

falls dazu dienen, um erstmals abschätzen zu können, inwieweit die Kennwerte an La-

minaten mit uniaxialen belasteten Einzellagen ermittelt werden können, um diese dann 

für die Auslegung von kombinierten Lagenspannungszuständen zu nutzen. 

4.2.1 Zwischenfaserbruchinitiierung 

Auf Grund thermo-mechanischer Prozesse während der Konsolidierung entstehen 

Schwachstellen im Laminat, an denen später während der Betriebszeit die ersten Risse 

entstehen. Dieser Einfluss muss in einem Ansatz zur Vorhersage der Zwischenfaserbru-

chinitiierung beachtet werden. Bei geringer Lagendicke ist ein weiterer wichtiger Aspekt 

die Behinderung der Ausbreitung eines mikroskopischen Anrisses durch den Einfluss 

der Nachbarlagen. Wann ein Zwischenfaserbruch durch die gesamte Lagendicke wächst, 

hängt wesentlich von der Faserrichtung der Decklagen ab. Dieses Phänomen muss eben-

falls in einem diskreten Zwischenfaserbruchmodell abgebildet werden. Ein Ansatz auf 

Basis der kritischen Energiefreisetzungsrate für die Bestimmung der kritischen Rissini-

tiierungslast ermöglicht die Beachtung der Abhängigkeit von der Lagendicke. Das Span-

nungsniveau bei der Rissinitiierung in einem Laminat mit einfacher Lagenschichtung ist 

nach Gl. (4-1) um Faktor √2 größer im Vergleich zu einem Laminat mit zweifacher La-

gendicke. Die Experimente im Rahmen der hier durchgeführten Studie bestätigen dies 

im Fall von Kreuzverbundlaminaten. Damit könnten basierend auf einer gemessenen 

Rissinitiierungsdehnung, diese für eine andere Lagendicke abgeschätzt werden. Ein An-

satz basierend auf der linear elastischen Bruchmechanik ist allerdings auf linear elasti-

sches Materialverhalten limitiert. Er gilt nur für geringe Dehnungen und annähernd reine 

Zugspannungen in der geschädigten Lage. Gerade bei reinem Schub zeigte sich, dass 
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ein solches Modell nicht anwendbar ist, da die Rissinitiierung bereits bei großen plasti-

schen Dehnungen geschieht. Weiterhin bietet sich ein Ansatz auf Basis der kritischen 

Energiefreisetzungsrate nur an, wenn bereits für eine Lagendicke die Rissinitiierungslast 

ermittelt werden konnte, da diese nur bei gleichen Fertigungsrandbedingungen auf eine 

andere Lagendicke übertragbar ist. Im Rahmen dieser Arbeit wird ein empirischer An-

satz zur Abschätzung der Laminatschädigungsinitiierung genutzt. Dazu wird im Schä-

digungsmodell ein Ansatz nach dem Kriterium von Puck [151, 152] gewählt, um eine 

Zwischenfaserbruchinitiierung bei kombinierter transversaler Normalspannung und lon-

gitudinaler Schubspannung zu ermitteln. Diese wird vorhergesagt, sobald die Gleichung 

zur Berechnung der Anstrengung den Wert 1 überschreitet. Sie ist abhängig davon, ob 

ein Zug- oder Druckzustand in der Matrix vorherrscht: 

                      𝜎2𝑘 ≥  :  𝑓𝑒
𝑡
𝑘
= √[(

1

𝑌𝑡
∗ −

𝑝12
𝑡

𝑆𝑙
∗)𝜎2𝑘]

2

+ (
𝜎12𝑘

𝑆𝑙
∗ )

2

+
𝑝12
𝑡

𝑆𝑙
∗ 𝜎2𝑘 

                      𝜎2𝑘 <  : 𝑓𝑒
𝑐
𝑘
= √(

𝑝12
𝑐

𝑆𝑙
∗ 𝜎2𝑘)

2

+ (
𝜎12𝑘

𝑆𝑙
∗ )

2

+
𝑝12
𝑐

𝑆𝑙
∗ 𝜎2𝑘, 

(4-16) 

wobei 𝑌𝑡
∗ die Rissinitiierungsspannung unter uniaxialer Zugbelastung und 𝑆𝑙

∗
 die Riss-

initiierungsspannung unter uniaxialer Schubbelastung ist. Die Parameter 𝑝12
𝑡  und 𝑝12

𝑐  

beschreiben die Neigung der Schädigungsinitiierungskurve und wurden entsprechend 

den Empfehlungen von Puck definiert [152]. Die Rissinitiierungsspannungen werden an 

repräsentativen Laminataufbauten gemessen und enthalten somit den Einfluss der La-

gendicke und der Fertigungsrandbedingungen. Die Werte für die Rissinitiierungsspan-

nungen können aus der experimentellen Auswertung der Rissdichten in Abb. 2-8 ermit-

telt werden. Dort zeigte sich an einem Kreuzverbundlaminat mit Rissen in den 90° La-

gen und dementsprechend reiner transversaler Zugbelastung, dass eine starke Abhängig-

keit der Initiierungsspannung von der Lagendicke besteht. Im Gegensatz dazu ist der 

Dehnungszustand bei Rissbeginn in den ±45° Laminaten, mit nahezu reiner Schubbe-

lastung, unabhängig von einfacher oder zweifacher Lagenclusterung. Das bedeutet, dass 

für einfache und zweifache Lagendicke unterschiedliche Rissinitiierungszugspannungen 

𝑌𝑡
∗ gewählt werden müssen, für 𝑆𝑙

∗
 hingegen der gleiche Wert angenommen werden 

kann. Gleichzeitig wurde an den Versuchsergebnissen ermittelt, dass für die Rissinitiie-

rungsschubspannung die Schubfestigkeit des Materials angenommen werden kann. 

Ebenso kann die Rissinitiierungszugspannung bei doppelter Lagendicke mit der Zugfes-

tigkeit, welche an unidirektionalen Laminaten ermittelt wurde, bestimmt werden. Einzig 

bei einfacher Lagendicke und Zugbelastung in den Einzellagen muss eine an den Kreuz-

verbunden gemessene Grenzspannung definiert werden. Die Rissinitiierungsenveloppen 

bei einfacher und doppelter Lagenclusterung für das betrachtete Material IM7-8552 

zeigt Abb. 4-4. Da bei kombiniertem Druck/Schub die Initiierung entsprechend dem 

UD-Verhalten angenommen wird, wurden Ergebnisse von unidirektionalen Druckver-

suchen (OAC - Off-Axis-Compression) aus [75] mit dem Material IM7-8552 genutzt, 
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um den Kurvenverlauf zu kalibrieren. Obwohl für das untersuchte Material einige Riss-

initiierungsspannungen mit den Materialfestigkeiten übereinstimmen, kann dies nicht 

allgemeingültig auf andere Materialien übertragen werden. Daher ist es zweckmäßig, 

für eine Materialcharakterisierung jeweils 0°/90° Kreuzverbundlaminate und ±45° Win-

kellaminate jeder eingesetzter Lagendicke zu untersuchen. Damit können allerdings 

nicht nur die Rissinitiierungsspannungen beobachtet werden, sondern gleichzeitig auch 

die Rate der Rissanhäufung. Darüber hinaus sollten in strukturellen Anwendungen keine 

Lagen gleicher Orientierung gehäuft übereinander geschichtet werden. Dies würde zum 

einen die mögliche Belastung bis zur Bildung erster Zwischenfaserbrüche reduzieren 

und zum anderen Delaminationen an den Rändern befördern. Eine Auswertung einfa-

cher und doppelter Lagenclusterung sollte daher für die meisten Anwendungsfälle aus-

reichen.  

 

Abb. 4-4: Schädigungsinitiierungsenveloppen für das Material IM7-8552. 

4.2.2 Zwischenfaserbruchanhäufung 

Auf die Abhängigkeit der Zwischenfaserbruchanhäufung von mikromechanischen Be-

dingungen deuten zahlreiche experimentelle Studien hin, die zeigen, dass die Bildung 

jedes neuen Risses einen Anstieg der aufgebrachten Dehnung erfordert. Auch die Riss-

anhäufung wird beeinflusst von der Verteilung lokaler Defekte und unterliegt damit ei-

ner stochastischen Natur, welche zu einem erheblichen Teil durch die Fertigung indu-

ziert wurde. In dem hier vorgestellten Konstitutivmodell wird zur Bestimmung der Zwi-

schenfaserbruchanhäufung ein empirischer Ansatz auf Basis der Einzellagendehnung 

genutzt. Die Materialparameter werden dazu an einem Kreuzverbund und einem ±45° 

Winkellaminat bestimmt. Dieses Vorgehen ermöglicht bei konstanten Fertigungsbedin-

gungen die Einsparung einer komplizierten Kalibrierung von stochastischen Faktoren 
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und damit die Unabhängigkeit von Einflüssen des Herstellverfahrens. Des Weiteren 

kann die Übertragbarkeit des Ansatzes auf Laminate mit kombinierten Spannungszu-

ständen in einzelnen Lagen untersucht werden. Die Gründe, warum ein dehnungsbasier-

ter und kein spannungsbasierter Ansatz genutzt wird, zeigt Abb. 4-5. Infolge der großen 

plastischen Verformungen, die besonders ein ±45° Laminat wegen der hohen Schublas-

ten in den Lagen aufweist, weicht das Laminatverhalten im Spannungsraum stark von 

dem Verhalten im Dehnungsraum ab. Vergleicht man den Spannungsverlauf mit der 

Rissinitiierungsenveloppe wird deutlich, dass die Anstrengung und das Spannungsinkre-

ment nach dem Durchdringen der Enveloppe bereits kurz nach Zwischenfaserbruchini-

tiierung abnehmen würde. Es würde keine zusätzliche Schädigung vorhergesagt werden, 

was den experimentellen Ergebnissen an den ±45° Laminaten widerspricht. Im Gegen-

satz dazu nimmt das Dehnungsinkrement auf Grund zunehmender plastischer Verfor-

mung zu und eignet sich daher wesentlich besser als Treiber für die Zwischenfaser-

bruchanhäufung. Zusätzlich zeigen experimentelle Untersuchungen, dass ein Riss-

wachstum auch bei zunehmender Dehnung trotz konstanter Spannung stattfindet. 

 

Abb. 4-5: Verhalten eines [(+45/-45)4]S und eines [(+50/-50)4]S Laminats im Spannungs- bzw. 

Dehnungsraum. 

Die Berechnung der Anstrengung und des kritischen Spannungsinkrements nach Durch-

dringen der Rissinitiierungskurve erfolgt entsprechend der Gl. (4-16). Das kritische Zug- 

und Schubdehnungsinkrement, welches eine Rissentwicklung induziert, berechnet sich 

nach dem Vorgehen, welches in Abb. 4-6 gezeigt wird. Die Bezeichnung kritisches Deh-

nungsinkrement bezieht sich dabei auf die Dehnung, welche die Probe aufgebaut hat, 

nachdem sie die Versagensenveloppe durchdrungen hat. Für eine uniaxiale transversale 

Zugbelastung kann man sich den Ablauf für die Bestimmung des Dehnungsinkrements 

leicht veranschaulichen. Wenn ein Zugspannungszustand erreicht wird, der größer ist 

als die Zugfestigkeit (𝜎2𝑘 > 𝑌𝑡
∗), wird die Anstrengung größer als 1 ( 𝑓𝑒

𝑡
𝑘
= 𝜎2𝑘

𝑌𝑡
∗⁄ ). 

Das versagensinduzierende Dehnungsinkrement wird dann dadurch bestimmt, dass von 

der aktuellen Gesamtdehnung (elastischer und plastischer Dehnungsanteil) die Gesamt-

dehnung abgezogen wird, welche die Probe bis zum Durchdringen der Versagensenve-

loppe aufgebaut hat: 

0.0

2.0

4.0

6.0

8.0

10.0

12.0

14.0

-4.0 -3.0 -2.0 -1.0 0.0 1.0

Sc
h

u
b

d
eh

n
u

n
g 
e 1

2
[M

P
a]

Transversale Dehnung e2 [MPa]

Rissinitiierung

±45°

±50°
0

20

40

60

80

100

120

140

160

-300 -250 -200 -150 -100 -50 0 50 100

Sc
h

u
b

sp
an

n
u

n
g 
s

1
2

[M
P

a]

Transversale Spannung s2 [MPa]

±45°

±50°



Vorhersage der Schädigungsentwicklung 87 

 

∆𝜀2𝑘 = 𝜀2𝑘(𝜎2𝑘) − 𝜀2𝑘(𝜎2𝑘  𝑓𝑒
𝑡
𝑘

⁄ ) = 𝜀2𝑘(𝜎2𝑘) − 𝜀2𝑘(𝑌𝑡
∗). (4-17) 

Dieser Ansatz kann auf kombinierte Zug-/Schubspannungszustände übertragen werden, 

indem das Verfahren wie in Abb. 4-6 dargestellt, erweitert wird. Das Spannungsinkre-

ment wird dabei ebenfalls aus der Differenz des aktuellen Spannungsvektors und dem 

Spannungsvektor berechnet, an dem bei linearer Betrachtung die Versagensenveloppe 

gekreuzt wird. Die Berechnung des Dehnungsinkrements ∆𝜀2𝑘 erfolgt dann aus dem 

Spannungsinkrement ∆𝜎2𝑘. 

 

Abb. 4-6: Ansatz zur Bestimmung des schädigungsinduzierenden Dehnungsinkrements. 

Es wird angenommen dass bei transversaler Druckspannung in einer Einzellage ein Riss-

wachstum ausschließlich durch ein zunehmendes Schubdehnungsinkrement verursacht 

wird. Solange das Verhältnis aus Rissabstand und Lagendicke konstant bleibt, ist die 

Steifigkeitsreduktion in einer Lage mit Zwischenfaserbrüchen gleich. Daher wird die 

nützliche Definition des normierten Rissabstands (NRA) eingeführt, welcher sich aus 

dem Rissabstand geteilt durch die Lagendicke (𝑠 𝑡𝑘⁄ ) bestimmt. Das entwickelte Schä-

digungsmodell berechnet den normierten Rissabstand anhand der kritischen Dehnungs-

inkremente in Abhängigkeit davon, ob eine transversale Zug- oder Druckspannung 

wirkt. Der NRA bei kombiniertem Dehnungszustand wird folgendermaßen bestimmt: 

                      𝜎2𝑘 ≥  : 𝑁𝑅𝐴𝑘 =
1

√(𝑓22
𝑐𝑟∆𝜀2𝑘)

2
+(𝑓12

𝑐𝑟∆𝜀12𝑘)
2
𝑡𝑘

 

                      𝜎2𝑘 <  : 𝑁𝑅𝐴𝑘 =
1

𝑓12
𝑐𝑟∆𝜀12𝑘𝑡𝑘

, 

(4-18) 
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wobei die Parameter 𝑓22
𝑐𝑟 und 𝑓12

𝑐𝑟 die Rate der Rissanhäufung bestimmen. Die Kalibrie-

rung der Parameter erfolgt über die Messung des Rissdichtenverlaufs eines Kreuzver-

bundlaminats und eines ±45° Winkellaminats. Die Bestimmung in Abhängigkeit der La-

gendicke ist unerlässlich. Damit kann der Rissfortschritt in Einzellagen mit kombinier-

ten Normal- und Schubspannungen bestimmt werden. Durch den vorgestellten Ansatz 

zur Bestimmung der Zwischenfaserbruchanhäufung ist es innerhalb des Schädigungs-

modells möglich, die Rissdichte zu bestimmen. Nachfolgend wird die Auswirkung der 

Zwischenfaserbrüche auf die Komponenten der Steifigkeitsmatrix der Einzellagen be-

stimmt. Dazu wird ein diskreter Ansatz auf Basis von RVEs verwendet, der die Schädi-

gungsvariablen in Abhängigkeit der Eingangsgrößen (Laminataufbau und Dehnungszu-

stand) bestimmt. Der ermittelte NRA dient somit als Eingangsgröße für die Berechnung 

der Steifigkeitsreduktion. Das Vorgehen zur Berechnung der Zwischenfaserbruchaus-

wirkung auf die Steifigkeit unter Berücksichtigung von nichtlinearem Materialverhalten 

ist in Kapitel 5 detailliert beschrieben. 

4.3 Diffuse Mikroschädigung 

Diffuse Schädigungsphänomene treten auf mikroskopischer Ebene auf und sind daher, 

anders als ein Riss durch die Dicke einer Faserverbundlage, nur schwer zu detektieren. 

Diffuse mikroskopische Schädigungsphänomene sind beispielsweise eine Faser-Matrix-

Ablösung oder Mikrorisse. Diese wirken sich bereits auf die Steifigkeit aus, da über 

diese Defektstellen keine Last mehr übertragen werden kann. Zusätzlich sind sie oftmals 

der Ausgangspunkt der Entstehung von makroskopischen Schädigungsphänomenen. 

Eine Ablösung des Matrixmaterials von den Fasern zu Beginn der Schädigungsentwick-

lung zeigt Abb. 4-7. Das Schliffbild macht deutlich, dass die diffuse Schädigung nur 

sehr schwer quantifizierbar ist. Damit ist ein Ansatz, der die physikalische Ausprägung 

beschreibt, nicht geeignet. Zur Bestimmung der Auswirkung der mikroskopischen Schä-

digung wird daher ein verschmierter Ansatz genutzt, der die Steifigkeitsreduktion direkt 

abschätzt. Es wird angenommen, dass sich die diffuse Schädigung durch eine transver-

sale Normal- oder eine longitudinale Schubspannung innerhalb des Matrixmaterials aus-

bildet. Eine Kombination beider Spannungskomponenten führt damit ebenfalls zu einer 

Mikroschädigung. Die Entwicklung und die Auswirkung der diffusen Schädigung unter 

transversaler Belastung sind materialinhärent. Damit können die Schädigungsvariablen 

zur Beschreibung der Steifigkeitsreduktion unabhängig vom Laminataufbau berechnet 

werden. Es wird weiterhin angenommen, dass für deren Entstehung und Wachstum die 

Zwangsbedingungen durch die Nachbarlagen keine Rolle spielen. Auf Basis von ±45° 

Winkellaminaten wurde ermittelt, dass unter reiner Schubbelastung keine Auswirkung 

in Form einer Schubsteifigkeitsminderung auftritt. Grund hierfür könnte die Plastifizie-

rung der lokalen Mikroschädigungsphänomene sein. Durch eine starke lokale plastische 

Verformung um die Mikroschädigung, wird das plastische Fließen der umliegenden Be-

reiche verringert, wodurch sich in Summe keine erkennbare Steifigkeitsreduktion ergibt. 

Der Ansatz zur Beschreibung der Mikroschädigungsentwicklung ist daher so definiert, 
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dass nur die lokalen transversalen Dehnungen einen Einfluss auf die Evolution der Mik-

roschädigung haben. Dementsprechend ergibt sich keine Auswirkung auf eine Minde-

rung der Schubsteifigkeit. 

 

Abb. 4-7: Diffuse mikroskopische Schädigung in einer Faserverbundlage. 

Das Modell zur Vorhersage des Steifigkeitseinflusses der diffusen Schädigung basiert 

auf einem spannungsbasierten Ansatz zur Bestimmung des Schädigungsbeginns und ei-

nem dehnungsbasierten Ansatz für die Schädigungsausbreitung. Abb. 4-4 zeigt ebenfalls 

die Versagensenveloppe für die diffuse Schädigungsinitiierung unter kombinierter Nor-

mal- und Schubspannung. Da die experimentellen Ergebnisse andeuten, dass die diffuse 

Schädigung materialinhärent ist, wird die Initiierungsspannung entsprechend der gemes-

senen uniaxialen Festigkeiten von UD Proben definiert. Zur Abschätzung des Schädi-

gungsbeginns bei kombinierten Spannungszuständen wird erneut das Puck Kriterium 

gewählt. Die Funktion für die Beschreibung der Versagensenveloppe berechnet sich ab-

hängig davon, ob ein Zug- oder Druckzustand im Matrixmaterial auftritt. Die Anstren-

gungsfunktion ergibt sich zu 

                      𝜎2𝑘 ≥  :  𝑓𝑒
𝑡
𝑘
= √[(

1

𝑌𝑡
−
𝑝12
𝑡

𝑆𝑙
)𝜎2𝑘]

2

+ (
𝜎12𝑘

𝑆𝑙
)
2

+
𝑝12
𝑡

𝑆𝑙
𝜎2𝑘 

                      𝜎2𝑘 <  : 𝑓𝑒
𝑐
𝑘
= √(

𝑝12
𝑐

𝑆𝑙
𝜎2𝑘)

2

+ (
𝜎12𝑘

𝑆𝑙
)
2

+
𝑝12
𝑐

𝑆𝑙
𝜎2𝑘, 

(4-19) 

wobei 𝑌𝑡 die Zugfestigkeit eines transversal belasteten unidirektionalen Laminats und 𝑆𝑙 

der Schubfestigkeit des Materials ist. Anders als bei diskreten Zwischenfaserbrüchen ist 

die Grenzlast für die Initiierung ein materialinhärenter Kennwert. Die Schädigungsini-

tiierungskurve wird dazu genutzt, um abzuschätzen, ob unter den gegebenen Spannun-

gen in einer Einzellage eine diffuse Schädigung entsteht oder nicht. Der Beginn der mik-

roskopischen Schädigung wird dabei detektiert, sobald ein Spannungszustand außerhalb 
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der Enveloppe erreicht wird und dementsprechend die Anstrengung  𝑓𝑒
𝑡
𝑘
 oder 𝑓𝑒

𝑐
𝑘
 einen 

Wert größer als 1 annimmt. 

Die Entwicklung der diffusen Schädigung wird verschmiert bestimmt, indem die Stei-

figkeitsreduktion in Abhängigkeit von der Belastung in den Einzellagen berechnet wird. 

Das gewählte Modell basiert nicht direkt auf dem berechneten Anstrengungswert, son-

dern degradiert dehnungsbasiert die Steifigkeiten. Ein Ansatz basierend auf der Anstren-

gung beziehungsweise auf den Lagenspannungen ergab keine zufriedenstellenden Er-

gebnisse. Dies ist besonders dem Umstand geschuldet, dass auch Laminate experimen-

tell ausgewertet wurden, die sich infolge einer starken Plastifizierung noch signifikant 

verformen, wobei allerdings kaum zusätzliche Spannungen erreicht werden. Daher 

wurde in diesem Modell ebenfalls ein semi-empirischer Ansatz auf Basis der Dehnung 

genutzt. Da keine diffuse Schädigungsauswirkung unter Schub beobachtet wurde, wird 

lediglich eine Schädigungsvariable 𝑑22
𝑑𝑖𝑓

𝑘
 bestimmt. Zur verschmierten Beschreibung 

der Steifigkeitsreduktion durch die diffuse Schädigung einer Einzellage wird diese durch 

einen einfachen funktionalen Zusammenhang auf Basis des kritischen Zugdehnungs-

inkrements und eines Faktors 𝑓22
𝑑𝑖𝑓

 ermittelt: 

𝑑22
𝑑𝑖𝑓

𝑘
= 𝑓22

𝑑𝑖𝑓
∆𝜀2𝑘. (4-20) 

Der Faktor 𝑓22
𝑑𝑖𝑓

 ist ein Materialparameter, der anhand von Versuchsergebnissen aus ei-

nem Kreuzverbundlaminat kalibriert wird. Die Zunahme der Schädigungsvariable 𝑑22
𝑑𝑖𝑓

𝑘
 

ist irreversibel und es wird definiert, dass sie einen Maximalwert von 0.4 nicht über-

schreitet. 

4.4 Delamination zwischen Einzellagen 

Unter bestimmten Belastungszuständen und infolge großer Verformungen können Dela-

minationen zwischen einzelnen Lagen in einem Laminat auftreten. In den untersuchten 

Kreuzverbundlaminaten konnten keine Delaminationen beobachtet werden. Im Gegen-

satz dazu wurden in den ±45° Laminaten bei großen Dehnungen und vorwiegend aus-

gehend von den Rissspitzen existierender makroskopischer Zwischenfaserbrüche La-

genablösungen festgestellt. Abb. 4-8 macht deutlich, dass die Ablösung der Trenn-

schicht in einem Laminat mit zweifacher Lagenclusterung ausgeprägter ist. Die Ursache 

dafür liegt in der größeren Rissgleitungsweite und den damit verbundenen stärker aus-

geprägten interlaminaren Spannungen an den Rissspitzen. Die Delaminationen in der 

Trennschicht führen zu einer signifikanten Reduktion der Schubsteifigkeit der betroffe-

nen Lagen. 
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Abb. 4-8: Delaminationen in ±45° Laminaten mit einfacher und zweifacher Lagendicke. 

Um den Einfluss der Delaminationen auf die Schubsteifigkeitsreduktion zu untersuchen, 

wurden RVEs mit diskret modellierter Ablöselänge ausgewertet. Die Ergebnisse der 

Schädigungsvariable d66 bei linear elastischem Materialverhalten und für verschiedene 

Delaminationslängen zeigt Abb. 4-9. Repräsentativ für die Rissdichte wurden die Er-

gebnisse für einen normierten Rissabstand von 4 bestimmt. Die Ergebnisse belegen, dass 

bereits eine kleine lokale Delaminationszone die Schubsteifigkeit einer Lage zusätzlich 

zur Auswirkung des Zwischenfaserbruchs entscheidend absenkt. Der Effekt resultiert 

aus einer größeren Beeinflussung des gestörten Spannungsfelds um den Riss. Durch das 

Verhindern der Lastübertragung zwischen den Lagen infolge der Trennung der Lagen 

erhöht sich die Steifigkeitsreduktion. 

 

Abb. 4-9: Einfluss der Delaminationslänge auf die Schädigungsvariable d66 bei einem NRA=4. 

Wie bei der diffusen Schädigung ist eine genaue Quantifizierung der Delaminationsflä-

chen nicht möglich, da diese nur lokal und in Abhängigkeit von vorhandenen Rissen 

entstehen. Daher wird ein Ansatz gewählt, der die Schädigungsvariable und damit die 
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Auswirkung der Delamination direkt bestimmt. Die Schädigungsvariable wird in Ab-

hängigkeit der Schubdehnung in der Lage berechnet. Die Delaminationsschädigung 

folgt durch die Gleichung 

𝑑66
𝑑𝑒𝑙

𝑘
=
𝑓12
𝑑𝑒𝑙 (𝜀12𝑘 − 𝜀12

𝑑𝑒𝑙𝐼𝑛𝑖)

𝑁𝑅𝐴𝑘
, (4-21) 

wobei 𝜀12
𝑑𝑒𝑙𝐼𝑛𝑖 die Schubdehnung ist, bei der eine Delamination initiiert wird. Der Para-

meter 𝑓12
𝑑𝑒𝑙 beschreibt den Anstieg der Steifigkeitsreduktion infolge der Delamination 

mit zunehmender Schubdehnung. Beide Kennwerte können anhand eines ±45° Laminats 

kalibriert werden. Durch die Einbeziehung des normierten Rissabstands der betrachteten 

Einzellage wird die erhöhte Delaminationsneigung bei ansteigender Rissdichte und die 

Abhängigkeit von der Lagendicke berücksichtigt. 
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5 Auswirkung von Zwischenfaserbrüchen 

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Schädigungsmodell auf Basis der diskreten Zwi-

schenfaserbruchbetrachtung entwickelt. Damit ist es für die Übertragung der Ergebnisse 

auf das homogenisierte Kontinuumsmodell notwendig, nach der Bestimmung der Zwi-

schenfaserbruchdichte (NRA) die entsprechende Auswirkung der Zwischenfaserbrüche 

in Form einer Steifigkeitsreduktion zu bestimmen. In der Literatur finden sich dafür ana-

lytische [43, 130, 153–155] oder numerische [6, 20, 34, 40, 41] Ansätze. Der entschei-

dende Faktor für die Verlässlichkeit eines Ansatzes ist die korrekte Abbildung des ge-

störten Spannungsfeldes um einen Riss. Dies beinhaltet dementsprechend auch die rich-

tige Definition des Konstitutivverhaltens, um die lokalen Spannungen berechnen zu kön-

nen. Der Vorteil einer diskreten Betrachtung der Zwischenfaserbruchauswirkung ist die 

detaillierte Berücksichtigung des Einflusses der benachbarten Lagen und der Lagendi-

cke. Bisherige Konzepte zur Analyse der reduzierten Steifigkeiten können in verschie-

dene Gruppen untergliedert werden. Die grundsätzliche Idee hinter allen Konzepten ist 

die Bestimmung der Steifigkeitsdegradation als Funktion der Rissdichte in den Einzel-

lagen. Alle bisherigen Modelle basieren dabei auf linear elastischen Materialannahmen 

zur Beschreibung des Konstitutivverhaltens der diskreten Zustände im Material um ei-

nen Riss. Die grundlegenden Ansätze zur Bestimmung der Steifigkeitsreduktion werden 

im Folgenden exemplarisch für ein [0/90/0] Kreuzverbundlaminat genauer beschrieben. 

5.1 Literaturübersicht 

Die einfachste Methode zur Beschreibung der Steifigkeitsreduktion ist das sogenannte 

„Ply Discount“ Konzept [156, 157]. Dieser einfache Ansatz basiert darauf, nach der De-

tektion eines Zwischenfaserbruchs, die transversale Steifigkeit dieser Lage auf einen 

Wert nahe Null zu setzen. Die Vernachlässigung der Reststeifigkeit einer gerissenen 

Lage führt zu einer konservativen Bewertung der verbleibenden Steifigkeit des gerisse-

nen Laminats. Allerdings ist diese Methode sehr ungenau in der Bestimmung des Kon-

stitutivverhaltens und damit wenig verlässlich für die Anwendung. 

Eine einfache analytische Methode, um den Spannungsübergang von einer gerissenen 

90° Lage auf die umliegenden 0° Lagen zu betrachten, bieten die Ansätze auf Basis der 

„Shear-Lag“ Methode [110]. Die Methode basiert auf der Annahme, dass die Lastüber-

tragung zwischen den benachbarten Lagen in einer Schubschicht stattfindet. Wie in Abb. 

5-1 gezeigt ist, wird gewöhnlich eine über die Dicke der gerissenen Lage konstante Nor-

malspannung angenommen. Aus der Spannungsauswertung und der Annahme von li-
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near elastischem Materialverhalten, kann die effektive Steifigkeit eines [0/90/0] Lami-

nats bestimmt werden. Unter der Annahme, dass die Spannungen am Rand des reprä-

sentativen Elements und damit an den Rissfronten verschwinden, ergibt sich nach [158] 

1

𝐸̂𝑥
=
1

𝐸𝑥
0 (1 +

𝑡90𝐸2 tanh (𝛽
𝑠
2)

𝑡0𝐸1𝛽
𝑠
2

), (5-1) 

wobei 𝛽 der „Shear-Lag“-Parameter ist. Der Parameter ist abhängig von der Annahme 

der Schubübertragung in der Schubschicht. Eine gängige Annahme ist, dass die Schub-

dehnung in der 0° Lage Null ist und sich die Verformung in der 90° Lage linear über die 

Dicke ändert [17, 148]. In diesem Fall gilt 

𝛽2 = 𝐺23 (1 +
𝑡0𝐸1 +

𝑡90
2 𝐸2

𝑡0𝐸1𝐸2
), (5-2) 

Eine andere Annahme geht ebenfalls von keiner Schubdehnung in der 0° Lage und einer 

parabolischen Verformung in Dickenrichtung der 90° Lage aus [159, 160]: 

𝛽2 = 3𝐺23 (1 +
𝑡0𝐸1 +

𝑡90
2 𝐸2

𝑡0𝐸1𝐸2
), (5-3) 

Die korrekte Definition des „Shear-Lag“-Parameters lässt sich nicht inhärent bestim-

men, sondern muss anhand von Versuchsergebnissen kalibriert werden. 

 

Abb. 5-1: Spannungen in einer 90° Lage mit Riss entsprechend der „Shear-Lag“ Theorie [110]. 

Ein weiteres Konzept zur Auswertung der Zwischenfaserbruchschädigung basiert auf 

der Variationsrechnung zur Bestimmung des Minimums der komplementären potentiel-

len Energie. Von Hashin [126, 161] wird ein Ansatz vorgestellt, um durch die Lösung 

des 2-dimensionalen Randwertproblems des repräsentativen Elements zwischen zwei 
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Rissen die Steifigkeitsreduktion eines Kreuzverbundlaminats zu berechnen. Eine Erwei-

terung des Ansatzes von Hashin für die Lösung des Problems und der Spannungsfeld-

auswertung an multidirektionalen Laminaten wird in [130] gezeigt. Allerdings liegen 

der Lösung der Steifigkeitsreduktion linear elastische Annahmen zu Grunde. Ähnlich 

dem Modell von Hashin nutzen McCartney u. a. [127, 128, 162] eine Formulierung unter 

der Annahme eines ebenen Dehnungszustandes. Zur besseren Abbildung des variieren-

den Spannungsfeldes über die Lagendicke, wird eine Faserverbundeinzellage in kleine 

Sub-Systeme über die Dicke geteilt. An diesen Schichten werden jeweils Gleichge-

wichtsbedingungen angesetzt, um das jeweilige Spannungsfeld zu bestimmen. 

Ein weiterer Ansatz zur Berechnung der Steifigkeitsreduktion basiert auf der Anwen-

dung der Klassischen Laminattheorie und der Betrachtung der Rissausprägung in Form 

einer Rissöffnungsweite [12, 154, 163]. In Varna u. a. [164] ist ein Ansatz unter der 

Annahme von linear elastischem Materialverhalten für die Reduktion der Laminataxial-

steifigkeit angegeben als: 

1

𝐸̂𝑥
=
1

𝐸𝑥
0 (1 + 2

𝑡90
𝑠𝑡𝑙𝑎𝑚

 2𝑎𝑛
(90) 𝐸2

𝐸𝑥
0

(1 − 𝜈12𝜈𝑥𝑦
0 )

2

(1 − 𝜈12𝜈21)2
), (5-4) 

wobei  2𝑎𝑛
(90)

 die normierte Öffnungsweite der Risse in der 90° Lage ist und entsprechend 

Gl. (4-13) definiert wird. Um die Steifigkeitsreduktion zu berechnen, muss die Rissöff-

nungsweite für einen spezifischen Risszustand bestimmt werden. Dazu werden numeri-

sche [134, 137, 154, 165] oder experimentelle [3] Methoden vorgeschlagen. Der Vorteil 

liegt darin, dass die Rissöffnungsweite eine diskrete Größe der Rissmorphologie ist und 

daher durch Messungen direkt für die Kalibrierung eines Ansatzes genutzt werden kann. 

In den letzten Jahren wurden verstärkt Konzepte auf Basis von numerischen Ansätzen 

entwickelt, wobei im Wesentlichen die FEM genutzt wird. Einige Ansätze basieren auf 

einer zweidimensionalen Betrachtung [4, 9, 166] unter der Annahme eines ebenen Span-

nungs- oder Dehnungszustands in dem Laminat. Andere modellieren dreidimensionale 

RVEs zur Abbildung des korrekten Spannungszustands in den Lagen [20, 34, 40, 110, 

167]. Der Vorteil von numerischen Methoden ist die Genauigkeit des berechneten Span-

nungsfeldes. Darüber hinaus können Probleme mit mehreren Rissen unterschiedlicher 

Orientierung und unterschiedlicher Anzahl in den Einzellagen gelöst werden. Ein Nach-

teil gegenüber den oben beschriebenen analytischen Konzepten ist der größere Rechen-

aufwand und damit die Schwierigkeit, die Konzepte in eine strukturelle Auslegung zu 

integrieren. 

Alle bisher veröffentlichten Ansätze, die Steifigkeitsreduktion analytisch oder nume-

risch zu lösen, basieren auf linear elastischen Annahmen. Die Definition von linear elas-

tischem Materialverhalten in den RVEs reduziert die Komplexität der Lösung, ist jedoch 

besonders unter Schubbelastung nicht geeignet, um die Steifigkeitsreduktion korrekt zu 

berechnen. Somit sind die bisher beschriebenen Ansätze im Allgemeinen nur für die 
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Auslegung von Kreuzverbundlaminaten mit Rissen in 90° Lagen verlässlich. Für multi-

direktionale Laminate bzw. bei signifikanten Verformungen müssen nichtlineare Mate-

rialprozesse beachtet werden. Die Integration eines nichtlinearen Materialansatzes in die 

beschriebenen analytischen Methoden erschwert wesentlich die Lösungsmöglichkeit der 

mechanischen Gleichgewichtsbedingungen. Im Rahmen dieser Arbeit wird daher ein 

numerischer Ansatz zur Lösung der Steifigkeitsreduktion genutzt. In den folgenden Ab-

schnitten wird dieser genauer vorgestellt und gezeigt, wie die Ergebnisse effizient in das 

nichtlineare Konstitutivmodell eingebunden werden können. 

5.2 RVE Studie zur Rissauswirkung bei 

kontinuierlicher Belastung 

Das entwickelte Konstitutivmodell betrachtet die Zwischenfaserbruchentwicklung und 

die Zwischenfaserbruchauswirkung diskret in seiner vorhandenen Ausprägung. Die dis-

krete Rissbetrachtung ermöglicht eine genaue Bewertung der Rissauswirkung auf das 

umliegende Spannungsfeld und damit eine verlässliche Bestimmung der Steifigkeitsre-

duktion. Um die Ergebnisse der diskreten Steifigkeitsanalyse in das verschmierte nicht-

lineare Kontinuumsmodell zur Laminatanalyse integrieren zu können, müssen die Ma-

terialannahmen in beiden Modellen gleich sein. Ein kohärentes Konzept erfordert somit 

eine nichtlineare Materialannahme in den diskreten RVEs. Das Konzept zur Berechnung 

der geschädigten Laminatspannungen ist in Abb. 5-2 dargestellt. Zum einen wird ein 

nichtlineares Materialmodell im Rahmen des globalen Kontinuumsansatzes genutzt, um 

die plastischen Dehnungen in den Einzellagen zu berechnen. Zum anderen wird das 

Nichtlinearitätsmodell aber auch dafür genutzt, um in RVE Rechnungen die geschädigte 

Steifigkeitsmatrix zu bestimmen. Dieses Konzept unterscheidet sich von den bisher ver-

öffentlichten diskreten Konzepten mit linear elastischen Annahmen. Um Laminate aus-

legen zu können in denen nichtlineare Materialprozesse wirken, ist ein Nichtlinearitäts-

modell entscheidend. Insbesondere plastische Verformungen bewirken, dass die linear 

elastisch berechneten Schädigungsvariablen mit zunehmender Belastung von der Reali-

tät abweichen. Durch die nichtlinearen RVEs werden die belastungsbezogenen Schädi-

gungsvariablen in Abhängigkeit des normierten Rissabstands und der jeweiligen Rand-

bedingungen berechnet. Diese werden im Folgenden in das Kontinuumsmodell inte-

griert, um die geschädigten Spannungen zu berechnen. Die Untersuchungen auf Basis 

der RVEs erfolgen für das Material IM7-8552. Es kann aber davon ausgegangen werden, 

dass die gewonnenen Erkenntnisse auf weitere Glas- bzw. Kohlenstofffaserverbundma-

terialien mit duroplastischer oder thermoplastischer Matrix übertragbar sind. 
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Abb. 5-2: Kohärentes Konzept zur homogenisierten Integration einer berechneten Rissauswir-

kung in einem RVE. 

5.2.1 Definition der RVEs unter Berücksichtigung von 

nichtlinearem Materialverhalten 

Um die Steifigkeitsreduktion zu berechnen werden analog zu Kapitel 2.6 numerische 

RVE Modelle ausgewertet. Da sie bisher nur für die Auswertung der initialen Belastung 

in einer zyklischen Versuchsdurchführung genutzt wurden, war eine linear elastische 

Materialannahme hinreichend genau. Im Folgenden sollen die RVE Ergebnisse genutzt 

werden, um eine Zwischenfaserbruchauswirkung unter kontinuierlicher Belastung zu 

ermitteln. Bei größeren Lasten steigt der Einfluss der nichtlinearen Materialprozesse auf 

das lokale Spannungsfeld um den Riss. Aus diesem Grund wird zusätzlich zur dreidi-

mensionalen Modellierung der RVEs ein dreidimensionales Nichtlinearitätsmodell im-

plementiert. Dieses wird als Abaqus Subroutine VUMAT für die Bestimmung des Kon-

stitutivverhaltens in der expliziten Berechnung der RVEs genutzt. Der Aufbau der RVEs 

erfolgt entsprechend der Abb. 2-13 mit einem Riss in der mittleren Lage. Erneut werden 

nur die beiden angrenzenden Lagen modelliert, deren Orientierung entsprechend dem 

zu untersuchenden Laminat angepasst wird. Die Orientierung der Decklagen ist gleich, 

um einen symmetrischen Laminataufbau zu gewährleisten und eine Verschiebungs-

Biege-Kopplung zu verhindern. Um den Einfluss der Lagendicke auf die Steifigkeitsre-

duktion zu untersuchen, werden RVEs mit verschiedenen normierten Rissabständen mo-

delliert. Es wird angenommen, dass sich die Zwischenfaserbrüche über die gesamte Di-

cke der mittleren Lage erstrecken. Ebenso verläuft der Riss über die gesamte Breite und 

ist parallel zur yz-Ebene gerichtet. Es wird eine äquidistante Rissanhäufung modelliert, 
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womit der Rissabstand konstant s beträgt. An den Seitenflächen der RVEs werden peri-

odische Randbedingungen definiert. Da Laminate meist sehr dünn sind, wird die Ver-

schiebung in Dickenrichtung nicht eingeschränkt. 

Die Schädigungsvariablen werden aus den aufgebrachten Dehnungen und den resultie-

renden Spannungen berechnet. Dazu werden die über das Volumen gemittelten makro-

skopischen Dehnungen und Spannungen im FE Modell ermittelt. Der Einfluss des Ris-

ses auf die Steifigkeit der Nachbarlagen wird in die Schädigungsvariablen der gerissenen 

Lage inkludiert. Damit wird sichergestellt, dass die Rissauswirkung im Kontinuumsmo-

dell die gleiche ist. Anders als in dem dreidimensionalen diskreten RVE, wird dort nur 

eine einzelne Lage degradiert. 

Die kontrollierenden Makro-Dehnungen werden durch aufgebrachte Verschiebungs-

randbedingungen auf die vier vertikalen Seitenflächen erzeugt. Eine Dehnung 𝜀𝑦 ent-

spricht in der mittleren Lage einer Dehnung in Faserrichtung. Es kann angenommen 

werden, dass diese Dehnung im Laminat im Verhältnis zu den anderen Dehnungskom-

ponenten sehr klein ist. Daher wird in der RVE Studie eine Verformung in y-Richtung 

verhindert. Die folgenden gemittelten makroskopischen Dehnungszustände werden in 

drei verschiedenen Lastfällen betrachtet: 

(a) uniaxiale Zugbelastung (𝜀𝑥   )𝑇,  

(b) uniaxiale Schubbelastung in der xy-Ebene (  𝜀𝑥𝑦)𝑇 und 

(c) kombinierte Zug- und Schubbelastung (𝜀𝑥  𝜀𝑥𝑦)𝑇. 

Lastfall (c) ermöglicht die Betrachtung der Interaktion der Schädigungsvariablen 𝑑22 

und 𝑑66 infolge gekoppelter hydrostatischer Effekte bei kombinierter Zug- und Schub-

belastung. Die Auswirkung des diskreten Risses wird durch das Verhältnis der gemittel-

ten makroskopischen Dehnungen und Spannungen eines ungeschädigten und eines ge-

schädigten RVEs ermittelt. Entsprechend den Belastungsrandbedingungen sind die Deh-

nungen unabhängig vom Schädigungszustand gleich. Allerdings verursacht der Riss ei-

nen Unterschied in den resultierenden Spannungen Δ𝜎. Entsprechend des Lastfalls, wird 

eine transversale Zug- oder longitudinale Schubspannungsdifferenz Δ𝜎𝑥 und Δ𝜎𝑥𝑦 aus-

gewertet. Die Bestimmung der Schädigungsvariablen der RVEs erfolgt aus dem Ver-

gleich der gemittelten RVE Spannungsdifferenz und dem ungeschädigten Materialver-

halten. Damit wird erreicht, dass die Auswirkung der Spannungsdifferenz zwischen den 

RVEs auf die Degradation einer Einzellage in der Kontinuumsbetrachtung übertragen 

werden kann. Die Spannungen des ungeschädigten Kontinuums bei gleichen Dehnungen 

werden mit 𝜎𝑥
90 und 𝜎𝑥𝑦

90 für die transversale Zug- und die longitudinale Schubspannung 

bezeichnet. Die Schädigungsvariablen werden entsprechend den einzelnen Lastfällen 

folgendermaßen berechnet: 

(a) 𝑑22 = Δ𝜎𝑥 𝜎𝑥
90⁄ , 𝑑66 =  ,  

(b) 𝑑22 =  , 𝑑66 = Δ𝜎𝑥𝑦 𝜎𝑥𝑦
90⁄ , 
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(c) 𝑑22 = Δ𝜎𝑥 𝜎𝑥
90⁄ , 𝑑66 = Δ𝜎𝑥𝑦 𝜎𝑥𝑦

90⁄ . 

Die Schädigungsvariablen beschreiben die Steifigkeitsreduktion durch die Zwischenfa-

serbruchentwicklung und werden in das Kontinuumsschädigungsmodell integriert. 

5.2.2 Erweiterung des Nichtlinearitätsmodells für drei-

dimensionale Spannungszustände 

Die Genauigkeit der ermittelten Steifigkeitsreduktion auf Basis der RVEs hängt ent-

scheidend von dem berechneten lokalen Spannungsfeld um den Riss ab. Um das Kon-

stitutivverhalten korrekt abzubilden, wird der zweidimensional formulierte Nichtlinea-

ritätsansatz aus den Abschnitten 3.1 bis 3.3 auf eine dreidimensionale Formulierung er-

weitert. Dabei werden die gleichen Grundannahmen hinsichtlich der Trennung der trans-

versalen und longitudinalen Fließvorgänge und der hyperelastischen Sensitivität getrof-

fen. Das Nichtlinearitätsmodell für die RVE Studie beinhaltet die nicht-hooke`sche Fa-

serelastizität, die dreidimensionalen plastischen Dehnungen und die verformungsindu-

zierte Faserausrichtung infolge der lokalen longitudinalen Schubkomponenten in der 12- 

und der 13-Ebene. Im Folgenden werden die Erweiterungen im Verhältnis zur zweidi-

mensionalen Formulierung beschrieben. Die Berechnung der longitudinalen nichtlinea-

ren Elastizität erfolgt analog zu dem Vorgehen in Kapitel 3.2 durch den definierten deh-

nungsbasierten empirischen Ansatz. Da die Fasernichtlinearität sich nur in Faserrichtung 

auswirkt, ändert sich der Ansatz für die dreidimensionale Formulierung nicht. 

Faserrotation 

Das Materialkoordinatensystem (1', 2', 3') in Abaqus vernachlässigt die sich verändernde 

Orthotropierichtung, die aufgrund einer Faserrotation entsteht. Für eine korrekte Defi-

nition des Konstitutivmodells müssen daher die lokalen Dehnungsinkremente des FE 

Systems rotiert werden. Anders als in der zweidimensionalen Definition des Laminat-

Kontinuumsansatzes ist das initiale Materialkoordinatensystem bereits entsprechend der 

initialen Ausrichtung der Lagen im RVE definiert. Dadurch ergibt sich der Rotations-

winkel 𝜃 in der dreidimensionalen Betrachtung ausschließlich aus den lokalen Schub-

dehnungen des Materialkoordinatensystems in Abaqus 𝜀12
′  und 𝜀13

′  zu 

𝜃 = arctan√(𝜀12
′ )2 + (𝜀13

′ )2. (5-5) 

Die Orientierung der Rotationsachse wird definiert durch den Vektor 

𝒂 = (
 
𝑎2
𝑎3

) = (

 

𝜀13
′ √(𝜀12

′ )2 + (𝜀13
′ )2⁄

𝜀12
′ √(𝜀12

′ )2 + (𝜀13
′ )2⁄

). (5-6) 
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Die dreidimensionale Transformationsmatrix ergibt sich dann mit dem Rotationswinkel 

𝜃 und dem Orientierungsvektor 𝒂 zu 

𝑻𝜃
3𝐷(𝒂, 𝜃) =

[
 
 
 
 
 
 
𝑇11
3𝐷 𝑇12

3𝐷 𝑇13
3𝐷 𝑇14

3𝐷 𝑇15
3𝐷 𝑇16

3𝐷

𝑇21
3𝐷 𝑇22

3𝐷 𝑇23
3𝐷 𝑇24

3𝐷 𝑇25
3𝐷 𝑇26

3𝐷

𝑇31
3𝐷 𝑇32

3𝐷 𝑇33
3𝐷 𝑇34

3𝐷 𝑇35
3𝐷 𝑇36

3𝐷

𝑇41
3𝐷 𝑇42

3𝐷 𝑇43
3𝐷 𝑇44

3𝐷 𝑇45
3𝐷 𝑇46

3𝐷

𝑇51
3𝐷 𝑇52

3𝐷 𝑇53
3𝐷 𝑇54

3𝐷 𝑇55
3𝐷 𝑇56

3𝐷 

𝑇61
3𝐷 𝑇62

3𝐷 𝑇63
3𝐷 𝑇64

3𝐷 𝑇65
3𝐷 𝑇66

3𝐷 ]
 
 
 
 
 
 

. 
(5-7) 

Die einzelnen Komponenten der dreidimensionalen Rotationsmatrix sind in Anhang A.c 

angegeben. Wird der Fall 𝜀13
′ =   betrachtet, ergibt sich die Rotation um den Winkel 

𝜃 = arctan(𝜀12
′ ) und die Rotationsachse mit dem Orientierungsvektor 𝒂 =

(  1)𝑇. Es folgt die bekannte dreidimensionale Transformationsmatrix 

𝑻𝜃
3𝐷 =

[
 
 
 
 
 
c2 𝑠2  2𝑐𝑠   
𝑠2 c2  −2𝑐𝑠   
  1    
−𝑐𝑠 𝑐𝑠  (𝑠2 + c2)   
    𝑐 −𝑠 
    𝑠 c ]

 
 
 
 
 

, 
(5-8) 

wobei 𝑠 = 𝑠𝑖𝑛(𝜃) und 𝑐 = 𝑐𝑜𝑠(𝜃) gilt. In dem numerischen expliziten Lösungsverfah-

ren wird das dreidimensionale Dehnungsinkrement im nicht rotierten Zustand in das re-

ale Faser-Matrix-Koordinatensystem rotiert: 

𝑑𝜺 = 𝑻𝜃
3𝐷 𝑑𝜺′. (5-9) 

Im Anschluss an die Konstitutivberechnungen zur Bestimmung der lokalen Spannungen 

werden diese wieder in das Materialkoordinatensystem von Abaqus zurück rotiert: 

𝑑𝝈′ = 𝑻−𝜃
3𝐷  𝑑𝝈 . (5-10) 

Plastizitätsmodell 

Das dreidimensionale Plastizitätsmodell soll das Verhalten von kohlenstofffaserver-

stärkten Harzen mit hohem Faservolumenanteil abbilden. Damit gilt wieder die An-

nahme, dass die Fließvorgänge unter longitudinaler und transversaler Belastung nicht 

interagieren. Unter longitudinaler Schubbelastung (𝜎12, 𝜎13) gleiten Fasern und Matrix 

longitudinal, und unter transversaler Belastung (𝜎2, 𝜎3, 𝜎23) orthogonal zu den Fasern. 

Das gesamte Dehnungsinkrement lässt sich definieren als Summe aus elastischem Deh-

nungsinkrement und plastischem Dehnungsinkrement: 
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𝑑𝜺 = 𝑑𝜺𝑒 + 𝑑𝜺𝑝, (5-11) 

wobei das plastische Dehnungsinkrement definiert ist als  

𝑑𝜺𝑝 = ( 𝑑𝜀𝑡𝑟
𝑝

1
,  𝑑𝜀𝑡𝑟

𝑝

2
,  𝑑𝜀𝑡𝑟

𝑝

3
,  𝑑𝜀𝑠𝑙

𝑝

12
,  𝑑𝜀𝑠𝑙

𝑝

13
,  𝑑𝜀𝑡𝑟

𝑝

23
)
𝑇

. (5-12) 

Die Fließfunktion für die transversale Plastizität wird unter dreidimensionalen Span-

nungszuständen allgemein definiert als 

𝑓𝑡𝑟 = 𝜎𝑡𝑟
𝑒𝑓
= 𝜎𝑡𝑟

𝑒𝑞 + 𝛼𝑡𝑟 𝜎𝑚, (5-13) 

wobei 𝜎𝑡𝑟
𝑒𝑞

 die transversale äquivalente Dehnung, 𝛼𝑡𝑟 der transversale hydrostatische 

Sensitivitätsparameter und 𝜎𝑚 die hydrostatische Spannung in dem Matrixmaterial sind. 

Unidirektionale Faserverbundlagen weisen ein transversal isotropes Materialverhalten 

orthogonal zur Faser (1-Richtung) auf. Während die plastische Verformung in longitu-

dinale und transversale Richtung unabhängig voneinander ist, findet dadurch eine Inter-

aktion der transversalen Spannungskomponenten bei dem transversalen Fließvorgang 

statt. Zur Beschreibung der Interaktion wird das Tresca Kriterium genutzt. Dieses ge-

währleistet, dass keine plastische Volumenänderung unter reinen hydrostatischen Belas-

tungszuständen auftritt [168]. Die transversale äquivalente plastische Spannung ergibt 

sich mit dem Tresca Kriterium als 

𝜎𝑡𝑟
𝑒𝑞 = √𝜎2

2 + 𝜎3
2 − 2𝜎2𝜎3 +  𝜎23

2 . (5-14) 

Die hydrostatische Spannung in der Matrix 𝜎𝑚 ergibt sich als Erweiterung von Gl. (3-10) 

zu 

𝜎𝑚 =
1

3
(
𝐸𝑚
𝐸1
𝜎1 + 𝜎2 + 𝜎3). (5-15) 

Es wird davon ausgegangen, dass der plastische Fluss keinen Einfluss auf die Volu-

menänderung des Materials hat. Daher wird das transversale plastische Potential, wie 

bei der Betrachtung des ebenen Spannungszustands, entsprechend der äquivalenten 

Spannung festgelegt: 

𝑔𝑡𝑟 = 𝜎𝑡𝑟
𝑒𝑞 . (5-16) 

Die inkrementelle effektive plastische Dehnung 𝑑𝜀𝑡𝑟
𝑒𝑓

 wird definiert als 

𝑑𝜀𝑡𝑟
𝑒𝑓
=
1

2
√𝑑𝜺𝑡𝑟

𝑝 : 𝑑𝜺𝑡𝑟
𝑝 . (5-17) 
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Die Definition gewährleistet, dass bei uniaxialer Belastung die äquivalente Dehnung der 

entsprechenden plastischen Dehnung in dieser Richtung entspricht. Beispielsweise 

ergibt sich bei reiner transversaler Normalspannung in 2-Richtung (𝑑𝜎2 ≠  ,  𝑑𝜎3 =

 ,  𝑑𝜎23 =  ) der Dehnungszustand (𝑑𝜀2 = − 𝑑𝜀3,  𝑑𝜀23 =  ) und damit 𝑑𝜀𝑡𝑟
𝑒𝑓
= 𝑑𝜀2

𝑝
. 

Um die Plastizität unter longitudinalen Schubspannungen zu beschreiben, wird die 

Fließfunktion definiert als 

𝑓𝑠𝑙 = 𝜎𝑠𝑙
𝑒𝑓
= 𝜎𝑠𝑙

𝑒𝑞 + 𝛼𝑠𝑙  𝜎𝑚, (5-18) 

wobei für die äquivalente longitudinale Schubspannung eine quadratische Interaktion 

definiert ist: 

𝜎𝑠𝑙
𝑒𝑞 = √𝜎12

2 + 𝜎13
2 . (5-19) 

Die hydrostatischen Sensitivitätsparamater 𝛼𝑡𝑟 und 𝛼𝑠𝑙 bestimmen den Einfluss der hyd-

rostatischen Spannungen auf das Fließverhalten. Wie die Parameter hergeleitet werden 

können und deren Kalibrierung für das Material IM7-8552 auf Basis von Ergebnissen 

für Scotchply SP-319, wurde bereits in Kapitel 3.3 gezeigt. Das plastische Potential bei 

longitudinaler Schubplastizität zur Definition des plastischen Flusses ist definiert als 

𝑔𝑠𝑙 = 𝜎𝑠𝑙
𝑒𝑞 , (5-20) 

und die inkrementelle effektive plastische Dehnung entsprechend der zweidimensiona-

len Formulierung als 

𝑑𝜀𝑠𝑙
𝑒𝑓
= √𝑑𝜺𝑠𝑙

𝑝 : 𝑑𝜺𝑠𝑙
𝑝 . 

Damit ergibt sich der Betrag des plastischen Flusses entsprechend der Skalare 

𝑑𝜆𝑡𝑟 =
2
𝜕𝑓𝑡𝑟
𝜕𝝈

𝑸0𝑑𝜺

1
2
𝐻̃𝑡𝑟
𝑝√𝜕𝑔𝑡𝑟

𝜕𝝈
:
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝝈

+
𝜕𝑓𝑡𝑟
𝜕𝝈

𝑇

𝑸0
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝝈

, (5-21) 

und 

𝑑𝜆𝑠𝑙 =

1
3𝛼𝑠𝑙 (

𝐸𝑚
𝐸1
𝑑𝜎1 + 𝑑𝜎2 + 𝑑𝜎3) +

𝑄66
0

𝜎𝑠𝑙
𝑒𝑞 (𝜎12𝑑𝜀12 + 𝜎13𝑑𝜀13)

𝐻̃𝑠𝑙
𝑝√𝜕𝑔𝑠𝑙

𝜕𝝈
:
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝝈

+
𝜕𝑓𝑠𝑙
𝜕𝝈

𝑇

𝑸0
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝝈

. (5-22) 
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Dabei ist 𝑸0 die dreidimensionale ungeschädigte Steifigkeitsmatrix. Die Berechnung 

der plastischen Dehnungen bei transversalen oder longitudinalen Spannungen ergibt sich 

entsprechend der nicht-assoziierten Fließregel zu 

𝑑𝜺𝑝 = ( ,
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝜎2

𝑑𝜆𝑡𝑟 ,
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝜎3

𝑑𝜆𝑡𝑟 ,
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝜎12

𝑑𝜆𝑠𝑙 ,
𝜕𝑔𝑠𝑙
𝜕𝜎13

𝑑𝜆𝑠𝑙 ,
𝜕𝑔𝑡𝑟
𝜕𝜎23

𝑑𝜆𝑡𝑟)
𝑇

, (5-23) 

Die Masterkurven zur Bestimmung des Erweichungsverhaltens entsprechend des Zu-

sammenhangs von effektiven Dehnungen und Spannungen unter transversalen und lon-

gitudinalen Spannungszuständen entsprechen den ermittelten Kurven im zweidimensi-

onalen Fall. Diese wurden für das Material IM7-8552 in Abb. 3-7 und Abb. 3-8 gezeigt. 

Die übrigen Materialeigenschaften, welche für die RVE Studie zur Auswertung der 

Schädigungsvariablen genutzt wurden, sind in Tab. 5-1 definiert. Die mit (*) markierten 

Kennwerte wurden bereits in Tab. 2-1 definiert und für die RVE Auswertung der zykli-

schen Versuchsdurchführung genutzt. Die zusätzlichen Materialparameter und die Mas-

terkurven sind notwendig, um die nichtlinearen Materialprozesse abzubilden. 

Tab. 5-1: Materialeigenschaften von IM7-8552 für die Bestimmung der Rissauswirkung. 

Longitudinale Steifigkeit* 𝐸1
0 161.0 [GPa]  

Longitudinaler nicht-hooke`scher Parameter 𝑘𝑓 23 [-]  

Transversale Steifigkeit* 𝐸2
0 9.00 [GPa]  

In-plane Querkontraktionszahl* 𝜈12
0  0.32 [-]  

In-plane Schubsteifigkeit* 𝐺12
0  5.18 [GPa]  

Transversale Schubsteifigkeit* 𝐺23
0  3.98 [GPa] [46] 

Steifigkeit Reinharz (8552) 𝐸𝑚 4.08 [GPa] [150] 

Transversaler hydrostatischer  

Sensitivitätsparameter 
𝛼𝑡𝑟  . 2 [-]  

Longitudinaler hydrostatischer  

Sensitivitätsparameter 
𝛼𝑠𝑙   .2   [-]  
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5.3 Ergebnisse der RVE Studie mit 

nichtlinearem Materialverhalten 

Je nach Belastungszustand und dem Verhältnis aus Schub- und Zugbelastung ergibt sich 

ein anderer Einfluss des nichtlinearen Materialverhaltens auf die Reduktion der Steifig-

keit einer Einzellage. Dies liegt im Wesentlichen an dem unterschiedlichen plastischen 

Fließverhalten in Abhängigkeit der Lastrichtung. Anders als in bisherigen Studien, in 

denen linear elastisches Materialverhalten in den Lagen angenommen wurde, bewirkt 

die Nichtlinearität, dass sich der Zusammenhang zwischen einem Zwischenfaserbruch 

und dessen Steifigkeitsauswirkung mit zunehmender Last verändert. Die Schädigungs-

variablen sind somit abhängig vom Belastungszustand und werden in den folgenden Ab-

schnitten als Funktion der transversalen Zugdehnung und der longitudinalen Schubdeh-

nung dargestellt. Im Folgenden werden einige RVE Ergebnisse gezeigt, die den Einfluss 

der nichtlinearen Materialprozesse und des veränderten Laminataufbaus exemplarisch 

zeigen. Die Makro-Dehnungen und Spannungen sind dazu im Materialkoordinatensys-

tem der mittleren Lage angegeben, da sich die Schädigungsvariablen auf diese Lage be-

ziehen. Die 1-Richtung gibt die Faserrichtung an, die 2-Richtung bezieht sich auf die 

Transversal- und die 3-Richtung auf die Dickenrichtung. Da die mittlere Lage konstant 

eine 90° Orientierung aufweist, entsprechen die 1-, 2-, 3-Richtungen den y-, x-, z-Rich-

tungen in der Koordinatendefinition der RVEs. In den angrenzenden Lagen richtet sich 

das Verhältnis zwischen dem RVE Koordinatensystem und dem lokalen Lagenkoordi-

natensystem nach dem Orientierungswinkel φ. 

5.3.1 Steifigkeitsreduktion bei uniaxialer transversa-

ler Zugverformung 

Die Rissauswirkung unter uniaxialem transversalem Zug wird exemplarisch an einem 

RVE mit Kreuzverbund bestehend aus einer mittleren gerissenen 90° Lage und Deckla-

gen mit 0° Faserorientierung untersucht. Die Lastdefinition entspricht dem Lastfall a). 

Die Ergebnisse des RVEs sind für ein NRA von 4 ausgewertet, was bei dem verwende-

ten Material und einem Laminat mit einfacher Lagenschichtung einer Rissdichte von 

2/mm entspricht. Eine uniaxiale Zugverformung führt zu einer Öffnung der Rissfronten, 

wie in Abb. 2-16 dargestellt. Diese Rissöffnung wird durch die Steifigkeitswirkung der 

Nachbarlagen behindert. Abb. 5-4 zeigt einen Vergleich des Spannungs-Dehnungs-Ver-

laufs der mittleren 90° Lage, welcher sich durch die beschriebene Auswertemethodik 

auf Basis des Verhaltens des RVEs ergibt. Dargestellt ist ein Vergleich des Spannungs-

Dehnungs-Verlaufs einer ungeschädigten Lage und einer Lage mit Zwischenfaserbruch. 

In diesem Fall entspricht der Verlauf der ungeschädigten Lage dem nichtlinearen unge-

schädigten transversalen Materialverhalten. Durch den Riss im RVE entsteht eine Stö-

rung des lokalen Spannungsfeldes und die Lastübertragung muss im Bereich des Risses 

durch die angrenzenden 0° Lagen übernommen werden. Der Verbund der 3 Lagen kann 
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damit nicht mehr die gleichen Axialspannungen aufnehmen, wie der ungeschädigte Ver-

bund. Dadurch ist die transversale Zugspannung bei gleicher Zugdehnung geringer. 

Dementsprechend reduziert sich auch die Steifigkeit. 

 

Abb. 5-3: Spannungs-Dehnungs-Verlauf bei uniaxialer transversaler Zugverformung einer un-

geschädigten und geschädigten 90° Lage in einem [0/90/0] Laminat. 

Die Reduktion der Steifigkeit zwischen dem ungeschädigten und geschädigten RVE ent-

spricht der Schädigungsvariable d22. Diese ist in Abb. 5-4 als Funktion der transversalen 

Dehnung abgebildet. Mit zunehmender transversaler Dehnung nimmt die Schädigungs-

variable leicht ab. Dies wird verursacht durch das plastische Materialverhalten, das zu 

einem abnehmenden Einfluss des Risses auf das umliegende Spannungsfeld führt. Lo-

kale s23 Spannungen an den Rissfronten im Bereich der Rissspitzen tragen zusätzlich 

zur Reduktion der Schädigungsvariable bei, da diese Spannungen plastisches Fließen 

verstärken. 

 

Abb. 5-4: Schädigungsvariable d22 bei uniaxialer Zugverformung eines [0/90/0] Laminats mit 

einem NRA=4. 
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Der nahezu konstante Verlauf der Schädigungsvariablen unter transversaler Belastung 

deutet darauf hin, dass die Beachtung nichtlinearen Materialverhaltens nur einen gerin-

gen Einfluss auf die Definition der Schädigungsauswirkung in einer Kontinuumsmodel-

lierung hat. Linear elastische Materialannahmen für die RVE Rechnungen würden eine 

konstante Schädigungsvariable unabhängig von dem Dehnungsniveau vorhersagen, 

äquivalent zu dem Wert bei 0% transversaler Dehnung. Wie die Auswertung mit nicht-

linearer Materialbeschreibung zeigt, reduziert sich die Schädigungsvariable bei 3% Deh-

nung um etwa 20%. Allerdings werden in strukturellen Anwendungen häufig Kreuzver-

bunde oder ein quasi-isotroper Verbund genutzt. Die Mehrzahl der eingesetzten Kohle-

faserverbundwerkstoffe erreicht bei diesen Laminataufbauten eine Versagensdehnung 

von selten mehr als 1.5%. Auch wenn sich Risse in einzelnen Lagen bereits bei wesent-

lich geringeren Dehnungen entwickeln, ist für die Vorhersage des Konstitutivverhaltens 

dieser Laminate unter reiner transversaler Zugbelastung der Einfluss nichtlinearen Ma-

terialverhaltens auf die Rissauswirkung nahezu vernachlässigbar. Für den Fall des uni-

axial belasteten Kreuzverbundes mit reinem transversalem Zug in Lagen mit Zwischen-

faserbrüchen ist der Fehler der bisherigen in der Literatur vorgestellten linear elastischen 

Modelle zur diskreten Rissbewertung relativ gering. 

Die Vorhersage der Rissauswirkung unter Schubbelastung war bisher nur selten Gegen-

stand von Untersuchungen. Dementsprechend wurde die Schubsteifigkeitsreduktion in 

vorhandenen Modellen häufig vernachlässigt. In dieser Arbeit wird die Steifigkeitsre-

duktion einer kohlefaserverstärkten Lage mit Riss in Abhängigkeit einer uniaxialen lon-

gitudinalen Schubdehnung an einem RVE mit 0°/90°/0° Kreuzverbundaufbau unter-

sucht. Dies geschieht mit Hilfe einer Verschiebungsaufbringung entsprechend dem Last-

fall b). Ein Vergleich des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs einer ungeschädigten und ei-

ner geschädigten 90° Lage ist in Abb. 5-5 dargestellt. Die Ergebnisse zeigen, dass die 

erzielten Spannungen in dem geschädigten RVE niedriger sind, diese sich aber mit zu-

nehmender Dehnung den ungeschädigten Spannungen annähern. Dies spiegelt sich in 

Abb. 5-6 im Verlauf der Schädigungsvariable d66 wider, die mit zunehmender Schub-

dehnung signifikant abnimmt. Unter longitudinaler Schubbelastung reduziert das nicht-

lineare Materialverhalten entscheidend die rissinduzierte Steifigkeitsreduktion bereits 

bei niedrigen Schubdehnungen. Mit zunehmender Verformung nimmt die Schubsteifig-

keit des Materials sowohl in der ungeschädigten als auch der geschädigten Lage infolge 

plastischen Fließens ab. Allerdings zeigen die RVE Ergebnisse, dass die Schubsteifig-

keitsreduktion im Fall eines Zwischenfaserbruchs in der 90° Lage geringer ausfällt und 

sich damit ein stark nichtlinearer Zusammenhang zwischen Schubdehnung und der 

Schädigungsvariable d66 ergibt. Ein konstanter Zusammenhang, den gewöhnlich ge-

nutzte linear elastische Annahmen vorhersagen würden, hätte eine falsche Steifigkeits-

bewertung besonders bei größeren Verformungen zur Folge. 
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Abb. 5-5: Spannungs-Dehnungs-Verlauf bei uniaxialer longitudinaler Schubverformung einer 

ungeschädigten und geschädigten 90° Lage in einem [0/90/0] Laminat. 

 

Abb. 5-6: Schädigungsvariable d66 bei uniaxialer Schubverformung eines [0/90/0] Laminats mit 

einem NRA=4. 

Um die Gründe für den erheblichen Abfall der Steifigkeitsvariable unter Schub zu er-

mitteln, wird im Rahmen der RVE Studie der lokale Spannungszustand um den Riss 

analysiert. Abb. 5-7 zeigt die normierte Schubspannungsverteilung in der 1-2-Ebene, 

und damit wie weit sich die Störung des Risses im Spannungsfeld zwischen den Rissen 

auswirkt. Für zwei unterschiedliche Dehnungsniveaus sind jeweils die Schubspannun-

gen normiert über die Schubspannungen dargestellt, die außerhalb der Einflusszone des 

Risses wirken. Durch den Riss kann keine Last über die Rissfronten übertragen werden, 

wodurch die Spannungen direkt an der Rissfront Null sind. Die obere Abbildung zeigt 

die normierten Schubspannungen bei einer Schubdehnung von 0.04%, während die un-

tere Abbildung die Schubspannungen bei 2.17% Dehnung zeigt. Die Dehnungsniveaus 

und die Schubsteifigkeit, welche das ungeschädigte Material um den Riss herum bei 
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diesen Dehnungsniveaus besitzt, ist auf der rechten Seite von Abb. 5-8 durch die kreis-

förmige blaue und rote Markierung dargestellt. Da die Last nicht über die Rissfronten 

übertragen werden kann, wird diese über die angrenzenden Lagen übertragen. Durch die 

hohe Schubsteifigkeit bei dem niedrigen Lastniveau, beeinflusst der Riss die Spannung 

auch noch weit entfernt von den Rissfronten. Bei höheren Dehnungen wird das Materi-

alverhalten unter longitudinalem Schub stark nichtlinear und Spannungskonzentrationen 

am Riss induzieren lokal hohe plastische Verformungen. Daraus folgt, dass sich die 

Spannungen in der gerissenen Lage in kürzerer Distanz wieder auf die Far-Field Span-

nungen aufbauen. Als „Far-Field Spannung“ wird die ungestörte Spannung definiert, die 

außerhalb des Einflussbereichs eines Risses herrscht. 

 

Abb. 5-7: Normierte Spannungsverteilung in der mittleren gerissenen Lage für zwei unter-

schiedliche Schubdehnungsniveaus (σ12.FF – Far-Field Schubspannung). 

Den gleichen Effekt verdeutlicht noch einmal Abb. 5-8. in der die normierte Schubspan-

nungsverteilung für beide betrachtete Dehnungsniveaus als Funktion der x-Position im 

RVE dargestellt ist. Wie sich deutlich zeigt, erweitert sich mit zunehmender Dehnung 

das Plateau zwischen benachbarten Rissen, in dem die Far-Field Spannungen wieder 

hergestellt sind. Dementsprechend ist die homogenisierte Steifigkeitsreduktion infolge 

des Risses bei höheren Lastniveaus geringer. Die Schädigungsvariable d66 in einer ver-

schmierten Betrachtung des Zwischenfaserbruchs sinkt. Trotz gleicher Rissmorphologie 

verändert sich somit trotzdem die Schädigungsauswirkung in Abhängigkeit der Belas-

tung. Dementsprechend muss auch die effektive Steifigkeitsmatrix 𝑸𝑑𝑘 einer gerissenen 

Einzellage entsprechend des Lastniveaus bestimmt werden. 
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Abb. 5-8: Verteilung der normierten Schubspannung für zwei unterschiedlichen Schubdeh-

nungsniveaus. 

In Abb. 5-6 wird ebenfalls deutlich, dass das nichtlineare Verhältnis zwischen der Schä-

digungsvariable d66 und der Schubdehnung 𝜀12 nicht monoton verläuft. Bei geringer Zu-

nahme der Schubdehnung nimmt die Schädigungsvariable zunächst leicht zu. Dieser Ef-

fekt wird verursacht durch eine Spannungsüberhöhung an der Rissspitze, die zu einer 

plastischen Verformung in den Nachbarlagen führt. Damit verbunden ist der Anstieg der 

Schädigungsvariable. Mit weiter zunehmender Dehnung dominiert die generelle Ab-

nahme der Schädigungsvariable, aufgrund der plastischen Verformung um den Riss in 

der mittleren Lage. Ab einem Dehnungsniveau von 1.2% wird ein erneuter Anstieg in 

dem Kurvenverlauf deutlich. Dafür sind ebenfalls die lokal am Riss überhöhten Span-

nungen in den Nachbarlagen verantwortlich. Da der Gradient der effektiven Schubspan-

nungs-Schubdehnungs-Kurve (Masterkurve) bei 1% Schubdehnung stark abfällt, verur-

sacht die Spannungsüberhöhung, die sich nun durch die gesamte Dicke der Nachbarla-

gen erstreckt eine ausgeprägte plastische Verformungszone. Diese Plastifizierung findet 

im ungeschädigten RVE nicht statt, da das globale Dehnungsniveau noch geringer ist. 

In diesem Fall ist die Schubsteifigkeit in der Nachbarlage homogen und vom Betrag 

wesentlich höher. Da der Einfluss der Nachbarlage in die Bestimmung der Schädigungs-

variable der gerissenen Lage eingeht, führt die Ausbildung der plastischen Zone in den 

Nachbarlagen zu einem Anstieg der Schädigungsvariable. 

Den Unterschied zwischen linear elastischen und nichtlinearen Materialannahmen bei 

transversaler Zug- und longitudinaler Schubbelastung zeigt Abb. 5-9. Die Diagramme 

zeigen exemplarisch die RVE Ergebnisse bei einem NRA von 4. Bei linear elastischer 

Materialdefinition sind die ermittelten Schädigungsvariablen über die Dehnung kon-

stant. Bei Beachtung der nichtlinearen Materialprozesse ergibt sich ein nichtlinearer 

Verlauf der Schädigungsvariablen über die Zug- bzw. Schubdehnung. Besonders unter 

Schubbelastung wird deutlich, dass die Definition nichtlinearen Materialverhaltens ent-

scheidend ist, da bereits ab 0.5% Schubdehnung, die Steifigkeitsreduktion aufgrund des 

Risses signifikant abnimmt. Es wurde bereits erwähnt, dass in der Literatur bisher nur 

zyklische Versuche zur Bewertung der Steifigkeitsreduktion veröffentlicht wurden. In 

diesem Fall werden nur die Anfangsbereiche der Belastung betrachtet, in denen im Ma-

terial ein linear elastisches Materialverhalten angenommen werden kann. Alle bisher 
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entwickelten Modelle zur diskreten Rissbetrachtung beruhen auf solchen Versuchser-

gebnissen. Aus diesem Grund war die nichtlineare Auswertung der Schädigungsvariab-

len bisher nicht notwendig. In der vorliegenden Arbeit werden allerdings auch multidi-

rektionale Laminate betrachtet, die aufgrund der Zwischenfaserbruchanhäufung eine 

starke Nichtlinearität aufweisen. Dadurch kann das Materialverhalten bzw. die Rissaus-

wirkung auch bei kontinuierlicher Belastung, während des gesamten Verlaufs bis zum 

Probenversagen verstanden und in dem Modell abgebildet werden. Für die korrekte Ab-

bildung des Konstitutivverhaltens unter kontinuierlicher Belastung ist die Untersuchung 

des Einflusses nichtlinearen Materialverhaltens entscheidend, da ein direkter Zusam-

menhang zwischen der Rissdichte und der Steifigkeitsreduktion nicht gegeben ist. 

 

Abb. 5-9: Einfluss der Nichtlinearität auf die Spannungs-Dehnungs-Verläufe bei Zug- und 

Schubbelastung und die entsprechenden Schädigungsvariablen für ein NRA=4. 

5.3.2 Einfluss des Rissabstands 

Für linear elastische Materialannahmen wurde der Einfluss der Interaktion zwischen ein-

zelnen Rissen in einer Lage bereits untersucht und veröffentlicht [20,37]. Die Bestim-

mung des lokalen Spannungsfeldes zwischen den Rissen ist in diesem Fall besonders 

notwendig, um den Einfluss der Störung des Spannungsfelds auf die Lastübertragung 

abzuschätzen. In [154] wurde aus numerischen Untersuchungen für CFK ein NRA-Li-

mit von 2.5 abgeleitet. Wenn der Rissabstand kleiner ist als das Zweieinhalbfache der 

Lagendicke, dann interagieren Risse miteinander und die Far-Field Spannung wird nicht 

mehr erreicht. Das Spannungsfeld wird dann auch mittig zwischen zwei Rissen von die-

sen gestört. Da sich dann das Spannungsfeld zwischen den Rissen in Abhängigkeit vom 
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Rissabstand verändert, kann die Schädigungsvariable nicht mehr entsprechend dem 

Rissabstand linear skaliert werden. Um das Interaktionsverhalten in Abhängigkeit von 

nichtlinearem Materialverhalten zu untersuchen, wurden RVE Rechnungen für ver-

schiedene Rissabstände durchgeführt. Die Auswirkung auf die Reduktion der Transver-

sal- und der Schubsteifigkeit wurde für NRAs zwischen 1 und 16 ausgewertet. Wie Abb. 

5-10 und Abb. 5-11 zeigen, erhöht sich die Schädigungsvariable erwartungsgemäß mit 

Zunahme des NRA. Für eine konstante Lagendicke ist ein größerer NRA gleichbedeu-

tend mit einer geringeren Rissdichte. Die Rissöffnung und die Rissgleitung vergrößern 

sich und damit auch die Schädigungsvariable des homogenisiert betrachteten Volumens.  

 

Abb. 5-10: Transversaler Zugspannungs-Dehnungs-Verlauf einer geschädigten Lage für ver-

schiedene NRA (links) und die entsprechenden Schädigungsvariablen d22 (rechts). 

 

Abb. 5-11: Longitudinaler Schubspannungs-Dehnungs-Verlauf einer geschädigten Lage für ver-

schiedene NRA (links) und die entsprechenden Schädigungsvariablen d66 (rechts). 

Für einen geeigneteren Vergleich wird eine normierte Betrachtung der Schädigungsva-

riable definiert (Schädigungsvariable multipliziert mit NRA). In Abb. 5-12 wird deut-

lich, dass die Verläufe dieser Variablen besonders für größere Rissabstände identisch 

sind. Identische Kurvenverläufe bedeuten dabei, dass an den Rändern des RVE wieder 

Far-Field Bedingungen hergestellt sind. Nur für geringe NRA (NRA=1 entspricht einem 

Rissabstand gleich der Lagendicke) erstreckt sich das gestörte Spannungsfeld bis über 

die Mitte zwischen zwei Rissen und eine Auswirkung aus der Interaktion resultiert.  
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Durch nichtlineares Materialverhalten verändert sich die Interaktion der Risse mit zu-

nehmender Belastung. Unter longitudinalem Schub nähern sich die Verläufe der Schä-

digungsvariable d66 für alle NRA einander an. Ursache ist erneut die zunehmende plas-

tische Verformung, wodurch sich die Einflusszone auf das Spannungsfeld um den Riss 

reduziert und damit auch für kleinere Rissabstände eine Interaktion der Risse verhindert 

wird. Aus den RVE Ergebnissen folgt, dass der Einfluss der Rissdichte auf die Steifig-

keitsreduktion in CFK Laminaten vereinfachend auf einen linearen Zusammenhang re-

duziert werden kann. In den durchgeführten Versuchen wurde in keinem Laminat ein 

NRA kleiner als 1.5 erreicht. Für das gleiche Lastniveau sind die Schädigungsvariablen 

damit proportional zum NRA.  

 

Abb. 5-12: Normierte longitudinale Schub- und transversale Zugschädigungsvariable. 

5.3.3 Einfluss der Faserorientierung benachbarter La-

gen 

Der Einfluss der Faserorientierung angrenzender Lagen auf die Steifigkeitsvariablen un-

ter uniaxialer Belastung und für ein NRA von 4 ist in Abb. 5-13 dargestellt. Bei uniaxi-

aler transversaler Zugbelastung nimmt die Schädigungsvariable d22 mit zunehmender 

Winkeldifferenz zu. Mit der Orientierung einer benachbarten Lage wird das Öffnungs- 

und Abgleitverhalten der Rissfronten beeinflusst. Die Rissöffnung wird am stärksten 

behindert, wenn die Fasern der benachbarten Lagen senkrecht zum Riss gerichtet sind. 

Das entspricht in den RVE Studien einer Lagenorientierung von 0° und dementspre-

chend einer Winkeldifferenz in Relation zur gerissenen Lage von 90°. Für andere Win-

kelunterschiede wirken in der benachbarten Lage kombiniert transversale Normal- und 

longitudinale Schubspannungen. Dadurch steigert sich die Rissöffnungsweite und damit 

gleichbedeutend die Nachgiebigkeit in der homogenisierten Betrachtung. Bei hohen 

Dehnungen sinkt die Schädigungsvariable d22 für große Winkeldifferenzen und steigt 

für kleine Winkeldifferenzen. Bei kleinen Winkeldifferenzen und einer damit verbunde-

nen Zug- und Schubbelastung in den Nachbarlagen, verursachen lokal hohe plastische 

Verformungen eine Steifigkeitsreduktion in diesen angrenzenden Lagen, wodurch sich 

die Schädigungsvariable erhöht. Dieser Effekt wird zusätzlich verstärkt durch Normal- 
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und Schubspannungen in Dickenrichtung an den Rissspitzen, welche das Fließverhalten 

ebenfalls beeinflussen. 

Für die Auswertung der Steifigkeitsreduktion unter longitudinaler Schubbelastung ist 

die Beachtung der Faserorientierung der Nachbarlagen in Relation zum Riss ebenfalls 

entscheidend. Im Gegensatz zur Rissöffnung, wird ein Abgleiten der Rissfronten nicht 

bei einem angrenzenden Lagenwinkel von 0° am stärksten behindert, sondern bei Faser-

winkeln, die größer sind. Damit sinkt mit zunehmendem Winkel der angrenzenden Lage 

die Schädigungsvariable d66 für eine spezifische Schubdehnung ab. Negative Winkel in 

der Nachbarlage entsprechen einer Zugbelastung in Faserrichtung in diesen Lagen. Die 

hohe longitudinale Steifigkeit, die in Faserrichtung wirkt, bietet in diesem Fall einen 

signifikanten Wiederstand gegen die Schubverformung des RVEs. Der Einfluss der Fa-

sersteifigkeit nimmt mit zunehmenden negativen Winkeln zu und es ergibt sich die Ab-

nahme der Steifigkeitsreduktion. Eine Erhöhung des Schublastniveaus bewirkt den be-

schriebenen Effekt der Abnahme der Schädigungsvariable, allerdings zeigen die Ergeb-

nisse, dass dann auch der Einfluss des Nachbarlagenwinkels verschwindet und sich die 

Kurvenverläufe der Schädigungsvariable d66 einander angleichen. Positive Winkel der 

Nachbarlagen bewirken bei reiner Schubbelastung im RVE eine Zug-Schub-Kombina-

tion in den angrenzenden Lagen. Durch die hydrostatische Sensitivität des Fließverhal-

tens, werden unter Zug größere plastische Verformungen lokal am Riss in den Nachbar-

lagen erreicht. Dadurch sinkt dort die Steifigkeit ab und die verschmiert betrachtete 

Schädigungsvariable, welche auch die Rissauswirkung in den Nachbarlagen enthält, 

steigt an. Nachbarlagenwinkel größer als 10° wurden nicht ausgewertet. Bei solchen La-

genwinkeln ist die Anstrengung in der Nachbarlage größer, als in der Lage, in der der 

diskrete Riss modelliert ist. Dadurch würde sich ein Zwischenfaserbruch in der mittleren 

Lage erst nach der Rissentstehung in den Nachbarlagen bilden. Somit wäre die Auswer-

tung eines solchen Zustandes physikalisch nicht sinnvoll und wird hier auch nicht be-

trachtet.  

 

Abb. 5-13: Schädigungsvariablen d22 (links) und d66 (rechts) einer Risslage mit NRA=4 und ver-

schiedener benachbarter Lagenwinkel. 
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5.3.4 Auswirkung der Interaktion von Zug- und 

Schubbelastung 

Die Auswirkung einer Lastinteraktion wird durch das Aufbringen einer kombinierten 

transversalen Zug- und einer longitudinalen Schubverformung entsprechend Lastfall c) 

untersucht. Beispielhaft werden dafür die Ergebnisse an [0/90/0] RVEs mit einem nor-

mierten Rissabstand von 4 ausgewertet. Abb. 5-14 zeigt, dass die transversale Steifig-

keitsreduktion nicht durch eine zusätzliche Überlagerung mit einer Schublast beeinflusst 

wird. Im Gegensatz dazu, nimmt die Schädigungsvariable d66 mit zunehmender Schub-

dehnung und bei überlagertem Zug ab. Der Grund dafür ist die hydrostatische Sensitivi-

tät des Epoxidharzes und die damit verbundene Veränderung der plastischen Verfor-

mung des Materials im Bereich des Risses. Die Auswirkung einer Zugspannung auf die 

Masterkurve für das transversale Fließverhalten zeigte, dass dadurch größere plastische 

Verformungen aufgebaut werden. Die damit verbundene geringere Einflusszone des 

Risses auf das Spannungsfeld um die Rissfronten bewirkt die ermittelte und hier abge-

bildete Abnahme der Schubschädigungsvariable. 

 

Abb. 5-14: Schädigungsvariablen d22 (links) und d66 (rechts) einer gerissenen Lage mit NRA=4 

und verschiedener Zug-Schub Lastkombinationen (Z:S – Zug:Schub Verhältnis). 

5.4 Übertragung der diskreten Ergebnisse auf 

das Kontinuums-Schädigungsmodell 

Um das Konstitutivverhalten eines Faserverbundlaminats zu bestimmen, ist es zweck-

mäßig einen homogenisierten Kontinuumsschädigungsansatz auf Basis von Schädi-

gungsvariablen zu nutzen. Wie die nichtlinearen Materialprozesse in dem Kontinuums-

modell integriert sind, wurde in Kapitel 3 gezeigt. Um die Steifigkeitsreduktion infolge 

einer Schädigung zu definieren, müssen die Schädigungsvariablen für das Modell be-

stimmt werden. Neben einer empirischen Definition der Auswirkung der diffusen Mik-

roschädigung und von Delaminationen, wird ein Ansatz auf Basis der RVEs genutzt, um 

die Auswirkung von Zwischenfaserbrüchen zu bestimmen. Um die gleichen nichtlinea-

ren Materialprozesse auch in den numerischen RVE Studien abzubilden, werden diese 
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auch für die Berechnung der Schädigungsvariablen durch die Verwendung des dreidi-

mensionalen Nichtlinearitätsmodells einbezogen. Dieses kohärente Vorgehen in der dis-

kreten und der verschmierten Modellierung ist notwendig, um eine Anwendung des Mo-

dells auch bei großen Verformungen und Schubspannungen in einzelnen Lagen nutzen 

zu können. Wie in den vorangegangenen Abschnitten gezeigt wurde, führen die nichtli-

nearen Materialmechanismen zu einer starken Abhängigkeit der Steifigkeitsreduktion 

von dem Belastungszustand in den einzelnen Lagen. Da sich die Schädigungsvariablen 

mit einer Laststeigerung verändern, müssten diese im Rahmen der Anwendung des Kon-

tinuumsmodells zu jedem Zeitschritt neu berechnet werden. Die diskrete Bestimmung 

der Steifigkeitsmatrix infolge einer Rissentwicklung wäre damit sehr zeitaufwendig. Um 

dies zu verhindern, ist es sinnvoll, die Schädigungsvariablen durch umfangreiche RVE 

Studien im Voraus zu berechnen. Im Rahmen dieser Arbeit wurde dies für das Material 

IM7-8552 und für potentielle Zustände des Laminataufbaus, des Belastungszustands 

und der Rissdichte durchgeführt. 

Bisher wurden nur einige Ergebnisse der nichtlinearen RVE Studien gezeigt. Um alle 

möglichen Zustände abzubilden, wurde eine umfassende Ergebnismatrix der Schädi-

gungsvariablen d22 und d66 in Abhängigkeit der Zug- und Schubdehnung, der Interaktion 

dieser beiden Dehnungen und des Winkels der Nachbarlagen erstellt. Verschiedene 

Rissdichten wurden nicht mehr betrachtet, sondern nur ein NRA von 4, welches aller-

ding repräsentativ für alle aufgetretenen Rissabstände ist. Wie gezeigt wurde, ändern 

sich die Schädigungsvariablen nur direkt proportional mit der Rissdichte. 

Als Einflussgrößen für die Bestimmung der Schädigungsvariablen bleiben damit die 

Winkeldifferenz zur Nachbarlage, die longitudinale Schubdehnung und die transversale 

Zugdehnung. Entsprechend dieser Größen werden systematische RVE Rechnungen 

durchgeführt. Um später aus den gewonnen Schädigungsvariablen interpolieren zu kön-

nen, muss die Variation der Einflussgrößen sinnvoll gewählt werden. Um den Rechen-

aufwand in Grenzen zu halten, aber dennoch hinreichend viele Schädigungsvariablen zu 

bestimmen, werden folgende Zustände für das Material IM7-8552 berechnet: 

 Zugdehnung/Schubdehnung (100 Stufen): Gleichmäßig zwischen 0% und 

3% Dehnung 

 Zug:Schub Dehnungsverhältnis (7 Stufen): 0:1, 0.25:1, 0.5:1, 1:1, 1:0.5, 

1:0.25, 1:0 

 Winkeldifferenz Decklage (17 Stufen): -80°, -70°, -60°,-50°,-40°, -30°, -

20°, -10°, 0°, 10°, 20°, 30°, 40°, 

50°, 60°, 70°, 80° 

Für die Bestimmung des Verlaufs der ±45° Laminate und des 90/60/90 Laminats wurde 

das Schubdehnungs- bzw. Zugdehnungsintervall entsprechend erweitert. Die berechne-

ten Datenpunkte der Schädigungsvariablen aus den RVE Ergebnissen werden direkt als 
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Datenmatrix in die VUMAT des nichtlinearen Kontinuumsmodells integriert. Entspre-

chend dem Lagenzustand während der Laminatauslegung hinsichtlich Dehnung und La-

minataufbau werden die Schädigungsvariablen mittels trilinearem Interpolationsverfah-

ren ermittelt. Damit kann die geschädigte Steifigkeitsmatrix jeder Einzellage integriert 

in dem nichtlinearen Konstitutivmodell zur Laminatauslegung berechnet werden. Wenn 

die Lagenorientierung der angrenzenden Lagen unterschiedlich ist, werden die Schädi-

gungsvariablen unabhängig für beide Decklagenwinkel bestimmt. Um Rechenaufwand 

für die dreidimensionale RVE Studie zu sparen, wird davon ausgegangen, dass der je-

weilige Winkel auf beiden Seiten vorliegt und sich damit entsprechende Schädigungs-

variablen an einem symmetrischen RVE bestimmen lassen. Um die Steifigkeitsreduk-

tion der betreffenden Lage zu bestimmen, wird ein Mittelwert aus beiden Schädigungs-

variablen gebildet. Im Gegensatz zu einer eingebetteten Lage vergrößert sich die Riss-

öffnungs- und Rissgleitungsweite einer außenliegenden Lage. Die Ursache ist die feh-

lende Behinderung durch eine Decklage auf einer Seite. Vereinfachend wird angenom-

men, dass die Steifigkeitsreduktion einer solchen Lage, der Steifigkeitsreduktion einer 

eingebetteten Lage mit doppelter Lagendicke entspricht. Zusätzlich zur Steifigkeitsre-

duktion der diskreten Zwischenfaserbruchschädigung werden die Schädigungsvariablen 

für die diffuse Schädigung und die Delaminationsschädigung berechnet (Kapitel 4.3 und 

4.4). Die diffuse Schädigung wird bei transversaler Belastung zur bestimmten Zwi-

schenfaserbruchschädigungsvariable 𝑑22
𝑐𝑟
𝑘
 addiert. Die Schädigungsvariable zur Be-

schreibung der Delaminationsauswirkung wird bei einer Schubdehnung oberhalb der 

Delaminationsinitiierungsdehnung zur Zwischenfaserbruchschädigungsvariable 𝑑66
𝑐𝑟
𝑘
 

addiert. Damit ergibt sich im Kontinuumsmodell bei einer eingebetteten Lage: 

𝑑22𝑘 = 𝑑22
𝑐𝑟
𝑘
+ 𝑑22

𝑑𝑖𝑓

𝑘
, 

𝑑66𝑘 = 𝑑66
𝑐𝑟
𝑘
+ 𝑑66

𝑑𝑒𝑙
𝑘
. 

(5-24) 

Für eine äußere Lage folgt entsprechend:  

𝑑22𝑘 = 𝑑22
𝑐𝑟
𝑘
(𝑡𝑧𝑤𝑒𝑖𝑓𝑎𝑐ℎ) + 𝑑22

𝑑𝑖𝑓

𝑘
, 

𝑑66𝑘 = 𝑑66
𝑐𝑟
𝑘
(𝑡𝑧𝑤𝑒𝑖𝑓𝑎𝑐ℎ) + 𝑑66

𝑑𝑒𝑙
𝑘
. 

(5-25) 

Mit den Schädigungsvariablen kann die geschädigte Steifigkeitsmatrix jeder Einzellage 

berechnet werden. Zusammen mit den berechneten inkrementellen elastischen Dehnun-

gen werden damit anschließend die lokalen geschädigten Spannungsinkremente 

(𝑑𝜎̃1, 𝑑𝜎̃2, 𝑑𝜎̃12)
𝑇
𝑘
 entsprechend Gl. (3-29) berechnet.  
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6 Simulationsergebnisse und Diskussion 

Im Rahmen der experimentellen Schädigungscharakterisierung wurden zahlreiche La-

minate ausgewertet, die eine Zwischenfaserbruchentwicklung aufweisen. Diese sollen 

an dieser Stelle dazu dienen, die Anwendbarkeit des entwickelten nichtlinearen Konti-

nuumsmodells zu bewerten. Bisher wurden in der Literatur überwiegend Testergebnisse 

an Laminaten vorgestellt, die zur Auswertung der Zwischenfaserbruchauswirkung eine 

zyklische Versuchsdurchführung erfordern. Demgegenüber wurde in der vorliegenden 

Arbeit in der Auswahl der Laminate Wert darauf gelegt, eine Auswertung bei kontinu-

ierlicher Belastung bis zum Versagen zu gewährleisten. Dies ermöglicht eine Material-

modellentwicklung die näher an den Erfordernissen der strukturellen Auslegung liegt, 

bedingt aber die akkurate Abbildung vieler nichtlinearer Materialprozesse. Mit dem Ma-

terialmodell werden zum einen die Rissdichtenverläufe als Funktion der Dehnung be-

stimmt und zum zweiten die Spannungs-Dehnungs-Verläufe der Proben. Folgende La-

minataufbauten mit dem Material IM7-8552 wurden mit Hilfe des Modells simuliert: 

[(0/90)4]s, [(02/902)2]s, [(90/+30/90/-30)2]s, [(90/+45/90/-45)2]s, [(90/+60/90/-60)2]s, 

[(452/-452)2]s, [(45/-45)4]s und [(50/-50)4]s.  

Das vorgeschlagene Modell basiert auf der Theorie der Kontinuumsschädigungsmecha-

nik. Die empirischen Ansätze zur Vorhersage der Schädigungsentwicklung bestehen aus 

der Bestimmung der Rissinitiierung und Rissanhäufung und der Vorhersage diffuser 

Schädigungsprozesse in Form einer Mikroschädigung und einer Delaminationsschädi-

gung. Diese Ansätze wurden in Kapitel 4 vorgestellt. Zur Berechnung der Schädigungs-

variablen auf Grund der Zwischenfaserbruchentwicklung wurde ein diskreter Ansatz 

entwickelt. Auf Basis der bestimmten Rissdichte, dem Belastungszustand und dem La-

minataufbau werden die entsprechenden Schädigungsvariablen aus einer für IM7-8552 

erstellten Datenmatrix ausgewertet. Dazu wurden RVE Rechnungen mit diskreter Riss-

modellierung durchgeführt. Auf Basis der Ergebnisse wurde die Rissauswirkung unter 

Berücksichtigung des nichtlinearen Materialverhaltens ausgewertet. Die dafür entwi-

ckelte Methodik wurde in Kapitel 5 beschrieben. Andere Materialprozesse, die nichtli-

neares Laminatverhalten verursachen, sind ebenfalls integral in dem Kontinuumsansatz 

eingebunden. Die implementierten Ansätze der VUMAT wurden in Abschnitt 3.1 bis 

3.3 vorgestellt. Entsprechend der auftretenden Mechanismen werden in dem Material-

modell die Auswirkung der verformungsinduzierten Faserrotation, der nichtlinearen 

longitudinale Elastizität und der Plastizität bestimmt. 

Für die Anwendung des Konstitutivmodells müssen die Kennwerte des Materials IM7-

8552 bestimmt werden. Wie in der experimentellen Studie ermittelt werden konnte, ist 
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die Schädigungsentwicklung abhängig vom Laminataufbau, während die anderen Nicht-

linearitätsmechanismen als materialinhärent angesehen werden können. Demzufolge 

müssen zahlreiche Schädigungskennwerte in Abhängigkeit der Einzellagendicke der un-

tersuchten Laminate kalibriert werden. Die Kennwerte für IM7-8552 sind in Tab. 6-1 

zusammengefasst. Darüber hinaus werden die Masterkurven für die transversale und 

longitudinale Plastizität und die Materialparameter aus Tab. 5-1 für die Simulationen 

verwendet. Die Initiierungsspannungen und die Schädigungsparameter zur Bestimmung 

der Schädigungsprogression sind an den Kreuzverbundlaminaten mit 0° und 90° Lagen 

und den ±45° Laminaten kalibriert. Die Simulation der anderen Laminate soll zeigen, 

inwieweit die Parameter ausreichen, um die Schädigungsentwicklung auch in weiteren 

Proben mit kombinierten Spannungszuständen in den Einzellagen vorherzusagen. Eine 

Studie mit einem solch breiten Spektrum an Laminataufbauten wurde bislang noch nicht 

veröffentlicht. 

Tab. 6-1: Schädigungskennwerte von IM7-8552. 

Initiierungsspannung Diffuse Schädigung Zug 𝑌𝑡 62.3 [MPa]  

Rissinitiierungsspannung Zug teinfach  𝑌𝑡
1 83 [MPa]  

Rissinitiierungsspannung Zug tzweifach 𝑌𝑡
2 62.3 [MPa]  

Initiierungsspannung Schub 𝑆𝑙 91.5 [MPa]  

Neigungsparameter Enveloppe Zug 𝑝12
𝑡  0.32 [-] [71] 

Neigungsparameter Enveloppe Druck 𝑝12
𝑐  0.32 [-] [71] 

Parameter Diffuse Schädigungsentwicklung 𝑓22
𝑑𝑖𝑓

 50 [-]  

Parameter Rissentwicklung Transversal teinfach 𝑓22
𝑐𝑟1 440 [-]  

Parameter Rissentwicklung Transversal tzweifach 𝑓22
𝑐𝑟2 325 [-]  

Parameter Rissentwicklung Schub 𝑓12
𝑐𝑟 42 [-]  

Schubdehnung Delaminationsinitiierung 𝜀12
𝑑𝑒𝑙𝐼𝑛𝑖 3.5 [%]  

Parameter Delaminationsentwicklung 𝑓12
𝑑𝑒𝑙 3 [-]  

 

Zunächst werden die Kreuzverbundlaminate [(0/90)4]s und [(02/902)2]s ausgewertet. Ein 

Vergleich der experimentellen und der simulierten Rissentwicklungen zeigt Abb. 6-1. 

Da die Rissinitiierung und die Rissanhäufung bei uniaxialer Belastung im Rahmen des 
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empirischen Ansatzes an diesen beiden Laminataufbauten kalibriert wurde, kann die 

Rissentwicklung in den 90° Lagen sehr gut bestimmt werden. Da die Risse nur in den 

90° Lagen auftreten, steigt die lokale transversale Dehnung in den Lagen proportional 

mit der Axialdehnung der Probe. Dementsprechend wird durch das Schädigungsmodell 

in den 90° Lagen ein linearer Anstieg der Rissdichte vorhergesagt. Dies stimmt sehr gut 

mit den experimentellen Ergebnissen überein. Eine Risssättigung, wie sie teils in Ver-

suchen an glasfaserverstärkten Kunststoffen beobachtet wurde, wird weder in den Ex-

perimenten an IM7-8552 noch in der Simulation erreicht.  

 

Abb. 6-1: Rissdichtenverlauf aus Experimenten und Simulation für 0/90 Kreuzverbundlami-

nate mit einfacher (1f) und zweifacher Lagendicke (2f). 

Einen Vergleich des experimentellen und des simulierten Steifigkeitsverlaufs der Kreuz-

verbundlaminate zeigt Abb. 6-2. Die direkte Auswertung des Spannungs-Dehnungs-

Verlaufs eines CFK-Kreuzverbundes mit gleicher Anzahl an 0° und 90° Lagen ermög-

licht keine Auswertung der Steifigkeitsreduktion infolge von Rissen, da der Axialstei-

figkeitsunterschied zu groß ist. Die hier vorgestellte Auswertung der normierten Sekan-

tensteifigkeit ermöglicht die in-situ Bewertung der Schädigungsauswirkung bei konti-

nuierlicher Belastung. Die Ergebnisse lassen deutlich erkennen, dass die Steifigkeit mit 

zunehmender Dehnung kontinuierlich steigt. Dieser Effekt liegt an dem nichtlinearen 

longitudinalen Elastizitätsmodul, der einen Steifigkeitsanstieg in den 0° Lagen verur-

sacht. Gewöhnlich vernachlässigen Modelle zur Auslegung von Faserverbundlaminaten 

diese CFK Materialeigenschaft und gehen von einem linear elastischen E1 aus. Im Er-

gebnis führt das zu einer deutlichen Unterschätzung der Steifigkeit bei größerer Belas-

tung. Mit dem entwickelten Konstitutivmodell kann der Verlauf der normierten Sekan-

tensteifigkeit im Anfangsbereich sehr gut simuliert werden. Infolge von Schädigungs-

prozessen wird ab etwa 0.7% Axialdehnung ein deutlicher Abfall der bis dahin propor-

tional wachsenden Steifigkeit deutlich. Entsprechend dem ermittelten Rissdichtenver-

lauf und der berechneten transversalen Schädigungsvariable aus der diskreten RVE Stu-

die, wird in der Simulation ebenfalls ein Steifigkeitsabfall vorhergesagt. Allerdings fällt 
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der simulierte Steifigkeitsverlauf bei zweifacher Lagendicke ebenfalls bei etwa 0.7% 

Axialdehnung ab, während er bei einfacher Lagendicke erst bei etwa 0.95% abfällt. Die 

Erkenntnis, dass bei korrekter Rissdichtenprognose der Steifigkeitsverlauf nicht korrekt 

wiedergegeben werden kann, führte zur Definition der diffusen Mikroschädigung. In 

Kombination mit der Steifigkeitsreduktion der diffusen Mikroschädigung, die material-

inhärent definiert ist, können die Steifigkeitsverläufe beider Kreuzverbundlaminate sehr 

gut simuliert werden. Der zweite „Knick“ in der Steifigkeitskurve des Laminats mit 

zweifacher Lagendicke liegt daran, dass die Schädigungsvariable d22 in den 90° Lagen 

den Wert Eins erreicht. Die 90° Lagen tragen damit nicht mehr zur Axialsteifigkeit des 

Laminats bei. Damit ist die rissinduzierte kontinuierliche Steifigkeitsreduktion beendet 

und die Steifigkeit wächst wieder äquivalent zur nichtlinearen Versteifung der 0° Lagen.  

 

Abb. 6-2: Spannungs-Dehnungs-Verlauf aus Experimenten und Simulation für 0/90 Kreuzver-

bundlaminate mit einfacher (1f) und zweifacher Lagendicke (2f). 

Die Rissdichtenentwicklung in dem [(90/+30/90/-30)2]s und dem [(90/+45/90/-45)2]s 

zeigt Abb. 6-3. In dem 90/30 Laminat traten Risse nur in den 90° Lagen auf, während in 

dem 90/45 Laminat auch in den 45° Lagen Risse beobachtet wurden. Die Simulations-

ergebnisse geben dies ebenfalls wieder. Die Rissdichtenverläufe in den 90° Lagen kön-

nen sehr gut vorhergesagt werden, während die 45° Risse zu Beginn der Rissanhäufung 

etwas unterschätzt werden. Ein Grund könnte der Einfluss der direkt angrenzenden 90° 

Lagen mit ihrer Rissakkumulation sein. Während das Modell die Rissinitiierung in den 

45° Lagen bei einer höheren Axialdehnung voraussagt, zeigen die experimentellen Aus-

wertungen, dass sie bereits gleichzeitig mit der Rissinitiierung der 90° Lagen stattfindet. 

In den 45° Lagen herrscht ein kombinierter Spannungszustand aus transversalen Nor-

mal- und Schubspannungen. Für diesen Zustand wird durch das Modell ein linearer Ver-

lauf der Rissdichte simuliert, was gut mit den experimentellen Ergebnissen korreliert. 

Der Spannungs-Dehnungs-Verlauf des 90/30 Laminats ist nahezu linear, während die 

90/45 Probe eine signifikante Nichtlinearität bis zum Bruch aufweist. Der Spannungs-

Dehnungs-Verlauf beider Laminataufbauten kann mit dem vorgeschlagenen Konstitu-

tivmodell sehr gut simuliert werden. 
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Abb. 6-3: Experimentelle und simulierte Ergebnisse für die Rissdichte und den Spannungs-

Dehnungs-Verlauf in 90/30 und 90/45 Laminaten. 

Ein ±45° Laminat weist zu Beginn der Belastung eine reine Schubbelastung in den Ein-

zellagen auf. Mit zunehmender Belastung und der verformungsinduzierten Faserrotation 

tritt neben dem Schub zunächst eine Zugspannung auf, die sich bei weiterer Belastung 

in eine Druckspannung wandelt. Die ±50° Laminate weisen bis zum Bruch einen kom-

binierten Spannungszustand aus Schub- und Zugspannung auf. Die experimentellen Er-

gebnisse und die vom Modell vorhergesagten Rissdichtenverläufe und Spannungs-Deh-

nungs-Verläufe beider Laminate zeigt Abb. 6-4. In beiden Laminaten sind keine Fasern 

in Lastrichtung orientiert und dadurch tritt eine signifikante Ausprägung der Nichtline-

arität insbesondere durch die Schubplastizität auf. Der lineare Rissdichtenverlauf in dem 

±50° Laminat kann korrekt vorhergesagt werden. Ebenso korreliert der nichtlineare 

Rissdichtenverlauf in den 45° Lagen sehr gut mit den experimentellen Ergebnissen. Ab 

etwa 6.5% wird eine Risssättigung vorhergesagt. Die Ergebnisse der Laminate mit ein-

facher und zweifacher Lagendicke deuten ebenso ein solches Plateau an. Im Gegensatz 

zu den Kreuzverbundlaminaten wird dabei kein Unterschied in der Rissinitiierungsdeh-

nung in Abhängigkeit von der Lagendicke prognostiziert. Ebenso ist der simulierte Ver-

lauf beider Lagendicken annähernd gleich. Die experimentellen Ergebnisse deuten auf 

eine solche Lagendickenunabhängigkeit hin. Obwohl die Rissdichten gleich sind, sind 

die Spannungs-Dehnungs-Verläufe beider ±45° Laminate unterschiedlich. Da die ande-

ren nichtlinearen Materialprozesse materialinhärent sind, liegt die Ursache wie bereits 

evaluiert in der unterschiedlichen Schädigungsauswirkung. Mit den Ergebnissen der 
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Zwischenfaserbruchauswirkung entsprechend der RVE Studie und der Delaminations-

schädigung können die Spannungs-Dehnungs-Verläufe des Laminats mit einfacher und 

mit zweifacher Lagendicke sehr gut wiedergegeben werden. Ebenso gut kann die nicht-

lineare Steifigkeitsentwicklung der ±50° Laminate vorhergesagt werden. Besonders bei 

den ±45° Laminaten wird deutlich, dass das Modell in der Lage ist, die Interaktion ver-

schiedener nichtlinearer Materialprozesse abzubilden. In diesen Laminaten spielen die 

Steifigkeitsreduktion infolge der Schädigungsentwicklung, die Steifigkeitsreduktion 

durch plastisches Fließen und die Versteifung durch die Faserausrichtung jeweils eine 

große Rolle. Alle Prozesse wirken sich signifikant auf den Spannungs-Dehnungs-Ver-

lauf bis zur Bruchdehnung von bis zu 12% aus, und können mit dem Konstitutivmodell 

in ihrer Interaktion akkurat genug vorhergesagt werden. 

 

Abb. 6-4: Experimentelle und simulierte Ergebnisse für die Rissdichte und den Spannungs-

Dehnungs-Verlauf in ±45 und ±50 Laminaten. 

Die Modellergebnisse für die Rissdichte und die Zusammensetzung der Schubschädi-

gungsvariable d66 des ±45° Laminats mit einfacher Lagendicke zeigt Abb. 6-5. Die sum-

mierte Schädigungsvariable (d66 Gesamt) entsprechend der Gl. (5-24) ergibt sich aus den 

Anteilen durch die Auswirkung der Zwischenfaserbrüche (d66 Riss) und der Delamina-

tionsschädigung (d66 Delam.). An dem Kurvenverlauf der Rissschädigung ist deutlich 

zu erkennen, dass die Schädigungsvariable ab 4% Axialdehnung wieder abnimmt, ob-

wohl die Rissdichte weiter zunimmt. Der Grund ist die abnehmende Auswirkung der 

Risse infolge der zunehmenden plastischen Verformung, da die Lagen überwiegend auf 

Schub belastet sind. Gleichzeitig steigt die Delaminationsschädigung stark an und er-

reicht bei etwa 7% Axialdehnung einen größeren Wert als die Rissschädigung. Kurz vor 
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dem Versagen der Probe, wird die Steifigkeitsreduktion nahezu ausschließlich von der 

Delamination getrieben. Die Zwischenfaserbrüche haben nahezu keinen Einfluss mehr 

auf die Schubsteifigkeitsreduktion in den Lagen des Laminats. 

 

Abb. 6-5: Vorhersagen des Schädigungsmodells für das ±45° Laminat mit einfacher Lagendi-

cke. 

Die Komplexität und die damit verbundenen Schwierigkeiten in der Schädigungsausle-

gung von Faserverbundlaminaten zeigt Abb. 6-6. Dargestellt sind die Rissdichtenver-

läufe aus dem Experiment und der Simulation und die entsprechenden Spannungs-Deh-

nungs-Verläufe eines [(90/+60/90/-60)2]s Laminats.  

 

Abb. 6-6: Experimentelle und simulierte Ergebnisse für die Rissdichte und den Spannungs-

Dehnungs-Verlauf in einem 90/60 Laminat. 

In den 90° Lagen orientiert sich der vorhergesagte Rissdichtenverlauf an dem Kreuzver-

bundlaminat, das zur Kalibrierung der Rissanhäufungsrate genutzt wurde. Im Gegensatz 

dazu, ist in den 90° Lagen des 90/60 Laminats eine wesentlich geringere Zunahme der 

Rissdichte zu beobachten. Auch in den 60° Lagen wird eine zu hohe Rissdichtenrate 

prognostiziert. In diesen Lagen herrscht ein kombinierter Zug- und Schubspannungszu-

stand. Bei der Rissinitiierung hingegen korrelieren die Ergebnisse aus der Simulation 
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und den Versuchen für beide Lagenorientierungen. Dementsprechend kann auch der 

plötzliche starke Steifigkeitsverlust bei etwa 1% Axialdehnung korrekt bestimmt wer-

den. Dieser wird allerdings aufgrund der zu hohen Rissdichtenzunahme ebenfalls als zu 

hoch vorhergesagt. Die simulierte Entfestigung des Laminats tritt in Realität nicht auf. 

Die Ergebnisse zeigen die Einschränkung des Modells hinsichtlich der Vorhersagbarkeit 

der Schädigungsentwicklung. Im Gegensatz zu den bisher betrachteten Laminaten, ist in 

diesem Laminat ein weiterer Mechanismus entscheidend für die Rissentwicklung. Auf-

grund der Orientierung der Einzellagen des Laminataufbaus herrschen in beiden Lagen 

hohe transversale Zugspannungen. Diese führen bei Rissen in den 90° Lagen gleichzei-

tig auch zu einer Rissentstehung in den 60° Lagen. Diese Risse verlaufen allerdings nicht 

durch die gesamte Breite des Laminats sondern bilden sich sehr lokal an den 90° Rissen 

aus. Dieser Effekt wurde in [169] an dem CFK Material IM600/#133 untersucht. Eine 

Röntgenaufnahme der Rissentwicklung in einem Laminat mit angrenzenden 90° und 60° 

Lagen zeigt Abb. 6-7. Gleichzeitig mit der Ausbildung der 60° Risse, wird die Risszu-

nahme in beiden Lagenorientierungen gehemmt. Da dieser Effekt in einem Kreuzver-

bundlaminat nicht auftritt, kann er durch das vorgeschlagene empirische Modell nicht 

abgebildet werden. Um dieses spezielle Verhalten der Rissentwicklung in multidirekti-

onalen Laminaten abzubilden, muss die Interaktion der Rissentstehung genauer experi-

mentell charakterisiert werden. Bisher ist nicht bekannt unter welchen Randbedingun-

gen eine solch lokalisierte Mikrorissentwicklung zu erwarten ist. Das im Rahmen dieser 

Arbeit entwickelte Modell für die Zwischenfaserbruchentwicklung ist auf multidirekti-

onale Laminataufbauten beschränkt, in denen keine signifikante Interaktion der Risse in 

verschiedenen Lagen zu erwarten ist. 

 

Abb. 6-7: Röntgenaufnahme der Rissentwicklung eines [0/602/90]S Laminats [169]. 

Die Analyse der Rissauswirkung anhand der RVE Ergebnisse ist an die periodischen 

Randbedingungen der RVEs geknüpft. Diese wurden definiert, um eine Rissausbreitung 

über die gesamte Probenbreite abzubilden. In den 60° Lagen ist das nicht der Fall. Trotz-

dem soll die Anwendbarkeit des entwickelten Konzepts für die Bestimmung der Riss-

auswirkung untersucht werden. Dabei wird angenommen, dass die Länge der Risse hin-

reichend groß ist, um eine Periodizität zu erfüllen. Weiterhin wird angenommen, dass 
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die experimentell ermittelte Rissdichte repräsentativ für die gesamte Probe ist. Dies deu-

tet Abb. 6-7 an, da die Rissentwicklung zwar lokal an den 90° Zwischenfaserbrüchen 

stattfindet, jedoch homogen über die gesamte Probe. Entsprechend wird eine weitere 

Simulation durchgeführt, bei der jedoch die Rissdichten in den 90° und den 60° Lagen 

vorgegeben wird. Bei gleich angenommenem Rissdichtenverlauf für beide Orientierun-

gen ergibt sich der Spannungs-Dehnungs-Verlauf, wie er in Abb. 6-8 dargestellt ist. Das 

Ergebnis zeigt, dass die Steifigkeitsreduktion infolge der Schädigung auch in dem 90/60 

Laminat korrekt vorhergesagt werden kann. 

 

Abb. 6-8: Ergebnisvergleich für das 90/60 Laminat bei vorgegebener Rissdichte. 

Entscheidend für ein Materialmodell zur Strukturauslegung ist seine Anwendbarkeit für 

verschiedenste Laminataufbauten und Belastungszustände. Im Rahmen dieser Arbeit 

wurde dazu besonderer Wert auf die Vorhersagefähigkeit bei kontinuierlicher Laminat-

belastung gelegt. Bisherige Modelle in der Literatur wurden fast ausschließlich an 

Kreuzverbundlaminaten mit Rissen nur in den 90° Lagen validiert. Zusätzlich wurde die 

Steifigkeitsreduktion nur mit einer stufenweisen Versuchsdurchführung getestet. Dem-

entsprechend mussten bisherige Modelle nur den Anfangsbereich der jeweiligen Belas-

tungszyklen abbilden können. Unter diesen Voraussetzungen ist ein linear elastisches 

Materialmodell ausreichend. In dieser Arbeit wurden die Anforderungen an das Materi-

almodell hinsichtlich der Abbildung einzelner Materialprozesse wesentlich höher ge-

setzt. 

Aus Abb. 1-1 werden erneut die Spannungs-Dehnungs-Verläufe des [(0/90)4]s und des 

[(90/+45/90/-45)2]s Laminats betrachtet. Die entsprechenden Simulationen des Konsti-

tutivverhaltens mit und ohne Beachtung der Schädigung und bei linear elastischen Ma-

terialannahmen zeigt Abb. 6-9. Zusätzlich sind die Ergebnisse eines quasi-isotropen 

[(90/0/+45/-45)2]s und eines [(+45/-45)4]s Laminataufbaus dargestellt. Für die geschä-

digten und ungeschädigten Simulationen wurden die anderen nichtlinearen Materialpro-

zesse jeweils berücksichtigt. Hierbei zeigt sich deutlich der Validierungsvorteil von La-

minaten ohne Fasern in Lastrichtung, da diese wesentlich sensitiver auf Veränderungen 

im Materialmodell reagieren. Die einzelnen Komponenten des Kontinuumsmodells kön-

nen dadurch wesentlich besser validiert werden. Während es bei dem Kreuzverbund und 

dem quasi-isotropen Aufbau für die Simulation des globalen Konstitutivverhaltens 
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kaum eine Rolle spielt, ob die Schädigungsentwicklung und die Schädigungsauswirkung 

korrekt abgebildet sind, hat es bei dem 90°/45° und dem ±45° Laminat einen signifikan-

ten Einfluss. Gerade an dem Kreuzverbund zeigt sich, dass die Steifigkeitsauswirkung 

durch den nichtlinearen Longitudinalmodul entscheidender ist, als die Auswirkung 

durch die Schädigung. Die Ergebnisse zeigen damit die Notwendigkeit von experimen-

tellen Untersuchungen an kontinuierlich belasteten Proben. Diese sind unerlässlich, da 

in einem Materialmodell für strukturelle Anwendungen im Wesentlichen die korrekte 

Bestimmung der Steifigkeitsreduktion über eine Anwendbarkeit des Modells entschei-

det. Die Spannungs-Dehnungs-Verläufe verdeutlichen darüber hinaus sehr gut, dass es 

sinnvoll ist, in Abhängigkeit des auszulegenden Laminataufbaus zu entscheiden, ob 

nichtlineare Materialprozesse berücksichtigt werden sollten. Besonders für einen Kreuz-

verbund und ein quasi-isotropes Laminat kann die Steifigkeitsentwicklung auch mit li-

near elastischen Materialannahmen hinreichend genau vorhergesagt werden. Ebenfalls 

ist die Abweichung gering, wenn die Schädigungsentwicklung und die Schädigungsaus-

wirkung nicht oder nicht korrekt bestimmt werden. Damit sind diese Laminate hinsicht-

lich Auslegungsfehlern wesentlich robuster. 

 

Abb. 6-9: Simulationen des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs in Abhängigkeit der Materialan-

nahmen für verschiedene multidirektionale Laminate (o/Schdg – ohne Schädigung, 

m/Schdg - mit Schädigung). 
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Die Ergebnisse der 90°/45° und ±45° Laminate reagieren unterschiedlich sensitiv auf 

die Berücksichtigung verschiedener nichtlinearer Materialprozesse. Für den 90°/45° 

Aufbau ist die korrekte Vorhersage der Steifigkeitsreduktion infolge Schädigung ent-

scheidend. Im Gegensatz dazu führt die akkurate Vorhersage der Plastizität und der Fa-

serausrichtung bei einem ±45° Aufbau zu einer signifikanten Auslegungsverbesserung. 

In diesen Winkellaminaten ist der Fehler bei linear elastischen Materialannahmen be-

sonders groß. 

Eine zusammenfasssende Bewertung der Simulationsergebnisse des Modells zeigt, dass 

die Schädigungsauswirkung in multidirektionalen Laminaten mit dem vorgeschlagenen 

Kontinuumsmodell simuliert werden kann. Ebenso kann die Auswirkung anderer Mate-

rialprozesse, die ein nichtlineares Laminatverhalten verursachen, sehr gut abgebildet 

werden. Die Schädigungsentwicklung hingegen kann nur eingeschränkt vorhergesagt 

werden und ist entscheidend von der akkuraten Bestimmung der Schädigungsentwick-

lungsparameter abhängig.  
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7 Zusammenfassung und Ausblick 

Der Fokus der Arbeit war die Untersuchung des Einflusses von nichtlinearen Material-

prozessen auf die Schädigungsentwicklung und die Schädigungsauswirkung in Faser-

verbundlaminaten. Anhand der erzielten Ergebnisse wurde gezeigt, dass die Berücksich-

tigung von nichtlinearem Materialverhalten sowohl für die experimentelle Bewertung 

als auch die Auslegung zahlreicher multidirektionaler Laminate entscheidend ist. Es 

wurden verschiedenste Laminate getestet und unterschiedliche Auswertungsstrategien 

zur Bewertung der Schädigungsentwicklung und der Schädigungsauswirkung angewen-

det. In besonderem Umfang wurden Laminate ohne Fasern in Lastrichtung untersucht, 

die dadurch eine höhere Sensitivität gegenüber nichtlinearen Materialvorgängen aufwei-

sen. Diese eigneten sich sehr gut, um einzelne Mechanismen zu charakterisieren, die 

eine Nichtlinearität der Laminatsteifigkeit verursachen. Im Rahmen der Arbeit wurde 

ein Konzept entwickelt, mit dessen Hilfe es möglich ist, sowohl die Transversal- als 

auch die Schubsteifigkeitsreduktion in einzelnen Lagen eines multidirektionalen Lami-

nats zu ermitteln. Dazu enthält das vorgestellte Konzept eine diskrete Zwischenfaser-

bruchmodellierung in Form von numerischen RVEs. Die experimentelle Auswertung 

hat gezeigt, dass besonders das zeitabhängige Verhalten und die Faserausrichtung die 

Steifigkeitsbewertung beeinflussen können. Um die lokale Reduktion der Steifigkeits-

komponenten auf Basis einer gemessenen Laminatsteifigkeit zu berechnen, musste de-

ren Einfluss auf die Testergebnisse ausgeschlossen werden. Für die korrekte Auswer-

tung wurde eine Methodik zur Anpassung der gängigen zyklischen Versuchsdurchfüh-

rung entwickelt. Durch die Berücksichtigung von anderen nichtlinearen Materialprozes-

sen konnte die reine schädigungsinduzierte Steifigkeitsreduktion bestimmt werden. Ein 

sehr umfangreiches Testprogramms lieferte wichtige Erkenntnisse für die Kategorisie-

rung der Materialeigenschaften hinsichtlich ihrer materialinhärenten Einordnung. An-

hand der Ergebnisse von ±45° Winkellaminaten mit unterschiedlichen Lagendicken 

wurde gezeigt, dass die Schädigungsauswirkung entscheidend vom Laminataufbau be-

einflusst wird. Durch die Versuchsergebnisse weiterer Laminataufbauten konnte dar-

über hinaus nachgewiesen werden, dass andere nichtlineare Prozesse materialinhärent 

sind. Dies gilt für das plastische Fließverhalten ebenso wie für den nicht-hooke`schen 

longitudinalen Elastizitätsmodul und die Faserrotation.  

Anhand der Rissdichtenentwicklung in Kreuzverbundlaminaten konnte gezeigt werden, 

dass nicht nur die Rissauswirkung, sondern auch die Rissentwicklung unter reiner trans-

versaler Zugbelastung laminatabhängig ist. Um eine ausreichende Basis für die Entwick-

lung eines Materialmodells zu ermöglichen, wurden vor allem Tests durchgeführt, die 

eine Bewertung der Auswirkung und der Interaktion einzelner nichtlinearer Material-
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prozesse zulassen. Daher wurden zahlreiche Laminate verwendet, die eine hohe Sensi-

tivität für matrixdominierende Materialvorgänge aufweisen. Der Einfluss der Nichtline-

arität konnte dadurch direkt anhand des axialen Spannungs-Dehnungs-Verlaufs der La-

minate evaluiert werden. Im Gegensatz zu bisherigen Modellen, konnte damit gezeigt 

werden, dass das entwickelte Materialmodell in der Lage ist, die Steifigkeitsauswirkung 

einzelner Materialprozesse auch bei kontinuierlicher Belastung abzubilden. Zur Berück-

sichtigung des nichtlinearen Materialverhaltens wurde ein Kontinuumsmodell entwi-

ckelt, dass die Auswirkung der verformungsinduzierten Faserrotation, der plastischen 

Fließvorgänge, der nichtlinearen Longitudinalsteifigkeit und der Schädigung berechnet. 

Das Modell wurde für die explizite Berechnung in einem nutzer-definierten Material-

modell für Abaqus implementiert. Der Ansatz für die nichtlineare Steifigkeit in Faser-

richtung wurde empirisch als Funktion der longitudinalen Dehnung umgesetzt und an 0° 

UD Proben kalibriert. Der Ansatz für die Faserrotation transformiert die Dehnungen und 

Spannungen entsprechend der Faserausrichtung und gleicht damit die fehlende Orthotro-

pierichtungsänderung bei einer Schubverzerrung der finiten Elemente in Abaqus aus. 

Das Plastizitätsmodell enthält einen zweigeteilten unabhängigen Ansatz für Fließvor-

gänge unter transversaler und longitudinaler Belastung. Es basiert auf einer Formulie-

rung entsprechend der Annahme einer isotropen Verfestigung und einer nicht-assoziier-

ten Fließregel. Darüber hinaus wurde ein Konzept zur Bestimmung der Schädigungs-

auswirkung integriert, welches auf einer diskreten Betrachtung der Zwischenfaserbrü-

che und einer verschmierten Betrachtung von diffuser Mikroschädigung und Delamina-

tionsschädigung basiert. Entgegen den meisten bisherigen Entwicklungen, ist das Mo-

dell auch für multidirektionale Laminate anwendbar. In diesen herrschen in einzelnen 

Lagen kombinierte Spannungszustände, wodurch es einen entscheidenden Einfluss von 

nichtlinearem Materialverhalten auf die Schädigung gibt. In einer Literaturrecherche 

konnte gezeigt werden, dass alle bisherigen Modelle für die diskrete Vorhersage der 

Schädigung auf linear elastischen Annahmen basieren. Die dafür entwickelten analyti-

schen und numerischen Ansätze sind daher nicht für multidirektionale Laminate ver-

wendbar. Im Rahmen dieser Arbeit wurde die Zwischenfaserbruchentwicklung durch 

einen empirischen Ansatz bestimmt und die Zwischenfaserbruchauswirkung mit Hilfe 

einer numerischen Methode. Der empirische Ansatz zur Berechnung der Rissdichte ba-

siert auf den Lagendehnungen und experimentell an Laminaten ermittelten Parametern 

zur Bestimmung der Rissinitiierungslast und der Rissanhäufungsrate. Die empirische 

Kalibrierung erfolgte an Laminaten mit einer nahezu uniaxialen transversalen Zug- bzw. 

longitudinalen Schubbelastung in den gerissenen Einzellagen. Zur Ermittlung der Riss-

initiierung und der Rissanhäufung bei kombinierten Belastungszuständen in den Lagen, 

wurde das Kriterium nach Puck genutzt. Auf Basis der ermittelten Rissdichte wurde die 

Steifigkeitsreduktion in den Einzellagen bestimmt. Dafür wurde eine numerische RVE 

Analyse durchgeführt. Um ein kohärentes Konzept zur Bestimmung der Schädigungs-

auswirkung im Rahmen des nichtlinearen Konstitutivmodells zu gewährleisten, beinhal-

teten die RVEs nichtlineare Materialannahmen. In einer RVE Studie wurde gezeigt, dass 

sich das nichtlineare Materialverhalten signifikant auf die Steifigkeitsreduktion eines 
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Risses auswirkt. Besonders unter longitudinaler Schubbelastung konnte gezeigt werden, 

dass die Plastizität zu einer verringerten Störung des Spannungsfeldes um den Riss führt. 

Mit zunehmender Belastung wird die Steifigkeitsreduktion eines Risses somit geringer. 

Dieser Effekt konnte ebenfalls bei uniaxialer transversaler Zugbelastung nachgewiesen 

werden, allerdings in geringerem Maße. Darüber hinaus wurde gezeigt, dass der Lagen-

winkel der Nachbarlagen und das Zug-Schub-Dehnungsverhältnis einen Einfluss auf die 

nichtlineare Zwischenfaserbruchauswirkung haben. Um die Ergebnisse der RVE Studie 

zu nutzen, wurde ein Konzept vorgestellt, wie diese in den Ablauf des Kontinuumsmo-

dells integriert werden können. Dafür wurden die Schädigungsvariablen in einem vor-

gelagerten Schritt ermittelt und im Rahmen des Konstitutivmodells abgerufen. 

Um die Anwendbarkeit des nichtlinearen Konstitutivmodells zu validieren, wurden die 

Rissdichtenverläufe und die Spannungs-Dehnungs-Kurven der experimentell charakte-

risierten Laminate simuliert. Die Validierung zeigte deutlich, dass die Ergebnisse aus 

den Versuchen und den Simulationen sehr gut korrelieren. Es wurde gezeigt, dass die 

größten Schwierigkeiten in der Voraussage der Zwischenfaserbruchentwicklung liegen, 

die Schädigungsauswirkung hingegen zufriedenstellend vorhergesagt werden kann. Die 

Schwächen liegen dabei in dem empirischen Modell, welches nur Materialeffekte be-

achten kann, die auch in den zur Kalibrierung genutzten Laminaten auftraten. Allerdings 

hat die Literaturstudie gezeigt, dass für eine korrekte Berechnung der Rissentwicklung 

die fertigungsbedingten Randbedingungen entscheidend sind und eine signifikante In-

teraktion der Risse in unterschiedlichen Lagen die Rissentwicklung wesentlich beein-

flusst. Die Auswirkung dieser Prozesse in ein Auslegungsmodell für Faserverbundlami-

nate zu integrieren wird eine entscheidende Herausforderung für die Zukunft darstellen. 

In bisherigen Modellen, ebenso wie in dem hier vorgestellten, sind die Genauigkeit und 

damit die Anwendbarkeit des Modells abhängig von kalibrierten Schädigungsparame-

tern, die an repräsentativen Laminaten bestimmt werden müssen. Doch warum ist es so 

schwierig, die Schädigungsentwicklung in einem multidirektionalen Laminat vorherzu-

sagen? Das Problem ist, dass die Eigenschaft eines Laminats, die bestimmt wann ein 

Riss entsteht, keine materialinhärente Kenngröße darstellt. Berechnet man, wie in der 

Industrie weitgehend üblich, die Rissentwicklung nur auf Basis der UD Festigkeiten, 

vernachlässigt man zahlreiche entscheidende Einflüsse. Diese sind die Interaktion von 

Rissen in verschiedenen Lagen, das Zusammenwirken verschiedener Schädigungsme-

chanismen (Delamination zwischen Lagen treten in UD Laminaten nicht auf) und der 

Einfluss des Laminataufbaus in Form der Lagendicke und des Decklagenwinkels. 

Ebenso vernachlässigt man den Einfluss von Fertigungsrandbedingungen (zum Beispiel 

Eigenspannungen im multidirektionalen Laminat) und das die stochastische Natur der 

Schädigungsentwicklung nicht nur durch eine Variabilität von Faser und Matrix ent-

steht, sondern vor allem durch die Zufälligkeit in dem Herstellungsprozess (Porenver-

teilung und unterschiedliche Faser-Matrix-Anbindungseigenschaften werden durch die 

Druckverteilung während der Konsolidierung und der Ablage beispielsweise in einem 
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„Automated Fiber Placement“ Prozess festgelegt). Um die Schädigungsentwicklung tat-

sächlich vorhersagen zu können, müssen diese Einflussgrößen in die Berechnung einbe-

zogen werden. Dies stellt eine riesige Herausforderung dar und erfordert vor allem we-

sentliche Fortschritte in der Prozesscharakterisierung und Prozesssimulation. Gleich-

wohl muss ein allgemeines Bewusstsein dafür gewonnen werden, dass die experimentell 

ermittelte UD Einzellagenfestigkeit keine Aussagekraft für die Rissentwicklung in ei-

nem Laminat hat. 

Eine Festigkeitsauslegung hängt allerdings sehr stark von der generellen Auslegungs-

strategie ab. Häufig ist das Ziel, Zwischenfaserbrüche in einzelnen Lagen einer Struktur 

generell auszuschließen. Die Untersuchungen zeigen, dass dafür die empirische Kalib-

rierung der Rissinitiierungsenveloppe ausreicht, da damit eine Initiierungslast bei jegli-

chen Spannungskombinationen vorhergesagt werden kann. Für die Kalibrierung sind 

Laminattests an Kreuzverbundlaminaten für jede eingesetzte Lagendicke und an einem 

±45° Laminat mit einfacher Lagendicke ausreichend. Die ermittelten Zwischenfaserbru-

chinitiierungslasten genügen, um multidirektionale Laminate darauf auszulegen, dass 

keine Zwischenfaserbrüche auftreten.  

Ein weiterer Punkt, der in dieser Arbeit nicht behandelt wurde, ist die Bewertung der 

strukturellen Integrität in Abhängigkeit von nichtlinearen Materialprozessen. Ziel eines 

Auslegungsmodells darf nicht nur die Vorhersage der Schädigungsentwicklung und der 

Schädigungsauswirkung sein. Notwendig ist unbedingt auch eine Aussage dazu, inwie-

weit Risse die Endfestigkeit eines Laminats beeinflussen, da dies die Auslegung hin-

sichtlich der strukturellen Integrität von Faserverbundstrukturen nachhaltig prägt. Für 

die Bewertung der Schadenstoleranz, die „Crash“-Auslegung und die Ausschöpfung des 

Leichtbaupotentials ist das in Zukunft unerlässlich. Untersuchungen [170] haben ge-

zeigt, dass die Versagensfestigkeit vieler Laminate mit heute verfügbaren Modellen 

nicht bestimmt werden kann und die Auslegung mit klassischen UD Festigkeitskriterien 

nicht konservativ ist. Allerdings können oft auch einfache Ansätze für die Bewertung 

der Laminatfestigkeit gewählt werden. Diese Vereinfachung ist vor allem dann möglich, 

wenn garantiert werden kann, dass ausreichend Fasern in die versagensrelevante Belas-

tungsrichtung orientiert sind. In Anbetracht der Schwierigkeiten in der Voraussage der 

Schädigungsentwicklung ist in diesem Fall ein Pauschalkriterium auf Basis der zu er-

wartenden Laminatmaximaldehnung durchaus sinnvoll für die Auslegung. Nichtlineare 

Materialprozesse in der Matrix wirken sich ebenso wie eine Zwischenfaserbruchent-

wicklung nur sehr gering auf die Axialsteifigkeit und auch auf die strukturelle Integrität 

dieser Laminate aus. Damit kann das Laminat mit Hilfe einer Axialdehnungsgrenze un-

terhalb der Versagensdehnung der Fasern hinreichend genau und konservativ ausgelegt 

werden.  
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A Anhang 

a Periodische Randbedingungen 

Im Folgenden sind die Formeln definiert, um die Periodizität der RVEs zu gewährleis-

ten. Die Bezeichnung „Flächen“ und „Kanten“ bezieht sich auf alle Knoten in dem ent-

sprechenden Bereich. ∆𝒖𝐶𝐷 beschreibt einen Verschiebungsvektor, der als Randbedin-

gung am RVE aufgebracht wird. Die Komponenten dieses Vektors können den Wert 

Null annehmen. 

 

Flächen: 

 𝑥
𝐵𝐷𝐻 −  𝑥

𝐴𝐶𝐺𝐸 − ∆ 𝑥
𝐶𝐷 =   

 𝑦
𝐵𝐷𝐻 −  𝑦

𝐴𝐶𝐺𝐸 − ∆ 𝑦
𝐶𝐷 =   

 𝑧
𝐵𝐷𝐻 −  𝑧

𝐴𝐶𝐺𝐸 − ∆ 𝑧
𝐶𝐷 =   

 𝑥
𝐴𝐶𝐷𝐵 −  𝑥

𝐸𝐺𝐻 − ∆ 𝑥
𝐶𝐷 =   

 𝑦
𝐴𝐶𝐷𝐵 −  𝑦

𝐸𝐺𝐻 − ∆ 𝑦
𝐶𝐷 =   

 𝑧
𝐴𝐶𝐷𝐵 −  𝑧

𝐸𝐺𝐻 − ∆ 𝑧
𝐶𝐷 =   

 

Kanten: 

 𝑥
𝐵𝐷 −  𝑥

𝐴𝐶 − ∆ 𝑥
𝐶𝐷 =   

 𝑧
𝐵𝐷 −  𝑧

𝐴𝐶 − ∆ 𝑧
𝐶𝐷 =   

 𝑥
𝐻 −  𝑥

𝐺𝐸 − ∆ 𝑥
𝐶𝐷 =   

 𝑧
𝐻 −  𝑧

𝐺𝐸 − ∆ 𝑧
𝐶𝐷 =   

 𝑦
𝐷𝐵 −  𝑦

𝐻 − ∆ 𝑦
𝐶𝐷 =   

 𝑦
𝐶𝐴 −  𝑦

𝐺𝐸 − ∆ 𝑦
𝐶𝐷 =   
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b Bestimmung der lokalen effektiven 

Steifigkeitskomponenten 

In der vorgestellten Arbeit wird ein Konzept zur Bestimmung der normierten effektiven 

Transversal- 𝐸̂2 𝐸2
0⁄  und Schubsteifigkeit 𝐺̂12 𝐺12

0⁄  vorgeschlagen. In einzelnen Lagen 

eines Faserverbundlaminats mit einem kombinierten Transversal- und Schubspannungs-

zustand sind diese beiden Steifigkeitskomponenten verantwortlich für das Verhalten der 

globalen axialen Laminatsteifigkeit und werden daher in Abhängigkeit von 𝐸̂𝑥, der ak-

tuellen Faserorientierung und den initialen Materialeigenschaften bestimmt.  

Wenn ein kombinierter Druck- und Schubspannungszustand wirkt (𝐸̂2 = 𝐸2
0): 

𝐺̂12

𝐺12
0 = −

𝑎

𝑏
 

mit 

 

𝑎 = 𝐸1
0[ 𝐸1

0𝐸2
0 − 3𝐸1

0𝐸̂𝑥 − 3𝐸2
0𝐸̂𝑥𝜈12

0 +  (𝐸1
0−𝐸2

0)𝐸̂𝑥 cos 2𝜃
′

+ ( 𝐸1
0𝐸2

0 − 𝐸1
0𝐸̂𝑥 − 𝐸2

0𝐸̂𝑥 + 2𝐸2
0𝐸̂𝑥𝜈12

0 ) cos  𝜃′] 
 

𝑏 = 𝐺12
0 [𝐸1

02 + 𝐸2
0𝐸̂𝑥𝜈12

0 2 + 𝐸1
0(𝐸2

0 − 𝐸̂𝑥 + 2𝐸2
0𝜈12
0 )] 8 sin2 2𝜃′  

 

Wenn ein kombinierter Zug- und Schubspannungszustand wirkt (𝐸̂2 ≠ 𝐸2
0): 

Ein iteratives Lösungsverfahren wird für die Bestimmung von 𝐸̂2 𝐸2
0⁄  und 𝐺̂12 𝐺12

0⁄  ge-

nutzt. Die Lösung basiert auf Gl. (2-18) mit den Fit-Parametern welche für IM7-8552 

bestimmt wurden. 

Es gelten die beiden Bedingungen: 

(
𝐸̂2

𝐸2
0)
1

=
1

{ .   (
𝐺12
0

𝐺̂12
)

2

−  .   } {1 +  .83 cos2 2𝜃′} + 1

. 

und 

(
𝐸̂2

𝐸2
0)
2

= −
𝑐

𝑑
 

mit 
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𝑐 =  𝐸1
0𝐸2

0 [− 𝐸̂𝑥 +  𝐸1
0 − 𝐸1

0𝐸̂𝑥
1

𝐺̂12

+ (− 𝐸̂𝑥 +  𝐸1
0 − 𝐸1

0𝐸̂𝑥
1

𝐺̂12
) cos 2𝜃′] sin2 2𝜃′ 

  

𝑑 =  𝐸1
0 +  𝐸1

02
1

𝐺̂12
− 3𝐸1

0𝐸̂𝑥
1

𝐺̂12
+ 8𝐸1

0𝜈12
0 − 2𝐸1

0𝜈12
0 𝐸̂𝑥

1

𝐺̂12
+  𝐸̂𝑥𝜈12

0 2

−  𝐸1
0𝐸̂𝑥

1

𝐺̂12
cos 2𝜃′

+ [ 𝐸1
02

1

𝐺̂12
−  𝐸̂𝑥𝜈12

0 2 −  𝐸1
0 − 8𝐸1

0𝜈12
0

+ 𝐸1
0𝐸̂𝑥

1

𝐺̂12
(2𝜈12

0 − 1)] cos  𝜃′ 

 

Initiierung des Iterationsprozesses:  

 Definition des Initiierungswertes für 𝐺̂12 

 Setze 𝑡𝑜𝑙 = 1 −10 

𝑅 = (
𝐸̂2

𝐸2
0)
1

− (
𝐸̂2

𝐸2
0)
2

.  

Iterationsprozess: 

 Neudefinition 𝐺̂12 solange |𝑅| > 𝑡𝑜𝑙 

 Neuberechnung 𝑅 
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c Dreidimensionale Transformationsmatrix 

Die dreidimensionale Transformationsmatrix ermöglicht die Rotation des inkrementel-

len Dehnungs- und Spannungsvektors in dem nutzer-definierten Materialmodell für die 

RVEs in Kapitel 5. 

𝑻𝜃
3𝐷 =

[
 
 
 
 
 
 
𝑇11
3𝐷 𝑇12

3𝐷 𝑇13
3𝐷 𝑇14

3𝐷 𝑇15
3𝐷 𝑇16

3𝐷

𝑇21
3𝐷 𝑇22

3𝐷 𝑇23
3𝐷 𝑇24

3𝐷 𝑇25
3𝐷 𝑇26

3𝐷

𝑇31
3𝐷 𝑇32

3𝐷 𝑇33
3𝐷 𝑇34

3𝐷 𝑇35
3𝐷 𝑇36

3𝐷

𝑇41
3𝐷 𝑇42

3𝐷 𝑇43
3𝐷 𝑇44

3𝐷 𝑇45
3𝐷 𝑇46

3𝐷

𝑇51
3𝐷 𝑇52

3𝐷 𝑇53
3𝐷 𝑇54

3𝐷 𝑇55
3𝐷 𝑇56

3𝐷 

𝑇61
3𝐷 𝑇62

3𝐷 𝑇63
3𝐷 𝑇64

3𝐷 𝑇65
3𝐷 𝑇66

3𝐷 ]
 
 
 
 
 
 

 

Mit c = 𝑐𝑜𝑠(𝜃), s = 𝑠𝑖𝑛(𝜃) und dem Orientierungseinheitsvektor der Rotationsachse 

𝒂 = { , 𝑎2, 𝑎3} ergeben sich die einzelnen Komponenten der Transformationsmatrix: 

𝑇11
3𝐷 = c2 

𝑇12
3𝐷 = (𝑎3𝑠)

2 

𝑇13
3𝐷 = (−𝑎2𝑠)

2 

𝑇14
3𝐷 = 2𝑎3𝑐𝑠 

𝑇15
3𝐷 = −2𝑎3𝑎2𝑠

2 

𝑇16
3𝐷 = −2𝑎2𝑐𝑠 

𝑇21
3𝐷 = (−𝑎3𝑠)

2 

𝑇22
3𝐷 = (𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐)2 

𝑇23
3𝐷 = (𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))

2
 

𝑇24
3𝐷 = 2(𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐)(−𝑎3𝑠) 

𝑇25
3𝐷 = 2(𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐)𝑎2𝑎3(1 − 𝑐) 

𝑇26
3𝐷 = 2𝑎2𝑎3(1 − 𝑐)(−𝑎3𝑠) 

 

𝑇31
3𝐷 = (𝑎2𝑠)

2 

𝑇32
3𝐷 = (𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))

2
 

𝑇33
3𝐷 = (𝑎3

2(1 − 𝑐) + 𝑐)2 

𝑇34
3𝐷 = 2(𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))(𝑎2𝑠) 
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𝑇35
3𝐷 = 2(𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))(𝑎3

2(1 − 𝑐) + 𝑐) 

𝑇36
3𝐷 = 2(𝑎3

2(1 − 𝑐) + 𝑐)(𝑎2𝑠) 

 

𝑇41
3𝐷 = −𝑎3𝑐𝑠 

𝑇42
3𝐷 = 𝑎3𝑠(𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐) 

𝑇43
3𝐷 = −𝑎2𝑠(𝑎2𝑎3(1 − 𝑐)) 

𝑇44
3𝐷 = ((𝑎3𝑠)(−𝑎3𝑠) + 𝑐(𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐)) 

𝑇45
3𝐷 = ((𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐)(−𝑎2𝑠) + (𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))(𝑎3𝑠)) 

𝑇46
3𝐷 = ((−𝑎3𝑠)(−𝑎2𝑠) + 𝑐𝑎2𝑎3(1 − 𝑐)) 

 

𝑇51
3𝐷 = −𝑎3𝑎2𝑠

2 

𝑇52
3𝐷 = (𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐)𝑎2𝑎3(1 − 𝑐) 

𝑇53
3𝐷 = (𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))(𝑎3

2(1 − 𝑐) + 𝑐) 

𝑇54
3𝐷 = ((𝑎2𝑠)(𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐) − 𝑎3
2𝑎2𝑠(1 − 𝑐)) 

𝑇55
3𝐷 = ((𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))

2
+ (𝑎2

2(1 − 𝑐) + 𝑐)(𝑎3
2(1 − 𝑐) + 𝑐)) 

𝑇56
3𝐷 = (𝑎2

2𝑎3𝑠(1 − 𝑐) − 𝑎3𝑠(𝑎3
2(1 − 𝑐) + 𝑐)) 

 

𝑇61
3𝐷 = 𝑎2𝑐𝑠 

𝑇62
3𝐷 = 𝑎2𝑎3

2𝑠(1 − 𝑐) 

𝑇63
3𝐷 = −𝑎2𝑠(𝑎3

2(1 − 𝑐) + 𝑐) 

𝑇64
3𝐷 = ((𝑎2𝑠)(𝑎3𝑠) + 𝑐(𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))) 

𝑇65
3𝐷 = ((𝑎2𝑎3(1 − 𝑐))(−𝑎2𝑠) + (𝑎3

2(1 − 𝑐) + 𝑐)(𝑎3𝑠)) 

𝑇66
3𝐷 = ((𝑎2𝑠)(−𝑎2𝑠) + 𝑐(𝑎3

2(1 − 𝑐) + 𝑐)) 
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 „Oft, während ich hier sitze, immer öfter wundert es 

mich, warum wir nicht einfach aufbrechen – wohin? 

 

  Es genügte, wenn man den Mut hätte, 

jene Art von Hoffnung abzuwerfen, die 

nur Aufschub bedeutet, Ausrede gegen-

über der Gegenwart, die verfängliche 

Hoffnung auf den Feierabend und das 

Wochenende, die lebenslängliche Hoff-

nung auf das nächste Mal, auf das Jen-

seits 

–  

es genügte, den Hunderttausend ver-

sklavter Seelen, die jetzt an ihren Pült-

chen hocken, diese Art von Hoffnung aus-

zublasen: 

Groß wäre das Entsetzen,  

groß und wirklich die Verwandlung. 

  

 Max Frisch   

 

 


