Fakultat fur Maschinenwesen

Einfluss von nichtlinearem Materialverhalten
auf die Entwicklung und Auswirkung von
Zwischenfaserbruchen in Verbundlaminaten

Robin Taubert

Vollstandiger Abdruck der von der Fakultat fir Maschinenwesen der Technischen Uni-
versitat Minchen zur Erlangung des akademischen Grades eines

Doktor-Ingenieurs

genehmigten Dissertation.

Vorsitzender:

Prof. Dr.-Ing. Volker Gimmer
Prifer der Dissertation:
1. Prof. Dr.-Ing. Klaus Drechsler

2. Prof. Dr.-Ing. Helmut Rapp (Universitat der Bundeswehr Minchen)

Die Dissertation wurde am 23.01.2017 bei der Technischen Universitat Minchen ein-
gereicht und durch die Fakultat fur Maschinenwesen am 24.07.2017 angenommen.



Technische Universitat Minchen
Fakultat fir Maschinenwesen
Lehrstuhl fir Carbon Composites
Boltzmannstralie 15

D-85748 Garching bei Minchen

Tel.: +49 (0) 89 /289 — 15092
Fax.: +49 (0)89/289 — 15097
Email: info@lcc.mw.tum.de
Web: www.lcc.mw.tum.de


mailto:info@lcc.mw.tum.de
http://www.lcc.mw.tum.de/

Suchen — das ist das Ausgehen von alten Bestdnden

und ein Finden-Wollen von bereits Bekanntem im Neuem.

Finden — das ist das vollig Neue!

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

Es ist ein Wagnis, ein heiliges Abenteuer!

Die Ungewissheit solcher Wagnisse kénnen eigentlich nur jene auf sich nehmen,
die sich im Ungeborgenen geborgen wissen,
die in die Ungewissheit gefiihrt werden,

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

Pablo Picasso

il






KURZFASSUNG

Ein umfassendes und griindliches Verstindnis des Materialverhaltens ist eine Grundvo-
raussetzung fiir eine effiziente strukturelle Auslegung von multidirektionalen Faserver-
bundlaminaten. Die Vorhersage der Schidigungsentwicklung in laminierten Verbund-
strukturen spielt dabei eine wesentliche Rolle, um das Leichtbaupotential auszuschopfen
und gleichzeitig eine schadenstolerante Gestaltung zu erreichen. Obwohl fiir Kreuzver-
bundlaminate bereits umfangreiche Anstrengungen zur Verbesserung der Schiadigungs-
vorhersage unternommen wurden und zahlreiche Fortschritte in den letzten Jahren zu
verzeichnen waren, sind die Mdglichkeiten fiir die Auslegung von multidirektionalen
Laminaten bis heute sehr eingeschrénkt. Das liegt insbesondere daran, dass nichtlineare
Materialprozesse in bisherigen Auslegungskonzepten weitgehend vernachlissigt wer-
den.

In dieser Arbeit werden nichtlineare Materialprozesse charakterisiert, die fiir die Ausle-
gung von multidirektionalen Laminaten relevant sind. Dariiber hinaus wird der Einfluss
der Nichtlinearitit auf die Schadigungsentwicklung und die Schidigungsauswirkung ex-
perimentell bewertet. Dadurch kann nachgewiesen werden, dass ein laminatabhingiges
Verhalten ausschlieBlich durch die Schadigungsentwicklung hervorgerufen wird, wéh-
rend die plastische Verformung, die nichtlineare Faserelastizitit und die verformungs-
induzierte Faserrotation materialinhdrente Eigenschaften sind. Basierend auf diesen Er-
kenntnissen wird ein nichtlineares Konstitutivmodell zur effizienten kontinuumsmecha-
nischen Berechnung von Faserverbundlaminaten entwickelt. Das Modell beinhaltet die
Verkniipfung einzelner nichtlinearer Materialvorginge und ermoglicht somit die Be-
riicksichtigung von Interaktionen in Hinblick auf eine Schadigungsbewertung. Die
Schéadigungsauswirkung wird durch einen Ansatz der Kontinuumsschadigungsmecha-
nik abgebildet, wodurch mehrere Schidigungsprozesse integriert werden konnen. Die
Steifigkeitsreduktion infolge von Zwischenfaserbriichen wird durch einen zweigeteilten
diskreten Ansatz basierend auf numerischen Berechnungen an repriasentativen Volu-
menelementen bestimmt. Um ein koharentes Konzept zu gewéhrleisten, wird ein dreidi-
mensionales nichtlineares Materialmodell fiir die numerischen Studien genutzt. Damit
kann erstmals gezeigt werden, dass sich der Zusammenhang zwischen der Rissdichte
und der Steifigkeitsreduktion mit zunehmendem Lastniveau dndert. Die Ergebnisse ver-
deutlichen, dass plastische Verformungen die Auspriagung des gestorten 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 fiir mog-
liche Zustandsbedingungen ermdglicht. Das entwickelte Modell wurde abschlieend 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.






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 Einfuhrung

Im Riickblick auf die industriellen Neuentwicklungen insbesondere seit der Jahrtausend-
wende fillt ein deutlicher Trend auf. In kiirzester 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 Tennisschldger werden heute ebenso aus Faserverbund-
werkstoffen hergestellt, wie Rotorblétter in Windkraftanlagen und moderne Hochdruck-
tanks. Im Grundsatz sind die Ursachen fiir diese Entwicklung brancheniibergreifend
gleich. Faserverstirkte 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 gewohnlich multidirektionale Faserverbunde einge-
setzt, soweit keine garantierte uniaxiale Belastung in einem Bauteil vorliegt. Aus Griin-
den der Automatisierung und der Kosteneinsparung sind in den letzten Jahren zahlreiche
Fertigungsverfahren, vor allem in der Halbzeugherstellung, entwickelt wurden. Diese
erhohen den Grad der Strukturkomplexitdt noch weiter, der aufgrund der Heterogenitét
der Faserverbunde ohnehin schon gegeben ist. Diese Komplexitit stellt die Auslegung
von Faserverbundstrukturen vor eine sehr groBe Herausforderung. Faserverbunde erfor-
dern fertigungsabhingige Methoden zur Vorhersage der strukturellen Integritat, welche
den variierenden Aufbau und die heterogenen Eigenschaften der Werkstoffe abbilden
konnen.

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 Schédi-
gungsprozesse, wie Faser-Matrix-Ablosung, Zwischenfaserbruch, Delamination zwi-
schen einzelnen Lagen und Faserbruch. Um die Anisotropie und die zahlreichen Sché-
digungsmechanismen abzubilden, ist die Entwicklung eines verldsslichen Materialmo-
dells Grundvorrausetzung fiir die schadenstolerante Auslegung von Faserverbundlami-
naten. Um das mechanische Potential von Faserverbundlaminaten voll ausnutzen zu
konnen, ist es zweckméBig, nicht-kritische Schadigungsmechanismen zu tolerieren. So-
lange diese Mechanismen nur zu einer Steifigkeitsreduktion in einzelnen Lagen fiihren,
jedoch nicht zu einer Laminatentfestigung, ist die strukturelle Integritdt meist nicht ge-
fahrdet. 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 fiir Faserverbundlaminate ist die korrekte Vorher-
sage des Konstitutivverhaltens und folgt dafiir stets einem gleichen Ablauf. Zunéchst
muss eine akkurate Steifigkeitsbewertung in den Einzellagen durchgefiihrt werden, um
den korrekten Spannungszustand in den Lagen in Abhdngigkeit der globalen Struktur-
belastung zu ermitteln. Danach muss bewertet werden, ob dieser Spannungszustand in
Abhingigkeit des Laminataufbaus und der Fertigungsrandbedingungen zu einer Schédi-
gungsentwicklung fiihrt. Wenn eine Schiadigung vorhergesagt wird, muss darauffolgend
bewertet werden, inwieweit sich die Schadigung auf eine Degradation der Materialkenn-
werte auswirkt oder die strukturelle Integration beeinflusst. Die Analyse der schédi-
gungsinduzierten Steifigkeitsreduktion wird stark beeinflusst von anderen nichtlinearen
Materialprozessen, die sich ebenfalls in den einzelnen Lagen auswirken. Diese Materia-
prozesse miissen interagierend bei der Berechnung des Spannungszustands betrachtet
werden, um das Schiadigungsrisiko bewerten zu konnen.

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, Verlésslichkeit, Allgemeingiiltigkeit. Fiir
die Auslegung von Faserverbundlaminaten wird schnell klar, dass es nahezu unméoglich
ist, alle diese Anforderungen gleichzeitig zu erfiillen.

In Abb. 1-1 sind die experimentell ermittelten Spannungs-Dehnungs-Verldufe 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)>]s Laminat. Alle diese Laminate weisen eine Zwischenfaserbruchent-
wicklung auf. Wihrend ein reines 90° Laminat mit der Rissinitiierung auch die Grenze
der Belastbarkeit erreicht, ist in multidirektionalen Laminaten eine Rissanhdufung zu
beobachten. Allerdings gibt es in der zu beobachteten Auswirkung der Zwischenfaser-
bruchentwicklung wesentliche Unterschiede. Wahrend in dem 90°/45° Laminat eine sig-
nifikante Steifigkeitsreduktion zu erkennen ist, scheint die Rissentwicklung in dem
Kreuzverbundlaminat nahezu keine Auswirkung zu haben.
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Abb. 1-1: Spannungs-Dehnungs-Verliufe verschiedener CFK IM7-8552 Laminate.
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Dieses unterschiedliche Verhalten von multidirektionalen Laminaten erlaubt eine Kom-
promisslosung in Hinblick auf die Erfiillung der Modellanforderungen. Werden wéh-
rend des Einsatzes einer Struktur einzelne Lagen ausschlieBlich in Faserrichtung belas-
tet, so kann linear elastisches Materialverhalten angenommen und die Auswirkung ein-
zelner Zwischenfaserbriiche ignoriert werden. Diese Strategie, in Kombination mit ei-
nem Pauschalkriterium fiir die Maximaldehnung des Laminats, ist bis heute in der Fa-
serverbundlaminatauslegung iiblich. Nichtsdestotrotz ist es wichtig, die Materialpro-
zesse, die zu einem nichtlinearen Konstitutivverhalten fithren, genauer zu untersuchen.
Dies ermdglicht zum einen die Erfiillung spezifischer Designanforderungen, wie zum
Beispiel groflere Laminatversagensdehnungen. Zum anderen kann ein umfassenderes
Verstindnis fiir das Materialverhalten gewonnen werden.

Diese Arbeit befasst sich mit den wirkenden Materialprozessen in einem multidirektio-
nalen und beliebig belasteten Laminat. Das Ziel ist die Beriicksichtigung von nichtline-
arem Materialverhalten in einem Materialmodell. Wahrend sich bisherige Modelle {iber-
wiegend auf die Vorhersagbarkeit eines 0°/90° Kreuzverbundlaminats beschrénken, soll
der Spannungs-Dehnungs-Verlauf auch von Laminaten wie zum Beispiel dem abgebil-
deten 90°/45° Autbau vorhergesagt werden konnen. Die Arbeit adressiert dazu folgende
Schwerpunktziele:

0,

¢ Charakterisierung von Materialvorgidngen, die das Konstitutivverhalten von Fa-
serverbundlaminaten beeinflussen

% Kategorisierung der Materialprozesse hinsichtlich ihrer materialinhdrenten De-
finitionsfahigkeit

% 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 Moglichkeiten zur experimentellen Charakterisierung von Schédi-
gungsprozessen in Faserverbundlaminaten untersucht. Nach einer Literaturiibersicht,
werden die wéihrend dieser Arbeit durchgefiihrten Versuche beschrieben. Auf Basis der
Versuche wird eine entwickelte Auswertemethode vorgestellt, mit deren Hilfe der Scha-
digungszustand in den Einzellagen in Form der Reduktion der einzelnen Materialstei-
figkeitskennwerte auch bei groBen 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 Schidigungs-
entwicklung vom Laminataufbau abhingt, wihrend andere Materialprozesse, die ein
nichtlineares Verhalten verursachen, materialinhdrent 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 Beriicksichtigung von
nichtlinearen Materialprozessen. Dazu wird die Bestimmung der Faserrotation, des
nichtlinearen longitudinalen Elastizititsmoduls, der plastischer Dehnungen und der
Schadigung gekoppelt. Die integrale Struktur des Konzepts und die Implementierung
des Materialmodells als Kontinuumsansatz fiir die Anwendung in Abaqus werden ge-
zelgt.

In Kapitel 4 wird das entwickelte Schidigungsmodell beschrieben. Anhand einer Lite-
raturiibersicht iiber bisher entwickelte Ansdtze wird die Problematik in der Vorhersage-
moglichkeit der Schidigungsentwicklung gezeigt. Basierend auf dieser Erkenntnis wird
ein semi-empirisches Schadigungsmodell zur Ermittlung der Zwischenfaserbruchent-
wicklung, der diffusen Mikroschidigung und der Delaminationsschiddigung entwickelt.

In Kapitel 5 wird ein Konzept entwickelt, mit dessen Hilfe die Zwischenfaserbruchaus-
wirkung in Form einer Steifigkeitsreduktion bestimmt werden kann. Anhand einer Lite-
raturiibersicht wird gezeigt, dass sich fiir 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 Nichtlinearitét 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
durchgefiihrten 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.



2 Experimentelle Charakterisierung von
Laminaten mit Zwischenfaserbruchen

Um den Schéddigungszustand in Faserverbundlaminaten experimentell zu charakterisie-
ren werden gewOhnlich zwei unterschiedliche Methoden angewendet. Entweder wird
der Spannungs-Dehnungs-Verlauf eines geschiddigten Laminats ausgewertet oder die
Entwicklung von Zwischenfaserbriichen wird verfolgt. Dabei ist die Aufzeichnung des
globalen Verhaltens eines Laminats unabhédngig von der Schadensursache, da nur eine
verschmierte Steifigkeitsreduktion ermittelt wird. Die Ursache der Steifigkeitsentwick-
lung kann dabei nur mutmaBlich einer spezifischen Schidigung zugeordnet werden. Ins-
besondere miissen auch andere Materialmechanismen beachtet werden, die zu einer La-
minatnichtlinearitdt und damit zu einer Steifigkeitsabnahme fithren konnen. Die Verfol-
gung von diskreten Schidigungsvorgéangen erfordert sichtbare Phinomene und wird da-
her gewdhnlich auf das Zdhlen von Rissen beschrinkt, die sich iiber die Gesamtdicke
einer Laminatlage erstrecken. Die Untersuchung des Rissfortschritts wird meist mit ei-
nem Mikroskop durchgefiihrt, entweder wihrend eines Testvorgangs mittels zersto-
rungsfreier Methoden oder durch das Herausségen von reprisentativen Proben nach dem
Ende eines Versuchs. Fiir eine sinnvolle Darstellung der Rissentwicklung, wird diese im
Verhiltnis zur Axialdehnung der Probe dargestellt. Dabei kann es sich um die aktuelle
Dehnung wihrend einer in-situ Risszdhlung 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 hohere Spannung in den longitudinalen 0° Lagen und die Axialspannung
ist somit stark abhingig vom Verhéltnis der beiden Winkelorientierungen. In der Lite-
ratur konnen einige Untersuchungen gefunden werden [1, 2], die den Einfluss der La-
gendicke auf die Rissentwicklung zeigen, wobei nur die Anzahl der 90° Lagen veridndert
wird, die der 0° Lagen aber konstant bleibt. Im Ergebnis wird ein signifikanter Effekt
der Lagendicke angedeutet, obwohl der Axialspannungsunterschied im Wesentlichen in
dem verdnderten Verhéltnis der Lagenorientierungen begriindet liegt.

Die Auswirkung einer Zwischenfaserbruchschiadigung in Form einer Steifigkeitsreduk-
tion wird gewohnlich 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 wéhrend einer
kontinuierlichen Belastung. Fiir 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. Zwischenfaserbriiche in den 90° Lagen
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konnen sich damit nicht in dem globalen Spannungs-Dehnungs-Verlauf wiederspiegeln
und eine Steifigkeitsreduktion ist nicht erkennbar. Fiir eine in-situ Auswertung eignen
sich Laminate, in denen das Steifigkeitsverhiltnis 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 fiir 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 Rissoffnungs- beziehungsweise der Rissgleitungsweite moglich, wel-
che direkt mit einer Normal- und einer Schubsteifigkeitsreduktion in Beziehung stehen.

2.1 Literaturubersicht

In den letzten Jahrzehnten wurden zahlreiche analytische und numerische Modelle vor-
gestellt, welche die Anhdufung von Zwischenfaserbriichen in Faserverbundlaminaten
vorhersagen konnen. Im Gegensatz dazu, finden sich nur wenige experimentelle Ergeb-
nisse, was besonders der Komplexitit in der Auswertung von durchgefiihrten Versuchen
geschuldet ist. Ein groes Problem stellt insbesondere die in-situ Inspektion von Schi-
digungsprozessen dar. Bei Betrachtung der gegenwirtig in der Literatur verfiigbaren
Testergebnisse fillt auf, dass die meisten Ergebnisse fiir 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-
Ben Verformungen untersuchen, finden sich nicht in Ver6ffentlichungen. Nichtsdestot-
rotz sind die meisten bisherigen Modellentwicklungen an den hier vorgestellten experi-
mentellen Ergebnissen validiert. Dabei fallt besonders auf, dass die Anzahl an Kalibrie-
rungsfaktoren fiir die Vorhersage des Schiadigungszustands hiufig die Anzahl der Expe-
rimente libersteigt, auf deren Basis sie basieren. Natiirlich ist es nicht herausfordernd ein
Modell zu entwickeln, das nur eine sehr begrenzte Anzahl an Testergebnissen nachbil-
den muss. Das fiihrt allerdings gleichzeitig dazu, dass Mechanismen, welche die Scha-
digungsevolution verursachen oder beeinflussen, gegenwértig 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 konnen nach jedem Zyklus Risse
in den Einzellagen gezdhlt werden, um die gegenwirtige Rissdichte zu bestimmen.
Gleichzeitig ist die Maximallast bekannt, welche der Last des vorangegangenen Zyklus
entspricht. Basierend auf diesen Aufzeichnungen wihrend 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 verdffentlicht, welche die Steifigkeitsreduktion eines Laminats in
Abhiangigkeit der Rissdichte zeigen. Diese Art der experimentellen Schidigungscharak-
terisierung dient hdufig der Validierung von entwickelten Materialmodellen, da die Er-
gebnisse das Verhiltnis zwischen einem verdnderten Konstitutivverhalten und der An-
hdufung von Rissen wiedergeben. In Groves u. a. [4] ist die Abnahme der Axial-
steifigkeit als Folge von Matrixrissen in fiinf Kreuzverbundlaminaten des Car-
bon/Epoxid Materials AS4/3502 dargestellt. Dafiir wurden stufenweise Belastungstests
durchgefiihrt, 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 Verhéltnis zur Riss-
dichte in der mittleren 90° Lage in der Einheit 1/Inch dargestellt. Ein Vergleich der
[0/90,]s Laminate (n = Y2, 1, 2, und 3) legt nahe, dass die Steifigkeitsabnahme mit an-
steigendem n zunimmt. Ungliicklicherweise sind die Laminataufbauten so gewihlt, dass
mit zunehmenden n der Anteil der Last in den 90° Lagen zunimmt und die verédnderte
absolute Steifigkeitsreduktion damit hauptséchlich aus dem Verhiltnis zwischen den 0°
und den 90° Lagen resultiert. Der Einfluss der Dicke der gerissenen Lagen kann in der
gegebenen Darstellung nur fiir Laminate mit identischem 0°/90° Verhéltnis ausgewertet
werden, in diesem Fall der [0/90]s und der [02/90.]s Proben. Dabei zeigt sich, dass das
Laminat mit dickerer 90° Lage in der Mitte eine groBere Steifigkeitsreduktion aufweist.
In der Studie wird das mit der groeren Rissoberfldche begriindet, welche eine zuneh-
menden Rissoffnungsweite bewirkt. Analog zu den Untersuchungen von Groves, zeigen
Lee und Hong [5] Ergebnisse fiir [0/905/0] und [0/9010/0] Laminate des Carbon/Epoxid
Materials P3051/F05 und Adolfsson u. a. [6] Ergebnisse fiir [0/90,]s Laminate (n = 2,
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-
benrdndern gezdhlt. Katerelos u. a. [7] prasentieren Versuchsergebnisse an Kreuzver-
bundlaminaten mit den Lageaufbauten [0/904]s, [0/902]s und [02/90:]s fiir das Material
E-Glas/913. Gleichformige Belastungszyklen dienten dabei fiir die Evaluierung der Stei-
figkeitsabnahme und die Rissdichte fiir 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 Zwischenfaserbriiche fiir drei verschiede
Kreuzverbunde, [0/902]s, [0/904]s, und [0/90¢]s, zeigen Ogihara und Takeda [8]. Dafiir
wurden Proben des Carbon/Epoxid Materials T800/3631 verwendet. Um eine in-situ
Risszdhlung am Mikroskop zu ermdglichen wurde eine besonders diinne (Breite = 3mm)
Probengeometrie genutzt. In der Studie wurde ebenfalls eine zunehmende Steifigkeits-
reduktion mit erhdhter 90° Lagendicke ermittelt, wobei dies ebenfalls in dem verringer-
ten 0°/90° Verhiltnis begriindet liegt.
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Abb. 2-1:  Versuchsergebnisse zum Zusammenhang zwischen normierter Laminatsteifigkeits-

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

Wihrend sich die meisten Forscher beim Thema Schiddigungsevaluierung auf die Un-
tersuchung von Kreuzverbunden spezialisierten, wurden auch einige wenige Studien
zum Verhalten von anders geschichteten Laminaten veroffentlicht. 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 iiber 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 Laminatauftbaus verglichen. Dabei
wurde festgestellt, dass die Steifigkeitsreduktion in dem Kreuzverbund grof3er 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
enthélt und der quasi-isotrope nur 25%, ergeben sich die zu erwartenden Unterschiede
in der Steifigkeitsreduktion. In den Verdffentlichungen von Hoover u. a. [10] und
Wharmby u. a. [11] werden die Ergebnisse eines symmetrischen und eines unsymmet-
rischen E-Glas/Epoxid Laminataufbaus verglichen. Dafiir wurde ein Kreuzverbund mit
[02/906/02] Autbau, aber auch ein [£45/906/+45] Laminat und die unsymmetrischen
Schichtungen [+£25/906/02] und [£45/906/0:] getestet. In allen Proben wurde ausschlie3-
lich in den 90° Lagen ein Risswachstum beobachtet. Eine ausfiihrlichere Studie zur Aus-
wirkung von Zwischenfaserbriichen auf die Steifigkeit eines Faserverbundlaminats
wurde von Varna u. a. [12—14] veroffentlicht. Zur Untersuchung der Rissentwicklung in
90° Lagen in Abhéngigkeit der Orientierung der Nachbarlagen wurden [+£6/904]s Lami-
nate mit 6 = 0°, 15°, 30°, 40° eines Glas/Epoxid Verbunds verwendet. In einer weiteren
Testreihe wurden Laminate des Typs [0/£60/012]s mit 6 = 0°, 55°, 70° getestet und die
Steifigkeitsreduktion als Funktion der Rissdichte ausgewertet. Fiir 6 = 55° und 6 = 70°
wurde dabei eine Rissentwicklung in den nicht in Lastrichtung orientierten Winkellagen
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beobachtet. Wiahrend Zwischenfaserbriiche in 90° Lagen durch eine reine axiale Zugbe-
lastung entstehen, herrschen in diesen Winkellagen auch Schubspannungen vor. Das er-
moglichte im Rahmen dieser Studien eine Auswertung der Rissentstehung und deren
Auswirkung unter kombinierten Belastungszustinden. Eine Untersuchung bei hohen
Verformungen verhindern allerdings die 0° Lagen, welche eine niedrige Versagenslast
der Proben verschuldeten.

Wenige Verdffentlichungen stellen die Abnahme der Laminatsteifigkeit als Funktion
der aufgebrachten Belastung dar. Die Ursache dafiir ist, dass daraus keine direkte Aus-
sage iiber den Schiadigungszustand 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 Zusammenhénge, wodurch die Ergeb-
nisse sowohl von der Rissentwicklung als auch von der Rissauswirkung abhédngen.
Dadurch eignen sich diese Versuchsergebnisse besonders fiir die Validierung eines Kon-
stitutivmodells zur Vorhersage des Spannungs-Dehnungs-Verhaltens von Laminaten
mit Zwischenfaserbriichen. In [12, 14] wird die Steifigkeitsreduktion der [+6/904]s und
der [0/+0/01/2]s Laminate ebenfalls als Funktion der aufgebrachten Dehnung dargestellt.
Des Weiteren finden sich in Highsmith und Reifsnider [15] experimentelle Ergebnisse
fiir eine einzelne [0/903]s E-glas/Epoxid Probe. Die Studie zeigt die Steifigkeitsreduktion
im Verhiltnis zur aufgebrachten Last bei einem zyklischen Testablauf.

Als effiziente Methode zur Bestimmung des Einflusses des Laminatlagenaufbaus auf
die Schiadigungsentwicklung wird oftmals das Risswachstum in Abhéngigkeit der auf-
gebrachten Laminatbelastung bestimmt. Im Allgemeinen wird die Rissdichte als Funk-
tion der maximalen axialen Spannung oder Dehnung dargestellt, die wiahrend einer stu-
fenweisen Belastungshistorie im vorangegangen Lastzyklus aufgezeichnet wurde. Ab-
hingig vom Laminatautbau 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 fiir 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, wiahrend die Dicken der transversalen Lagen zwischen
0.4 mm und 4 mm variiert wurden (too = 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 hoheren Belastungen ein Limit er-
reicht, deren Hohe von der Lagendicke abhidngt. Wéhrend bei dicken Lagen das Plateau
der Rissdichte bereits bei geringeren Lasten erreicht wurde, steigerte sich die Rissdichte
bei diinnen Lagen auf einen hoheren 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-carbonfaserverstirktem 3501-6 Epoxid. Statische Zugversuche
wurden fiir [0,/90m]s Laminate (n/m = 1/1, 1/2, 1/4, 2/1, 2/2, 2/4) mit Rissen in eingebet-
teten Lagen und fiir [90m/0s]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 d&ulleren Lage durchgefiihrt. Die Ergebnisse der Studie
zeigen eine Sattigung des Risswachstums in dicken Lagen, wihrend die Risse in diinnen
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 aullenliegender 90° Lage friither beginnt, aber Laminate mit eingebetteter 90° Lage
ein hoheres Risssattigungslevel erreichen konnen. Allerdings ist dabei zu beachten, dass
die Dicken der 90° Lagen unterschiedlich sind. Neben den Resultaten fiir Kreuzver-
bunde werden Ergebnisse fiir die Rissdichtenentwicklung als Funktion der aufgebrach-
ten Axialspannung fiir [£6/90]s und [90/£6]s Laminate mit 6 = 15°, 30° vorgestellt. Die
Studie ist eine der umfangreichsten, die sich in der Literatur finden lassen. Leider ist das
Risswachstum ausschlielich der aufgebrachten Laminatspannung zugeordnet, wodurch
die Studie nicht fiir eine experimentelle Evaluierung des Lagenaufbaueinflusses geeig-
net ist. Eine weitere Studie wird in Laurin u. a. [20] préasentiert, wo die Rissdichtenent-
wicklung im Verhiltnis zur aufgebrachten Spannung an einem T700/M21 Carbon/Epo-
xid untersucht wird. Die Versuche an [02/90,]s Laminaten (n = 1, 2, 4, 6) zeigen, dass
die Rissdichte bis zum Endversagen der Proben nahezu linear zunimmt. In der Verdf-
fentlichung von Sabaey u. a. [21] werden Versuche mit dem Material T800/M21 gezeigt.
Die Ergebnisse sind in Abb. 2-2 dargestellt. Die durchgefiihrten Testreihen weisen nur
auf eine geringe Abhéngigkeit zwischen der Lagendicke und dem Risswachstum hin,
deuten dartiber hinaus aber einen entscheidenden Einfluss der Nachbarlagenorientierung
an, insbesondere auf die Entstehung der ersten Risse. Versuchsergebnisse fiir ein GFK
Material mit [0/90,]s Aufbau (n = 2, 4, 6) werden von Okabe u. a. [22, 23] gezeigt. Die
Autoren beobachteten Delaminationen an den Rissspitzen der Zwischenfaserbriiche. Sie
schlossen daraus, dass die Ablosung der Trennschicht verantwortlich fiir eine Séttigung
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: Rissdichtenverliufe in 90° Lagen fiir verschiedene T800/M21 Laminate (nach [21]).

Der Einfluss des Lagenaufbaus eines Sub-Laminats, welches die Rissoffnung 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] fiir 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 spéter entsteht
und der Anstieg der Rissdichte in diesen Laminaten grof3er ist. Die Auswertung der Riss-
entwicklung, sowohl in 90° als auch 45° Lagen, ist ebenfalls ein Schwerpunkt in der
Veroffentlichung von Hahn und Hwang [24]. An [0./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 iiber die gesamte
Laminatbreite ausbreiten, wihrend die Risse in den +45° nicht {iber die gesamte Breite
wachsen. In den 90° Lagen zeigte sich ein dhnliches 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/+60,/0/-602]s Glas/Epoxid Laminat untersucht. Die zweite Studie ist
eine der wenigen verdffentlichten 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]
préasentieren Ergebnisse fiir die Rissdichtenentwicklung als Funktion der aufgebrachten
Dehnung fiir die Kreuzverbiinde [02/90]s, [0/902]s und [02/904]s des Carbon/Epoxids
HTA/922, sowie fiir die Laminate [0/90]s, und [02/904]s des Carbon/Epoxids HTA/927.
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Einige interessante Versuchsergebnisse beziiglich 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, wiahrend Ogihara u. a. die Auswirkung hoher Temperaturen untersuchten. Deren
Ergebnisse deuten darauf hin, dass mit ansteigender Temperatur eine Rissentstehung
verzogert wird. Gleichzeitig beobachteten sie, dass die Zunahme der Risse unabhéngig
von den thermischen Bedingungen ist. Dariiber hinaus identifizierten sie Delaminatio-
nen als Ursache fiir eine Rissséttigung.

Die Literaturiibersicht gibt einen Uberblick iiber verdffentlichte Versuchsergebnisse der
letzten Jahrzehnte zum Thema Rissentwicklung und Rissauswirkung in Faserverbund-
laminaten. Es kann natiirlich nicht garantiert werden, dass alle Verdffentlichungen er-
fasst sind, jedoch basiert eine Vielzahl der entwickelten Konstitutivmodelle, die sich mit
dem Thema Zwischenfaserbriiche beschéftigen, auf einer Validierung mit den hier vor-
gestellten Testergebnissen. Auch Veroffentlichungen der Materialmodelle, welche im
Rahmen des WWFEIII (Teil 3 des World Wide Failure Exercise [30]) angewendet wur-
den, beziehen sich auf einzelne hier priasentierte Versuchskurven.

Wie die Literaturiibersicht zeigt, wurden in den letzten Jahren einige Ergebnisse verdf-
fentlicht, jedoch fallt dabei auf, dass die durchgefiihrten experimentellen Studien hiufig
wenig umfangreich sind und nur eingeschrinkte Laminataufbauten betrachten. Eben-
falls ist zu bemerken, dass viele verschiedene Verbunde von Glas- und Kohlenstofffa-
serverstiarkten Kunststoffen bewertet wurden, eine systematische Untersuchung des
Zwischenfaserbruchverhaltens fiir ein spezifisches Material allerdings fehlt. Eine auf-
fallige Tatsache ist die Beschrankung auf Kreuzverbundlaminate mit einer Rissentwick-
lung ausschlieBlich in den 90° Lagen. Ebenfalls finden sich in den Veroffentlichungen
gegenseitig widerspriichliche Aussagen zum Einfluss des Laminataufbaus. Des Weite-
ren sind bisher in nahezu keiner Studie die Auswirkungen der Fertigungsbedingungen
untersucht wurden. Zahlreiche Einflussfaktoren und Materialvorgidnge sind bisher noch
nicht betrachtet worden, beispielsweise das Schadigungsverhalten bei grofleren 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 gehdrt, dass ein
Riss die Steifigkeit des Laminats reduziert und die Steifigkeit des angrenzenden Sub-
Laminats einen grofen Einfluss hat. Die Entstehung von Zwischenfaserbriichen ist dem-
entsprechend entscheidend vom Lagenaufbau des Laminats abhidngig. Diese Erkennt-
nisse sind wichtig fiir 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 Vernachlidssigung von Fertigungs- und Umwelteinfliis-
sen, sind die hier vorgestellten Versuchsergebnisse kaum ausreichend fiir 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 Ansdtze in der Lage sein, das Verhalten
einer Vielzahl von verschiedenen Laminaten mit unterschiedlichen Belastungszustan-
den in den Lagen vorhersagen zu kénnen. Nur dann kann man ihre Anwendbarkeit und
Zuverlassigkeit verbessern. Weiterhin fallt auf, dass im Wesentlichen nur eine zyklische
Versuchsdurchfithrung genutzt wurde, um eine Steifigkeitsreduktion aufgrund von Zwi-
schenfaserbriichen zu bewerten.

Eine groBe Datenbasis an Versuchsergebnissen ist notwendig, um eine kritische Bewer-
tung der Vorhersagekraft eines Auslegungskonzepts zu ermoglichen. Aus diesem Grund
ist ein entscheidender Schwerpunkt in dieser Arbeit die umfangreiche und genaue
Durchfiihrung und Auswertung von verschiedenen experimentellen Methoden zur Schi-
digungscharakterisierung in multidirektionalen Faserverbundlaminaten. Das soll eine
breite Basis fiir das Verstindnis der Materialvorgénge liefern, welche das Schadigungs-
verhalten bestimmen und beeinflussen.

2.2 Probenpraparation

Da nur wenige verldssliche und verwendbare Testergebnisse in der Literatur gefunden
werden konnen, wurde wéhrend der vorliegenden Arbeit eine Vielzahl von Versuchen
durchgefiihrt. Es wurden Laminate mit Kreuzverbundaufbau getestet, aber auch Lami-
nate mit [90/+6/90/-0] Aufbau und [£0] Winkellaminate. Damit kénnen einige Effekte
systematisch untersucht werden, die bisher in Verdffentlichungen noch keine Rolle
spielten, aber entscheidend fiir eine Modellentwicklung sind. Der Testumfang ermog-
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 liber das Interaktionsverhal-
ten der Schidigung mit anderen Materialvorgéingen, welche ebenfalls ein nichtlineares
Verhalten bewirken. Alle Versuchsproben wurden aus dem gleichen Material gefertigt,
um eine detaillierte und verldssliche Validierung des entwickelten nichtlinearen Konsti-
tutivmodells zu gewéhrleisten. 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) kohlenstofffaserverstirktes Epoxid, welches hdufig fiir Anwen-
dungen in der Luftfahrt-Primérstruktur eingesetzt wird. Mit einem CNC-Schneider wur-
den einzelne Lagen des Prepreg-Materials entsprechend ihrer gewiinschten spéteren Ori-
entierung in der Platte automatisiert ausgeschnitten. Auf einem vakuum-unterstiitzten
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Ablagetisch wurden die einzelnen Lagen aufeinander abgelegt, um Falten und Delami-
nationen in den spéteren 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 gewahrleisten. Die Fertigungsmethode in der Thermo-
Presse zeigt Abb. 2-4. Die Probenplatten wurden entsprechend dem vom Hersteller vor-
geschriebenen Aushirtezyklus hergestellt. Zundchst wurde mit einer Autheizrate von
3°C/min auf 110°C aufgeheizt. Danach folgte eine 60 miniitige Haltephase zur Harzver-
teilung, bevor auf 180° aufgeheizt wurde. Wihrend der folgenden 120 min wurde die
Temperatur konstant gehalten, damit das Harz vollstdndig aushértet. Nach dem Aushér-
ten, wurden die Platten mit einer Abkiihlrate von 5°C/min wieder auf Raumtemperatur
gebracht.

Die Auswahl der Laminataufbauten fiir 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 konnen. Daher
wurden die Lagenschichtungen [(0/90)4]s und [(02/902)2]s gewdhlt. Werden jeweils 2 La-
gen der 0° und 90° Faserrichtung iibereinander gelegt, ist dies gleichbedeutend mit einer
groBeren Einzellagendicke. Eine einfache Lagendicke entspricht fiir das verwendete
Material 0.125 mm und eine zweifache Lagendicke 0.25 mm. Neben den Kreuzverbun-
den wurden [(90/4+30/90/-30)2]s, [(90/4+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 mogliche Rissinteraktion in angrenzenden Lagen zu untersuchen.
Dariiber hinaus wurden Versuche mit verschiedenen Winkellaminaten durchgefiihrt, um
eine mogliche Rissentwicklung in diesen Laminaten zu bestimmen. Wenn Risse entste-
hen, soll deren Auswirkung auf die Steifigkeit unter einem kombinierten Belastungszu-
stand bewertet werden. Dafiir 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 abzuschitzen, wurden auch hier Lagen-Cluster geschichtet. Mit mehrfacher Lagen-
dicke wurden die doppelt geclusterten Laminate [(302/-302)2]s, [(402/-402)2]s, [(452/-
457)2]s und [(502/-502)2]s und das dreifach geclusterte Laminat [(30/-303/4+-303/-30)]s her-
gestellt. Des Weiteren wurden unidirektionale [016] Laminate und quasi-isotrope
[(90/0//+45/-45)]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 erhoht ist, und dadurch die mogli-
che Axialverformung der Probe reduziert wird. Daher wurde die Probenbreite so ge-
wihlt, dass eine Abhdngigkeit des Konstitutiverhaltens von auftretenden Randdelami-
nationen minimiert wird. Eine breite Probengeometrie insbesondere flir die Winkella-
minate stellt sicher, dass die Breite nicht den Versagensmodus beeinflusst. Daraus folgt,
dass die Auswirkung von Zwischenfaserbriichen ausgewertet werden kann und ein ver-
lasslicher Vergleich fiir verdanderte Lagenschichtung und Lagendicke mdoglich ist. Aus
den +30°, £40°, £45° und £50° Platten wurden Proben mit einer Lédnge von 350 mm und
einer Breite von 50 mm geségt. Die anderen Versuchsproben wurden mit den Abmes-
sungen 250x25 mm gefertigt. Aufleimer aus glasfaserverstirktem Epoxid mit den Ab-
messungen 50x50 mm (bzw. 50x25 mm) und einer Dicke von 1.0 mm wurden fiir die
Lasteinleitung an den Probenenden aufgebracht. Verschiedene Methoden zur Schidi-
gungsevaluierung werden in der vorliegenden Arbeit angewendet, wodurch sich auch
die Verwendung der einzelnen Proben aufteilt. Einige Proben wurden fiir 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 fiir eine zerstorungsfreie Schidigungsbewertung genutzt. Die iib-
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 Priifmaschine HEGEWALD & PE-
SCHKE INSPEKT mit einer Kraftmesszelle von 250 kN zur Aufzeichnung des Kraft-
signals durchgefiihrt. Die Proben wurden bei einer Dehnrate der Traverse von 0.01 %/
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 Oberflichendehnungen auf der Probe beriihrungslos gemessen werden
konnte. Dies ermoglicht die Bestimmung der globalen longitudinalen Dehnung &, und
der globalen transversalen Dehnung ¢,, fiir 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 Schéddigung auftritt. Die Dehnung auf Basis der DBK Messungen wurde
gemittelt liber den Bereich eines virtuellen Dehnmessstreifens mit der Oberfldche von
30x20 mm? (Probenbreite von 50 mm) beziehungsweise 25x17.5 mm? (Probenbreite von
25 mm). Dabei wurde ein moglichst groer Auswertebereich gewdhlt, um eine repra-
sentative homogenisierte Dehnung zu erhalten. Die Messung des DBK Systems zeigt
die Unterschiede in dem Dehnungsfeld in Abhingigkeit vom Schéddigungszustand. In
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dem [(90/+45/90/-45),]s Laminat verursachen die Zwischenfaserbriiche in der Decklage
lokal eine erhohte Dehnung, da die Rissfronten nicht verbunden sind. Im Gegensatz dazu
sind im Dehnungsfeld des [(+40/-40)4]s Laminats keine Risse zu erkennen.

—————— - —— ’
& [(90/+45/90/-45),], m=— [%]

5.0

4.8

4.6

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

2.4 Bewertung der Rissentwicklung

Die Initiierung und Ausbreitung von Zwischenfaserbriichen in den Laminaten wurde
durch die Beobachtung der Rissdichte in verschiedenen Proben untersucht. Dabei wur-
den die Risse anhand von Schliftbildern am Mikroskop gezéhlt und, um eine Relation
zur Axialdehnung zu schaffen, wurde die Maximaldehnung wihrend der kontinuierlich
belasteten Proben mittels DBK ausgewertet. Die Auswertung der Rissdichte erfolgt fiir
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. Zusitzlich
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
iiberbriicken wird die Last durch die Decklagen iibertragen. Durch diese Lastumlage-
rung, kann die duflere 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 Anhéu-
fung von Zwischenfaserbriichen. Um die Rissentwicklung zu verfolgen, wurden kleine
Proben von etwa 20 mm Lange aus den Versuchslaminaten herausgesédgt und fiir die
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Untersuchung im Mikroskop in Harz eingebettet. Einen Ausschnitt einer Mikroskopauf-
nahme eines +45° Laminats mit Zwischenfaserbriichen zeigt Abb. 2-7. Die Methode der
optischen Risszdhlung am Mikroskop bedingt die Zerstérung der Versuchsprobe, die
dann nicht fiir einen weiteren Belastungszyklus verwendet werden kann. Dennoch liefert
diese Methode eine akkuratere Auswertungsmoglichkeit, als die in-situ Betrachtung des
Probenrandes, besonders auch auf Grund der hoheren Auflosung der Bilder. Besonders
bei Winkellaminaten entstehen dariiber hinaus auch Risse an den Probenrindern, die
sich nicht iiber die gesamte Probenbreite ausbreiten. Fiir diese Proben war es zweckmé-
Big Mikroskopaufnahmen von der Probenmitte und nahe dem Probenrand zu erstellen,
um damit eine gemittelte Rissdichte bestimmen zu konnen. Um die Rissdichte fiir ver-
schiedene Belastungsniveaus zu erhalten, wurden mehrere Proben des gleichen Lami-
nats verwendet, die jeweils nur einmal auf die gewiinschte Last verformt wurden. Um
die Belastungsniveaus zu definieren, wurde zuvor ein kontinuierlicher Versuch bis zum
Versagen der Probe durchgefiihrt, und entsprechend sinnvolle Lasten fiir die Untersu-
chung der Rissdichtenentwicklung festgelegt.

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

Die Risse wurden in allen eingebetteten Lagen gezédhlt und dann iiber die Lagenanzahl
gemittelt. Damit wird gewihrleistet, 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



Experimentelle Charakterisierung von Laminaten mit Zwischenfaserbriichen 19

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 diinneren Lagen schneller zu. Fiir beide Kreuzverbunde wurde ein nahezu linearer
Rissdichtenverlauf ermittelt. Eine Sattigung der Rissdichte, wie sie in einzelnen Verof-
fentlichungen insbesondere fiir glasfaserverstirkte 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
grof} genug ist. Der Rissdichtenverlauf ist nahezu identisch, egal ob die Nachbarlagen
eine Faserorientierung von 0°, 30° oder 45° aufweisen.
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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. Zusétzlich scheint eine
Sattigung der Zwischenfaserbriiche 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, wihrend 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 unabhéngig von der Lagendicke ist. Dies steht im Ge-
gensatz zu den Beobachtungen an den Proben mit Zwischenfaserbriichen in 90° Lagen.

2.5 Auswertung der Laminatsteifigkeit

Das Verhalten von unidirektionalen Faserverbundlaminaten, die in Faserrichtung belas-
tet werden, wird bestimmt durch die Sprodigkeit und die hohe Steifigkeit der Fasern.
Das Spannungs-Dehnungs-Verhalten ist geringfiigig nichtlinear in Abhédngigkeit von
dem Versteifungsverhalten der Fasern. Das gleiche Verhalten weisen Laminate auf, in
denen die Fasern einzelner Lagen in Lastrichtung orientiert sind. Besonders bei carbon-
faserverstarkten 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 fiir eine Bewertung von Materialvorgdngen, 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 durchzufiih-
ren und ermdglicht bei geschickter Laminat- oder Auswertewahl eine in-situ Bewertung,
die wichtig ist, um eine Wechselwirkung zwischen Schidigung und anderen nichtlinea-
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ren Prozessen zu erkennen. Der zyklische Versuchsablauf wiederum bietet die Moglich-
keit der separierten Betrachtung von Schiadigung und anderen nichtlinearen Mechanis-
men. Im Rahmen dieser Arbeit wurden beide Versuchsablidufe genutzt, um eine umfang-
reiche Basis fiir 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 dafiir, ob eine Evaluierung der Schidigungsentwicklung mog-
lich ist. Insbesondere bei Kohlefaserverbundwerkstoffen ist bei Verwendung von Fasern
in Belastungsrichtung eine sehr lineare Spannungs-Dehnungs-Antwort zu erwarten. Bei-
spielhaft hierfiir sind besonders Kreuzverbundlaminate, ausschlielich aus 0° und 90°
Lagen aufgebaut, und quasi-isotrope Laminatautbauten, mit zusétzlichen Lagen in +45°
und -45° Richtung. In diesen Laminaten dominiert die Fasersteifigkeit in den 0° Lagen,
welche wesentlich hoher ist, als die Steifigkeit in transversale Richtung. Dies verhindert
die Auswertung einer Steifigkeitsverdnderung in den anderen Lagen. Unter Probenbe-
lastung in Richtung der 0° Lage kdnnen Zwischenfaserbriiche 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 Zwischenfaserbruchschidigung dementsprechend nur
auf die Steifigkeit der 90° oder der Winkellagen auswirkt, kann eine Reduktion der La-
minatsteifigkeit kaum erkannt und eine Schidigung schwer quantifiziert werden. Ab-
hilfe kann hier die Auswertung der Sekanten- oder Tangentensteifigkeit wahrend der
kontinuierlichen Belastung schaffen. Dies erfordert jedoch ein hohes Mal3 an Genauig-
keit insbesondere bei der Dehnungsmessung. Zusétzlich hat jegliche Nichtlinearitét in
der Spannungs-Dehnungs-Antwort der Probe einen Einfluss auf das Ergebnis in Abhin-
gigkeit des gewihlten Auswerte-Dehnungsintervalls. Liegen keine Fasern in Lastrich-
tung, ist das Verhalten stirker getrieben durch die Matrixeigenschaften und eine signi-
fikanter ausgeprégte Nichtlinearitét ldsst einfacher eine Schidigungsauswertung zu. Die
Bestimmung des Laminatverhaltens aus kontinuierlicher Belastung hat den Vorteil einer
in-situ Bewertungsmoglichkeit der Schiddigung wihrend der Belastung, da sie die Inter-
aktion der Schadigung mit anderen konstitutiven Effekten enthilt, und deren Bewertung
zuldsst. Von allen untersuchten Laminaten, wurde ein Teil bis zum Endversagen konti-
nuierlich belastet. Zum einen um die Belastungsniveaus fiir zyklische Versuche zu defi-
nieren, zum anderen um eine Basis fiir die Validierung des entwickelten Materialmo-
dells zu schaffen. Zusitzlich werden einige kontinuierlich bis zum Versagen belastete
Proben dazu verwendet, um Materialkennwerte fiir IM7-8552 abzuleiten.

2.5.2 Laminatverhalten bei zyklischer Belastung

Um den Schéadigungszustand in Faserverbundlaminaten zu bewerten, konnen die Proben
am Mikroskop auf Zwischenfaserbriiche untersucht werden. Fiir diese Methode ist eine
Zerstorung der Versuchsprobe notwendig und man ist auf makroskopisch sichtbare
Schéadigungsausprigungen begrenzt. Da eine Schiddigung eine irreversible Reduktion
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der Steifigkeit im Material bewirkt, bietet sich eine Bewertung der Schidigung auf Basis
dieser Steifigkeitsabnahme an. Das hat den Vorteil, dass man damit direkt die Schédi-
gungsauswirkung betrachtet und die Methode zerstorungsfrei ist. Allerdings misst man
auch nur den Effekt in Form der effektiven Steifigkeit, muss aber {iber die Quelle der
Steifigkeitsreduktion mutmafen. Ebenso kann man nicht trennen, ob es sich um einen
Zwischenfaserbruch, eine diffuse mikroskopische Schadigung oder eine Delamination
handelt, welche die reduzierte Steifigkeit verursacht. Wenn man die Steifigkeitsreduk-
tion auf Zwischenfaserbriiche reduziert, hat man zwei Mdglichkeiten, die Auswirkung
der Risse zu bewerten. Entweder wird die relative Verschiebung der Rissfronten ver-
messen, oder die zugehdrige Steifigkeitsabnahme wird ausgewertet. In dieser Arbeit
wird ein Ansatz basierend auf einer zyklischen Probenbelastung der [£=6] Winkellami-
nate vorgestellt. Das reduziert die Anzahl der notwendigen Tests, insbesondere da das
Ziel die effektiven iiber das geschiadigte Material verschmierten Steifigkeitskomponen-
ten sind. Wie aus der Literaturiibersicht hervorgeht, wird meist nur die Axialsteifigkeit
der Probe bewertet. Dies ist ausreichend fiir Kreuzverbunde, da Risse nur in 90° Lagen
auftreten und damit nur die Abnahme der transversalen Steifigkeit in diesen Lagen fiir
eine Reduktion der globalen Laminatsteifigkeit verantwortlich ist. Die Bestimmung der
lokalen Steifigkeitskomponenten in den Einzellagen ermdglicht die Untersuchung der
Anteile der einzelnen Steifigkeitskomponenten an der Reduktion der Laminatsteifigkeit.
Die vorgestellte Auswertungsmethode der Schidigungsauswirkung ist zweckmaBig fiir
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 mdglich. Tritt eine
Schadigung beispielsweise in Form eines Zwischenfaserbruchs auf, muss das Verhalten
des Materials um den Riss dem initialen Verhalten entsprechen, damit die Steifigkeits-
verdnderung einzig und allein dem Riss zugeordnet werden kann. Bei der Versuchs-
durchfiihrung und deren Auswertung muss man besonders zeitabhidngige Materialein-
fliisse beachten. Viskoplastische Verformungen spielen bei den in der Literatur iiber-
wiegend betrachteten Kreuzverbundlaminaten kaum eine Rolle, da hier nur geringe plas-
tische Verformungen bis zum Bruch auftreten. Eine Anpassung des gidngigen Verfahrens
der zyklischen Versuchsdurchfiihrung ist fiir die Charakterisierung von matrixdominier-
ten Laminataufbauten und Belastungszustinden notwendig. Daher wurde im Rahmen
der Arbeit ein Ansatz entwickelt, der eine Erweiterung fiir diese Félle zulédsst. Die ma-
terialinhdrente Zeitabhidngigkeit der mechanischen Eigenschaften von Polymerwerk-
stoffen hat eine signifikante Auswirkung auf den Anstieg des Spannungs-Dehnungs-
Verlaufs eines Belastungszyklus wéhrend eines stufenweisen Versuchsablaufs. Dies
liegt begriindet in viskosen mikromechanischen Prozessen in den Polymerketten. Die
Dehnungsretardation nach vollstdndiger 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 (F, = 0)
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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 zuriickbleibt, nachdem sich ein internes
mechanisches Gleichgewicht eingestellt hat. Die Zeitabhingigkeit 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 geniigen, wurde der Versuchsablauf fiir 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 Ansétze verfolgt. Die ersten 10 Minuten nach der vollstédndigen 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 Probenldnge wurde in vordefinierten Zeitintervallen vermessen. Aus der
Lingeninderung wurde dann die Axialdehnung berechnet. Ubereinstimmend fiir alle
untersuchten Proben wurde nach 500 Stunden nur noch eine geringe Verdnderung der
Dehnung festgestellt und der Testablauf wurde fortgesetzt. Eine zeitabhingige Beein-
flussung durch den vorangegangen Belastungs- und Entlastungszyklus auf das Span-
nungs-Dehnungs-Verhalten im weiteren Testablauf konnte somit verhindert werden.
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Abb. 2-9:  Dehnungsretardation in einem £45° Laminat nach Entlastung.

Verschiedene Methoden zur Bewertung einer Verdnderung der Steifigkeit aus einem
zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verlauf werden in Pettersson u. a. [32] verglichen.
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Ausgewertet werden kdnnen 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 hoheren Steifigkeitsreduktion. Gleichzeitig ergibt sich

sek

ein Unterschied abhiingig davon, ob die Steifigkeit mit Beachtung der Retardation £35¢
oder ohne ES¢¥ bestimmt wird. Da beide Versuchsproben auf nahezu die gleiche maxi-
male Spannung und Dehnung belastet wurden, wiirde die Auswertung auf eine zusétzli-
che Schidigungsakkumulation wiahrend der Retardationszeit hindeuten. Dies wider-
spricht allerdings dem physikalischen Verhalten wéhrend der Retardationsphase, in der
eine vollstandige Entlastung vorliegt. Von Chung u. a. [33] wurde gezeigt, dass Ver-
bundwerkstoffe mit Polymermatrix im Entlastungszyklus zusétzliche plastische Deh-
nungen aufbauen. Um den Sekantenmodul korrekt fiir die Bewertung eines Schédi-
gungszustandes zu verwenden, muss daher die Belastung und Entlastung unter anni-
hernd statischen Bedingungen stattfinden. Die Kurven deuten darauf hin, dass trotz der
geringen Dehnrate von 0.01 %/, 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 EL4" verwendet, um den Schidigungszustand zu bewerten. Im Folgenden wird der

bestimmte Laminatmodul mit E,, bezeichnet.
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Abb. 2-10:  Vergleich verschiedener Auswertemethoden zur Ermittlung der Laminatsteifigkeit.

Folgende Annahmen wurden basierend auf experimentellen Beobachtungen getroffen,
um den Schiadigungszustand 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 Schadigungswachs-
tum.

d) Eine homogene Rissentwicklung findet in allen Lagen statt. Das Laminat bleibt
ausgeglichen und orthotrop iiber die gesamte Belastungshistorie hinweg.

e) Die Auswirkung eines Risses bleibt konstant, unabhidngig 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 verdndert sich mit zunehmender Zyklenanzahl
bei hoherer Belastung. Daher wird die Tangentensteifigkeit in einem kleinen Dehnungs-
intervall unmittelbar nach der Lastaufbringung bestimmt. Fiir 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 beriicksichtigt Unterschiede in dem
linear elastischen Bereich bei gro3en Probenverformungen. In dem ausgewerteten Inter-
vall wurde eine hohe Bildfrequenz fiir eine optimale Aufzeichnung der Dehnung durch
das DBK System genutzt. Dadurch wird eine mogliche Streuung in der Dehnungsfeld-
messung ausgeglichen. Das Auswerteverfahren der effektiven Laminatsteifigkeiten E,
ist exemplarisch fiir +45° Laminate in Abb. 2-11 dargestellt. Fiir die Auswertung des
Konstitutivverhaltens wurden je Probe maximal drei Belastungszyklen mit jeweils ge-
steigerter Last genutzt.

Bei groflen Verformungen hat die Faserrotation einen substantiellen Einfluss auf das
nichtlineare Materialverhalten von Faserverbunden. Eine Schubverformung &;, bewirkt
eine zusétzliche Rotation der Fasern. Auf Grund der ausgepriagten Anisotropie von Fa-
serverbunden hat diese Faser-Neuorientierung einen groflen Einfluss auf das Konstitu-
tivverhalten des Laminats. Da die Axialdehnungen in einigen untersuchten Proben sehr
grofl werden, kann eine Vernachldssigung der Faserrotation den vorhergesagten Schidi-
gungszustand verdndern. Die zusitzliche Versteifung des Laminats konnte zu einer
Fehlinterpretation der Steifigkeitsdegradation fithren. Der tatséchliche Faserwinkel 8’
berechnet sich entsprechend der globalen Axialdehnungen &, und &, und der initialen

Faserorientierung 6° zu
-1 (1 + 83/')

0=t ———~tan§?|. 2-1
an d+e) an l (2-1)
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Abb. 2-11:  Ermittlung der Steifigkeitsreduktion an +45° Laminaten aus IM7-8552.

Durch die groBen Verformungen in Léngsrichtung unterliegen die Proben einer signifi-
kanten Reduktion der Querschnittsfliche. Um diesen Effekt zu beachten, werden die
tatsdchlichen Probenabmessungen vor jedem Belastungszyklus bestimmt. Aus der auf-
gezeichneten Axialkraft werden damit die tatsdchlichen Spannungen in der Probe be-
stimmt. Die Betrachtung der Faserrotation, der Verdnderung der Querschnittsfliche und
der zeitabhingigen Dehnungsretardation ist wichtig fiir die Bestimmung des Schidi-
gungszustandes in Faserverbundlaminaten. Die hier vorgestellte Methodik ist auf Grund
der Beachtung dieser Effekte in der Lage, den Schidigungszustand auch unter grofen
Verformungszustinden zu bewerten.

2.6 Bestimmung der Reduktion der lokalen
Einzellagensteifigkeiten

Die meisten Studien zur Bestimmung der Steifigkeitsreduktion infolge von Zwischen-
faserbriichen fokussieren sich ausschlielich auf das globale Laminatverhalten. In der
vorliegenden Arbeit wird ein kombinierter Versuchs- und Berechnungsansatz vorge-
schlagen, der es dariiber hinaus zulésst, die Reduktion einzelner Lagensteifigkeitskom-
ponenten fiir verschiedene Lagenaufbauten und beliebige ebene Belastungskombinatio-
nen zu bewerten. Die direkte Bestimmung von zwei verschiedenen effektiven Lagenstei-
figkeitskomponenten (E, und G,,) auf Basis von zwei aufgezeichneten Spannungs-Deh-
nungs-Verldufen des Laminats (g, — &) und (o, — ey) wire eine Moglichkeit. 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 fiir die untersuchten Laminate hat insbesondere die Transver-
salsteifigkeit nur einen geringeren Einfluss. Durch die Sensitivitét in der Messauswer-
tung war eine direkte verldssliche Bewertung nicht moglich. Die hier vorgestellte Me-
thode basiert daher auf einer numerischen Analyse, welche eine Bestimmung der La-
gensteifigkeiten aus der Laminatsteifigkeit ermoglicht. Fiir die folgende Entwicklung
eines Konstitutivmodells ist es notwendig, die Auswirkung von Zwischenfaserbriichen
auf Einzellageneigenschaften zu verstehen und bewerten zu kdnnen.

2.6.1 Konstitutivverhalten einer geschadigten Lage

Eine direkte Kopplung des Konstitutivverhaltens von Laminat und Einzellagen wihrend
der Schadigungsevolution ist stark eingeschrankt. Entweder wird die Reduktion der La-
minatsteifigkeit ausschlieBlich von einem einzelnen Lagenkennwert bestimmt oder die
Entwicklung der Beziehung zwischen den effektiven Lageneigenschaften ist bekannt.
Die Verwendung von 0/90 Kreuzverbundlaminaten erfiillt die erste Bedingung, aller-
dings ist die Betrachtung auf diesen spezifischen Lagenaufbau und kleine Probenverfor-
mungen limitiert. Fiir Laminate mit kombiniertem Spannungszustand in den Lagen, wie
sie in der vorliegenden Arbeit untersucht werden, gilt diese Annahme nicht mehr. Das
Verhiltnis der Steifigkeitskomponenten wihrend einer Schidigungsprogression ist er-
forderlich, um die Anteile der Degradation der elastischen Materialkonstanten £, 75,
E,, V51, G5 zu bestimmen. Es wird angenommen, dass das Schiadigungswachstum in
den Laminaten fiir Lagen mit gleicher Dicke homogen ist. Dies erlaubt die Annahme
einer einheitlichen Entwicklung der effektiven Lageneigenschaften. Trotz des Schédi-
gungswachstums wird vorausgesetzt, dass die Laminate bis zum Versagen symmetrisch,
orthotrop und ausgeglichen bleiben. Dass die Schiadigung ausschlieBlich aus Zwischen-
faserbriichen resultiert und Delaminationen nicht auftreten, sind weitere Annahmen. Ba-
sierend auf diesen Grundannahmen, kann das homogenisierte Spannungs-Dehnungs-
Verhalten fiir einen ebenen Spannungszustand definiert werden:

{S}xy = §lam{0}xy' (2-2)

wobei §,,,, die effektive Nachgiebigkeitsmatrix des Laminats einschlieBlich der homo-
genisierten Schidigung ist. Die Spannungs- und Dehnungskomponenten des Laminats
in Gl (2-3) sind definiert als Tensoren erster Ordnung. Dies ist moglich, da die
Cauchy'schen Spannungs- und Dehnungstensoren zweiter Ordnung symmetrisch sind.
Im Folgenden wird daher der ebene Dehnungszustand des Laminats definiert als Vektor

{elxy = (&xs £y, exy)T und der Spannungszustand als {a},, = (0%, gy, axy)T. Fiir sym-

metrische und ausgeglichene Laminate kann die effektive Nachgiebigkeitsmatrix defi-
niert werden als
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l _ AL 0
G G G Ex Ex
R ax Dxy Oxz ﬁxy 1
Siam = xy yy yz| = _E_x E_y 0 | (2-3)
Xz vz zz 1
0 0 —
2 xy |

Das Konstitutiverhalten des Laminats wird beschrieben durch die effektiven Einzella-
gensteifigkeiten:

n
1 1
{s}xy = Ez Tez%Sleek {a}xyr (2-4)
k=1

wobei n die Anzahl der Lagen im Laminat und S;;* die Inverse der Nachgiebigkeits-
matrix der Einzellagen ist, die wiederum der Steifigkeitsmatrix Q) entspricht. Die
Transformationsmatrix T g, im ebenen Spannungszustand der Lage k ist definiert in Ab-
hingigkeit vom aktuellen Lagenwinkel 8, als

cos? 0, sin? 6, 2sin 8y, cos 0y
Ty, = sin? 6, cos? 6, —2sin @y cos 6y, |. (2-5)
—sin @, cos B, sinB, cosB, cos? O, — sin? 0,

Fiir die Bestimmung der Reduktion der Lagensteifigkeiten wird angenommen, dass die
Zwischenfaserbriiche homogen in allen Lagen verteilt sind. Das bedeutet, dass die ef-
fektive Lagennachgiebigkeitsmatrix S}, in jeder Lage des Laminats gleich ist. Diese de-
finiert sich basierend auf den Materialkonstanten in den geschédigten Lagen:

SAll SA12 SA16 S‘\ll(E\vl) S‘\12(E\'1'1,)12) 0
Sk=1512 S22 Sae|=|S12(ErV12)  S2z(E2) 0 : (2-6)
S16 S26 See 0 0 §66(612)

Mit den Gleichungen (2-2) - (2-6) kann die Kopplung der effektiven Laminat- und La-
genmodule beschrieben werden. Dementsprechend hingt die Verdnderung der homoge-
nisierten axialen Laminatsteifigkeit von der Anderung der Steifigkeitsmatrizen auf La-
genebene ab. Wie aus Gl. (2-6) hervorgeht, konnen diese durch einen funktionalen Zu-
sammenhang durch die effektiven Materialkonstanten abgebildet werden. In [34] wurde
gezeigt, dass die Degradation der Materialparameter laminatabhéngig ist. Parameter,
wie die Rissdichte, Dicke der gerissenen Lage und Randbedingungen durch die Faser-
orientierung der Nachbarlage, miissen beachtet werden. Diese haben eine signifikante
Auswirkung auf die effektive Steifigkeitsmatrix der Einzellagen und damit auf die sich
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verandernde Beziehung zwischen den elastischen Materialkonstanten. Durch die Mes-
sung der effektiven Axialsteifigkeit auf Laminatebene ldsst sich nur ein homogenisiertes
Verhalten des Laminats bewerten.

Durch numerische Studien konnte beobachtet werden, dass die Materialkennwerte E;
und 7;, nicht von Zwischenfaserbriichen beeinflusst werden. Die gleiche Beobachtung
ist in Dvorak u. a. [35] dokumentiert. Die Ursache liegt in der Parallelitit des Risses
relativ zu den Fasern. Mit dieser Erkenntnis, kann die effektive Nachgiebigkeitsmatrix
S) in Gl. (2-6) vereinfacht werden:

. _
s, sy, o1 | B, h
Se=|sh & o |=|-2 b} 0 (2-7)
0 0 S 1 2 "
0 0 ~
2G,]

Daraus wird deutlich, dass nur die transversale Nachgiebigkeit und die Schubnachgie-
bigkeit durch eine Rissentwicklung beeinflusst werden. Fiir die spezifischen Félle 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
Zwischenfaserbriichen kann durch einen genormten uniaxialen Zugversuch gemessen
werden, da ein direkter Zusammenhang zwischen E, und £, 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 G, direkt aus E, ausgewertet werden kann. Eine vorgestellte
Testvorrichtung ist der ,,Rail Shear Test* [36, 37]. Dieser Test ist sehr sensitiv gegeniiber
der Verformung infolge einer induzierten Biegung. Besonders bei gro3en Verformungen
wird kein reiner Schubzustand erreicht [34]. Die Bestimmung der effektiven Steifigkei-
ten aus durchgefiihrten +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 Schidigung fehlt, wurden bisher nur wenige Studien
zu diesem Thema veroffentlicht. Dabei muss die Steifigkeitsmessung kritisch beurteilt
werden. Fine Verdnderung in den Materialeigenschaften kann ein Resultat einer Schi-
digung sein, aber auch in den Polymereigenschaften oder der Faserrotation begriindet
liegen.

In multidirektionalen Laminaten mit Winkellagen, herrscht ein kombinierter Span-
nungszustand in den Hauptmaterialrichtungen der Einzellagen. Eine verldssliche Aus-
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wertemethodik existiert fiir diese Laminate nicht. Der in der vorliegenden Arbeit vorge-
schlagene numerisch-experimentelle Ansatz zur kombinierten Bestimmung von Nor-
mal- und Schubsteifigkeit ist auch fiir groe Verformungen anwendbar. Das ist wichtig,
da derzeit keine verldsslichen experimentellen Ergebnisse fiir die Steifigkeitsreduktion
bei grolen Dehnungen verfiigbar sind. Der Ansatz basiert auf zwei Analysestufen, die
schematisch in Abb. 2-12 dargestellt sind. Zunédchst wird die Beziehung zwischen den
effektiven Steifigkeitskomponenten bestimmt, wobei die Annahme getroffen wird, dass
die Schadigungsevolution durch Zwischenfaserbriiche verursacht wird. Der Einfluss der
Rissauspriagung und des Laminataufbaus auf das Lagenkonstitutivverhalten wird durch
Finite Elemente Studien an reprisentativen Volumenelementen (RVE) untersucht. Im
zweiten Schritt werden die effektiven Lagensteifigkeiten aus der gemessenen Lami-
natsteifigkeit bestimmt. Die Komponenten der Einzellagensteifigkeit werden abhingig
vom Laminat und Risseinfliissen aus den RVE Ergebnissen berechnet. Mit der diskreten
Schidigungsabbildung kann eine Verbindung zwischen der Steifigkeitsdegradation auf
Laminat- und Lamina-Ebene geschaffen werden.

Diskrete Rissbetrachtung Axialer Laminatzugversuch

Numerische RVE Studie zur \l'
Rissauswirkung

! ¥

[ Einfluss der ][ Einfluss der ] ’é

Effektive Laminatsteifigkeit £,

Nachbarlagen Lagendicke Homogenisierte Rissbetrachtung
A4 \ 7 . N . . .
Normierte effektive Einzellagensteifigkeiten
Verhiiltnis der effektiven 1 £, B, 6
Steitigkeitskomponenten J B0 EY GO,

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

2.6.2 Numerisches Modell fur die diskrete Rissbe-
trachtung

Die Betrachtung diskreter Zwischenfaserbriiche in einer unidirektionalen Faserverbund-
lage ermdglicht die Bestimmung der Schidigungsauswirkung auf das homogenisierte
Spannungs-Dehnungs-Verhalten. Im Rahmen der Arbeit werden RVEs fiir die Zwi-
schenfaserbruchabbildung genutzt, um die entsprechende Auswirkung auf die effektive
Steifigkeit zu messen. Wiahrend die effektiven Steifigkeitseigenschaften in einem Kon-
tinuum ohne Riss den ungeschiadigten 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 fiir die Bestimmung des geschéddigten
Materialverhaltens. In dieser Arbeit werden die RVE Ergebnisse genutzt, um die Schi-
digungs-Steifigkeits-Beziehung auf Basis der Komponenten der effektiven Nachgiebig-
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keitsmatrix S}, fiir spezifische Laminate und Rissauspriagungen auszuwerten. Eine nach-
folgende Bestimmung der degradierten Einzellagenkennwerte aus der gemessenen La-
minatsteifigkeit wird mdglich 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, wihrend die angrenzenden Lagen keine
Risse enthalten. Wie in [43, 44] gezeigt wurde, hat die Anzahl der angrenzenden Lagen
nur einen vernachldssigbaren Effekt auf die mechanischen Eigenschaften der gerissenen
Lage. Fiir 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 Vernachldssigung 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 reprisentiert damit gleichméaBig verteilte und iiber 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.

zAY
X
A Lt 9
¢
- Ua
trve | le ?
- a
f
w
R J

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

Das RVE reprisentiert 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 unveréndert. 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 ¢ der angrenzenden Lagen simu-
liert. Fiir eine umfassende Studie werden angrenzende Lagenwinkel von ¢ =
0°,10°,30° 60° betrachtet. Daraus ergeben sich die Wickeldifferenzen im Verhiltnis
zur Mittellage von A8 = 90°,80°,60°, 30°. Mit einer Winkeldifferenz von 90°, konnen
somit Laminate mit 0°/90° und +45° Aufbau abgebildet werden. Aquivalent entsprechen
80° Differenz den Laminaten +40° und £50°, ein A@ = 60° ist fiir £30° und +60°, und
30° Winkeldifferenz ermdglicht die Auswertung eines +15° und eines +£75° Laminats.
Verschiedene Rissdichten wurden durch eine Anpassung der Lédnge der RVEs abgebil-
det. Die experimentellen Studien wurden fiir Laminate mit einfacher und doppelter La-
gendicke durchgefiihrt. Beide wurden ebenfalls beziiglich ihrer Rissauswirkung in den
RVEs ausgewertet. Damit kann durch die Berechnung zahlreicher RVEs eine umfas-
sende Bewertung der Beziehung zwischen Rissausbreitung und den dazugehorigen ho-
mogenisierten Materialeigenschaften der gerissenen Lage erfolgen. Entsprechend den
Experimenten wurde fiir das Simulationsmodell das Material IM7-8552 verwendet. Der
Versuchsablauf zur Messung der Laminatsteifigkeit £, basiert auf einer stufenweisen
Belastung, wobei die Proben auf ein spezifisches vordefiniertes Lastniveau belastet wur-
den, gefolgt von einer vollstdndigen Entlastung. Nach einer Retardation erfolgte eine
Neubelastung auf ein hoheres Lastniveau, wobei die Laminatsteifigkeit im anfénglichen
nidherungsweise linearen Bereich des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs ausgewertet
wurde. Dadurch kann davon ausgegangen werden, dass jegliche Steifigkeitsreduktion
zwischen den ausgewerteten Lastzyklen durch eine Schadigung verursacht wird. Durch
die experimentelle Steifigkeitsauswertung ausschlieBlich in einem kleinen initialen Deh-
nungsintervall, kann auch in der Simulation die Materialdefinition auf linear elastisches
Materialverhalten reduziert werden. Der linear elastische Ansatz fiir das Material um
den Riss reduziert die notwendigen Materialparameter in der Simulation erheblich und
fiihrt so zu einer guten Vergleichbarkeit des Materialverhaltens zwischen der Simulation
und den Versuchen. Die Materialparameter sind in Tab. 2-1 aufgefiihrt. 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 fiir die Berechnungen.

Longitudinale Steifigkeit E? 161.0 [GPa]
Transversale Steifigkeit E? 9.00 [GPa]

In-plane Querkontraktionszahl vy, 0.32 [-]

In-plane Schubsteifigkeit GY, 518  [GPa]
Transversale Schubsteifigkeit Gy 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 fiir eine Zug-Schub und eine Druck-Schub Last-
kombination ermittelt. Fiir eine Druck-Schub Belastung wird ein reibungsfreier Kontakt
zwischen den Rissfronten definiert. Schliffbilder der Proben wéhrend 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, kdnnen beide Lastfdlle 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: Zwischenfaserbriiche in Laminaten mit einfacher und doppelter Lagendicke.

Die Randbedingungen an den Seiten der RVEs werden so definiert, dass die Bedingun-
gen der Periodizitdt erfiillt sind. In Dickenrichtung wird die Verschiebung nicht einge-
schrankt. Dementsprechend wirkt das RVE wie eingebettet in eine diinne laminierte
Platte in Form einer makroskopisch einheitlichen Anordnung von Elementen. Die freie
Verformbarkeit in Dickenrichtung entspricht am besten dem Verhalten eines diinnen
Laminats, da ein ebener Spannungszustand realistischere Verformungen erzeugt. Eine
Periodizitit in Dickenrichtung wiirde hingegen eine unendliche Lagenschichtung simu-
lieren. Die periodischen Randbedingungen an den RVE Seitenflachen 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].

Fiir die Bestimmung der effektiven Steifigkeitsmatrix der gerissenen Lage werden drei
generische Verschiebungsrandbedingungen aufgebracht. Die aufgebrachten Verschie-
bungen du 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
Krifte 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 6ffnet sich der Riss und die Rissfronten {ibertra-
gen keine Last in x-Richtung mehr. Die Spannungen in der mittleren 90° Lage in globale
x-Richtung (0, ) 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 a;,. Durch die Stérung im Spannungsfeld
und die abgeminderten Spannungen am Riss reduziert sich die Steifigkeit des RVEs.

(b)

Abb. 2-16:  Verformung und lokale Spannungen fiir a) RB1 und b) RB3.
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Fiir 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 tiber das Volumen des RVEs gemittelt abgeleitet. Die Methode der Volu-
men-Mittelung von makroskopischen Spannungen und Dehnungen ist detailliert in [50]
beschrieben. Es gilt:

1
Eij = Vf O'ij(x, v, Z) dV, (2-8)
%4
1 1

wobei I/ das Volumen und S die Begrenzungsrandfldche des RVE ist, u ist die Verschie-
bung am RVE Rand und n ist der Normaleneinheitsvektor. In dem angenommen Fall
eines einzelnen Schadigungsmodus mit Rissen senkrecht zu den Fasern konnen die ge-
mittelten Spannungs- und Dehnungsinformationen entsprechend Tab. 2-2 den RVE Si-
mulationen entnommen werden. Fiir die Auswertung der makroskopischen Spannungen
und Dehnungen in Tab. 2-2 auf Basis der Krifte und Verschiebungen am RVE sind die
ermittelten iiber das Volumen gemittelten Groflen in Vektordefinition iiberfiihrt. Die
Moglichkeit ergibt sich aus der symmetrischen Anordnung des Dehnungs- und Span-
nungstensors zweiter Ordnung.

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

RBI RB2 RB3
t C
. (*l) ,<_ 5&) 0 0
S S
. t ¢
Gemittelte g, 0 Suy _ Sy 0
Dehnung w )’ w
) ) o)
. ; 0 Bty
2s
E,
&, - 0 0
trvEW
Gemittelte ~ _ i
emittelte 5, 0 Y 0
Spannung trvES
E
5yx _ 5xy 0 0 yx
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2.6.3 Ergebnisse der diskreten Rissbetrachtung

Aus den makroskopischen Spannungen und Dehnungen im Model wird die effektive
RVE Steifigkeitsmatrix QQ]C,E bestimmt. Die effektive Nachgiebigkeitsmatrix der geris-
senen Mittellage wird dann durch Abzug der Steifigkeitsanteile der Nachbarlagen be-
rechnet:

- . t trve — t -1
5. = (071 (@4, 22 — 1@ QT (@I T E—5) [T00)]") |, (2-10)
C Cc
mit
_<5£’C> <5£'C> <5£’C> |
= = =
€x BC1 gy BC2 Eyx BC3
—t,c —t,c —t,c
At 9 _ 9 9 _ (2-11)
Qrve = |\ Ztc —t,c z )
€& /Bc &y BC2 Yx/ Bc3
—t,c —t,c —t,c
~t,c —t.C =
[\éx /pc1 &y BC2 €yx/ g3
der initialen Steifigkeitsmatrix des ungeschadigten Materials
E? Vo EY
0 0.0 0
1-vy 1—-vpva
Q° = V21Ef Eg (2-12)
0.0 0.0 0
T—vivay 1T—vipvy
0 0 2GY, |

und der Transformationsmatrix T wie sie in Gl. (2-5) definiert wurde. Da angenommen
wird, dass die Risse gleichméBig in allen Lagen verteilt sind, wird die Nachgiebigkeits-
matrix jeder Lage Sy, entsprechend Gl. (2-7), durch die aus den RVE Ergebnissen er-
mittelte Nachgiebigkeitsmatrix S, reprisentiert.

Die Ergebnisse der RVE Studie fiir den effektiven transversalen Steifigkeitsmodul £,
der gerissenen Lage ist in Abb. 2-17 gezeigt. Die Ergebnisse flir das Material IM7-8552
sind normiert mit dem ungeschidigten Modul E?. Der effektive Steifigkeitsmodul wird
aus der effektiven Nachgiebigkeitsmatrix der Einzellage in Gl. (2-10) als £, = $,,
bestimmt.
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Normierter Effektiver Transversal-Modul E»/E;° [-]

ae+u Numerische Ergebnisse 1-fach

—— Approximation 1-fach
0.1 ae oo Numerische Ergebnisse 2-fach
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Abb. 2-17: Normierter effektiver transversaler E-Modul in Abhéngigkeit von der Winkeldiffe-
renz.

Aus den Kurven geht hervor, dass der Modul mit zunehmender Rissdichte abnimmt.
Gleichzeitig variiert das Verhalten fiir Aufbauten mit einfacher und zweifacher Lagen-
dicke. Eine Verdnderung der nichtlinearen Gestalt der Kurven resultiert aus der La-
genorientierung der Nachbarlagen. Die numerischen Ergebnisse bilden Winkeldifferen-
zen AG = 90°,80°,60° 30° ab. Bei einem 0°/90° Laminat entspricht die Winkeldiffe-
renz 90° und der Widerstand gegen eine Rissoffnung ist maximal. Der richtungsabhén-
gige Steifigkeitsunterschied in Lastrichtung zwischen den Lagen veridndert den Wider-
stand gegeniiber einer Risso6ffnung. Dies ergibt das beobachtete Merkmal, dass mit zu-
nehmender Winkeldifferenz die transversale Steifigkeitsreduktion sinkt.

Die RVE Berechnungen wurden fiir einige definierte Rissdichten durchgefiihrt, um die
entsprechenden normierten transversalen Steifigkeitsreduktionen zu ermitteln. Fiir eine
kontinuierliche Beschreibung des Zusammenhangs zwischen dem effektiven Lagen-
Modul und der Rissdichte, wurde ein Kurven-Fit ermittelt. Die Verdnderung des trans-
versalen Steifigkeitsmoduls ist durch GI. (2-13) abgebildet, wobei angenommen wird,
dass die Rissdichte 6 und die Winkeldifferenz zwischen den Lagen A6 nicht-interagie-
rend sind:

A~

22 = (FONF@O) = (A () + By (D1 + G cos@O} 41 (-13)

Die Parameter A, By, und Cy,- 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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fiir 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.
A Ber Cer
Einfache Lagendicke 0.007 -0.15 0.16
Zweifache Lagendicke 0.03 -0.31 0.08

Die Ergebnisse der RVE Studie fiir den effektiven Schubmodul G;, normiert mit dem
ungeschidigten Schubmodul G2, 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 Verdanderung des Schub-
moduls folgt zu

612

co = F(OHF(A0)} = {A451(6)? + B (6)H1 + Cy cos(40)} + 1. (2-14)
12

Normierter Effektiver Schubmodul G12/G1,° [-]
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0.2 —— Approximation 1-fach
0.1 ase oo Numerische Ergebnisse 2-fach
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0
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Abb. 2-18: Normierter effektiver Schubmodul in Abhéingigkeit von der Winkeldifferenz.
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Die Parameter Ay, Bg; und Cg;, welche in Tab. 2-4 gezeigt sind, wurden fiir eine konti-
nuierliche Abbildung der Schubsteifigkeit aus den RVE Ergebnissen ermittelt.

Tab. 2-4: Kurven-Fit Parameter zur Bestimmung der effektiven Schubsteifigkeit.
Asl le Csl
Einfache Lagendicke 0.0045 -0.11 -0.16
Doppelte Lagendicke 0.015 -0.21 -0.10

2.6.4 Ergebnisse fur die Steifigkeitsreduktion in einer
Einzellage

Aus den RVE Ergebnissen konnen der effektive transversale Steifigkeitsmodul und der
effektive Schubmodul einer gerissenen Lage in Abhingigkeit von der Rissdichte ermit-
telt werden. Wenn in den Einzellagen eines Laminats ein kombinierter Spannungszu-
stand auftritt sind diese beiden Module verantwortlich fiir das globale axiale Probenver-
halten, da sie die axiale Laminatsteifigkeit E, bestimmen. Abhéngig vom Belastungs-
und Risszustand verindert sich der Anteil der Reduktion von E, und G;, an der Lami-
natsteifigkeitsreduktion. Das Konstitutivverhalten einer gerissenen Lage kann durch die
Nachgiebigkeitsmatrix in Gl. (2-7) beschrieben werden, wobei E,/EJ = §%,/S,, und
G12/GY, = SO/ Se6 gilt. Um die sich verdndernden 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 Veridnderung der beiden Mo-
dule auf Lagenebene in Abhédngigkeit 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 Modulverhiltnisses 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 représentieren die diskreten Ergebnisse aus den
RVEs. Die Ergebnisse deuten darauf hin, dass die Lagendicke keinen Einfluss auf das
Verhiltnis der beiden Nachgiebigkeiten hat. Diese Eigenschaft des geschidigten Lami-
natverhaltens kann genutzt werden, um die Anzahl der notwendigen Parameter fiir 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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4.5

ae+uNumerische Ergebnisse 1-fach
4.0 s »uNumerische Ergebnisse 2-fach e

————— Approximation 1-fach/2-fach ’,/’/

Normierte Nachgiebigkeit 5;2/52,° [-]

Normierte Nachgiebigkeit Se6/S66° [-]
Abb. 2-19:  Zusammenhang der normierten effektiven Lagennachgiebigkeiten fiir IM7-8552.

Die normierte effektive transversale Nachgiebigkeit wird durch folgenden Ausdruck als
Funktion der normierten effektiven Schubsteifigkeit und der Winkeldifferenz definiert:

2

S22 — {A’ <k> + B <k> — (A" + B’)} {1+ C'cos(AB)?} + 1. (2-15)

0 0 0
522 566 566

Durch einen Kurven-Fit der Ergebnisse wurden die Parameter flir das Material IM7-
8552 als A" = 0.666 und C' = 0.83 gefunden. Der lineare Term konnte fiir die unter-
suchten Bedingungen vernachlissigt werden (B’ = 0). Der hier gezeigte Zusammen-
hang wird genutzt fiir 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 fiir diesen Zustand in den Lagen ermittelt werden, dass S,, = S2, bezie-
hungsweise £, = E? gilt.

Die Studie bietet mit dieser Fit-Funktion eine kontinuierliche Information iiber die
Kopplung der Degradation von Transversal- und Schubsteifigkeit, um die effektiven
Einzellagenmodule aus der gemessenen Laminatsteifigkeit zu bestimmen. In Abhédngig-
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 Anderung der Lagen-
Nachgiebigkeiten in Gl. (2-7) und mittels der klassischen Laminattheorie (CLT) in GI.
(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 fiir verschiedenartige symmetrische Laminate giiltig 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 fiir £30° und +40° Laminate aus transversalem Druck und
Schub. Fiir das £50° Laminat setzen sie sich aus transversalem Zug und Schub zusam-
men. Fiir diese Laminate bleibt das Vorzeichen der transversalen Normalspannung bis
zum Bruch der Proben gleich, auch wenn eine Faserrotation den Winkel der Lagen ver-
andert. Das +45° Laminat erfdhrt zu Beginn eine transversale Zugspannung, welche sich
aber durch die Faser-Neuorientierung zu einer transversalen Druckspannung verédndert.

In Abhéngigkeit von den sich entwickelnden transversalen Spannungen, sind unter-
schiedliche Gleichungen zur Losung der Steifigkeiten auf Lagenebene erforderlich. Der
Zusammenhang der Laminatnachgiebigkeit in GI. (2-3) und der Summation der Nach-
giebigkeiten iiber alle Lagen (k=1...n) in Gl. (2-4) ergibt
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Abb. 2-20: Ausgewertete experimentelle lokale Spannungsentwicklung in den Lagen verschiede-
ner Winkellaminate unter axialer Zugbelastung [47].

Fiir Laminate mit einfacher Lagendicke gilt entsprechend den Experimenten n = 16 und
fiir Laminate mit doppelter Lagendicke n = 8. Zur Vereinfachung der Losung wird eine
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homogene Steifigkeitsreduktion in allen Lagen des Laminats angenommen. Unter Be-
achtung der Faserrotation folgen die degradierten Steifigkeiten fiir transversalen Druck
als:

E, _ E, _ Giy _ 1
E? Gl See(EL EQ, v, Ey, 0')GY,

(2-17)

) )

E_S =
Da nur G, fiir die Reduktion der Laminatsteifigkeit verantwortlich ist, kann eine Lo-
sung direkt gefunden werden. Fiir den Fall, dass transversaler Zug in den Lagen herrscht,

kann das Gleichungssystem zur Losung der reduzierten Materialeigenschaften folgen-
dermaBen aufgestellt werden:

E, ) E, 1 Gio 1
BB GG @ SERRROE
52, \GY,

mit

~§22 612 sz i sz
== )=14 (=) +B' (=2 - @ +B' {1+ cos(26)33+1.  (2-19)
S22 \G12 G1z G12

Im Gegensatz zu Druck, miissen die effektiven Steifigkeiten E, und G, unter Zug zu-
sammenhédngend bestimmt werden. Dieses Problem kann mit Hilfe eines iterativen An-
satzes gelost werden. Fiir transversale Zugspannung kann der Ausdruck fiir S,,/S9,
durch Gl. (2-19) ersetzt werden. Eingesetzt in die Gleichung fiir G,,/G?2, kann die ef-
fektive Schubsteifigkeit der Einzellagen berechnet werden. Notwendige Parameter sind
die ungeschidigten 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 ungeschadigten Materialeigenschaften von IM7-8552 sind in Tab. 2-1 aufgefiihrt.
Der aktuelle Faserwinkel 8" wird durch die experimentellen Ergebnisse entsprechend
Gl. (2-1) bestimmt. Das detaillierte Losungssystem fiir die Gleichungen (2-17) und
(2-18) ist in Anhang A.b gezeigt.

Die Ergebnisse der normierten effektiven Steifigkeiten der Einzellagen, der normierte
Schub- G;,/GY, und der Transversalmodul E,/EY, 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 Schiadigung 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. Wiéhrend aller getesteten Zyklen entspricht die effektive Stei-
figkeit der initialen Steifigkeit des Materials. Um die Ergebnisse der Auswertung zu
bestdtigen, wurden nachfolgend von einigen ausgewihlten Proben Schliffbilder ange-
fertigt. Dabei wurden keine Zwischenfaserbriiche in den Lagen gefunden, was bestétigt,
dass tatsdchlich keine Schiadigung auftritt und die Auswertemethodik verlédssliche Er-
gebnisse liefert.
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Abb. 2-21: Experimentelle Ergebnisse der normierten effektiven Schubsteifigkeit G12/G1?’ der
Einzellagen eines £30° und +40° Laminats.

Die Ergebnisse der +45° Proben weisen hingegen auf eine ausgeprigte Schadigungsent-
wicklung hin. Schliftbilder zeigten fiir diese Laminate auch eine Anhidufung von Zwi-
schenfaserbriichen. 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
hoheren Axialdehnungen nimmt die effektive Steifigkeit ab, was darauf hindeutet, dass
dann Risse entstehen. Der Verlauf der normierten Steifigkeiten in Abb. 2-22 ldsst darauf
schlieBen, dass fiir 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 hoherer Axialdehnungen nimmt die Schadi-
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 gewihlt, da diese Zusténde nur bei transversaler Zugbelastung
relevant sind und diese nur in dem zyklischen Versuchsablauf auftreten. Bei grof3eren
Verformungen wechselt der Spannungszustand in den Lagen von Zug auf Druck. Dieser
Ubergang wird bei kontinuierlicher Belastung nur einmal durchlaufen, wihrend bei stu-
fenweisen Belastung infolge der Entlastung der Ubergang 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 Ubergang auf
Druckbelastung keine Reduktion der transversalen Steifigkeit stattfinden, da die Riss-
fronten zusammengedriickt werden und die Last {ibertragen wird.
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Abb. 2-22:  Experimentelle Ergebnisse der normierten effektiven Steifigkeiten £2/E>’ und
G12/G12° der Einzellagen eines +45° Laminats.

Bei den +£50° Laminaten weist die Auswertung ebenfalls auf eine Schidigung hin. Die
Steifigkeitsreduktion beschrinkt 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 Riickschluss gaben auch
Schliffbilder, die nur vereinzelte Zwischenfaserbriiche beobachten liefen.
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Abb. 2-23:  Experimentelle Ergebnisse der normierten effektiven Steifigkeiten £2/E>’ und
G12/G12° 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 gro3e 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 Steifigkeitsverhiltnisses E, /EQ bewirkt. Dies muss bei der Auswertung der
Lagensteifigkeiten beachtet werden. Wie die Abbildung zeigt, wiirde der vorhergesagte
effektive Schubmodul ohne die Beachtung der Faserrotation iiber die initiale Schubstei-
figkeit des ungeschéidigten Materials ansteigen. Das ist im physikalischen Sinne unmdog-
lich. Mit Beachtung der Faserrotation verlauft der effektive Modul nahezu dquivalent zu
dem initialen Materialkennwert, man ermittelt somit keine Schadigung.
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Abb. 2-24:  Vergleich der ausgewerteten normierten Schubsteifigkeiten eines £40° Laminats in
Abhiingigkeit von der Beachtung der Faserrotation.

Um die Abhingigkeit von laminataufbauabhéngigen Materialprozessen zu untersuchen,
werden die Ergebnisse der Steifigkeitsreduktion mit experimentellen Versuchskurven
von kontinuierlich bis zum Endversagen belasteten Proben verglichen. Ein Vergleich
der Spannungs-Dehnungs-Verldufe von £40° und +45° Laminaten in Abb. 2-25 zeigt,
dass nur die +45° Proben einen unterschiedlichen Verlauf abhingig von einfacher oder
zweifacher Lagendicke besitzen. Die £45° Laminate weisen eine starke Steifigkeitsre-
duktion verursacht durch die Zwischenfaserbruchanhidufung auf. Fiir die +40° Proben
konnte keine Schadigung beobachtet werden. Bei diesem Laminataufbau besteht gleich-
zeitig keine Abhéngigkeit der Nichtlinearitéit von der Clusterart. Beide Laminate weisen
in den Lagen einen grof3en Schubspannungsanteil auf, wodurch eine signifikante Nicht-
linearitdt aus plastischer Verformung resultiert. Damit folgt aus den Ergebnissen der
+45° Winkellaminate, dass die unterschiedliche Ausprigung des nichtlinearen Span-
nungs-Dehnungs-Verlaufs aus der unterschiedlich starken Schubsteifigkeitsreduktion
infolge der Schidigung resultiert. Schiadigungsprozesse sind somit die einzige Quelle
fiir eine Anderung der Nichtlinearitit. Damit muss die Schiidigung als laminatabhiingige
Eigenschaft betrachtet werden. Im Gegensatz dazu, unterliegen andere Quellen fiir
nichtlineares Spannungs-Dehnungs-Verhalten keinem Einfluss des Laminataufbaus. So-
mit sind das plastische Verhalten und die Faserrotation materialinhérent. Fiir eine Simu-
lation des Konstitutivverhaltens eines Laminats miissen Schidigungsentwicklung und
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Schéadigungsauswirkung somit in Abhingigkeit von dem Laminataufbau bestimmt wer-
den.
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Abb. 2-25: Zusammenhang zwischen lagendickenabhiingiger 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
ermoglicht die einfache Bestimmung sowohl der transversalen als auch der Schubstei-
figkeitsreduktion in einzelnen Lagen eines Laminats. Diese GroBen sind nicht direkt
messbar, aber als Validierungsbasis filir die Entwicklung eines Materialmodells fiir die
Vorhersage des Konstitutivverhaltens bei einer Schiadigungsentwicklung unerldsslich.
Durch die Beachtung der nichtlinearen Materialprozesse in der Auswertung der gemes-
senen Laminatsteifigkeit ist es moglich, eine verldssliche Aussage dariiber zu treffen,
welche Nichtlinearitétsprozesse laminatabhingig sind und welche als materialinhérent
betrachtet werden konnen. Gleichwohl wurden einige Annahmen getroffen, um diese
Auswertung zu ermdglichen. Um die Auswertung zu vereinfachen, wird bei den +45°
Laminaten keine Delamination bei der Bestimmung des Verhiltnisses der transversalen
Normal- und der Schubsteifigkeit betrachtet. Wie angefertigte Schliftbilder zeigten, tre-
ten lokale Lagenablosungen allerdings bei groen Verformungen auf. Fiir eine exakte
diskrete Betrachtung, miisste 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 wéhrend 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
konnen die Ergebnisse als verlédsslich und der Fehler als gering angesehen werden.






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
Schadigung gekoppelt mit anderen Nichtlinearititsmechanismen abzubilden. Die darin
enthaltenen Ansitze bestimmen interaktiv die Auswirkung folgender nichtlinearer Ma-
terialprozesse auf das globale Laminatverhalten:

1. Verformungsinduzierte Faserausrichtung
Die Fasern richten sich in Abhéngigkeit von der Verformungsrichtung aus.

2. Nichtlineare longitudinale Elastizit:it
Kohlenstofffasern weisen eine lastabhéngige Steifigkeitsverdnderung auf.

3. Plastizitat im Matrixmaterial
Plastische FlieBvorginge in der Matrix fithren zu einem Erweichen.

4. Schadigung vor dem Endversagen der Probe
Eine diffuse Mikroschddigung, Delaminationen und Zwischenfaserbriiche fiih-
ren zu einer Steifigkeitsreduktion.

Das Konstitutivmodell, dessen schematischen Ablauf Abb. 3-1 zeigt, basiert auf einer
ganzheitlichen Laminatbeschreibung fiir einen ebenen Spannungszustand. Das Konsti-
tutivgesetz ist als nutzer-definiertes Materialmodell VUMAT fiir 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 Betrachtungsmoglichkeit der Interaktion der einzelnen Lagen. Ein-
fliisse des Laminataufbaus auf das Konstitutivverhalten der einzelnen Lagen konnen ab-
gebildet werden, da eine Kopplung direkt im Rahmen des Modells besteht. Die Ubertra-
gung des Konstitutivverhaltens zwischen Laminat und Einzellagenebene erfolgt mittels
Klassischer Laminattheorie. Aus den globalen Dehnungen {&},,, des Laminats werden
zu Beginn durch eine Transformationsbeziehung die lokalen Dehnungen in den Einzel-
lagen bestimmt. Der Index k wird eingefiihrt, um eine betrachtete Lage im Laminat zu
definieren. Nach der Bestimmung des Konstitutivverhaltens auf Lagenebene, werden im
Anschluss die globalen Laminatspannungen {o },,, 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 fiir eine explizite Zeitintegration formuliert. Das ex-
plizite Modell hat den Vorteil, dass es ausgepragtes nichtlineares Verhalten stabil abbil-
den kann, wéhrend bei einem impliziten Losungsverfahren oftmals Konvergenzprob-
leme eine Losung verhindern.
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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 ermdglicht die Vorhersage des Spannungs-Deh-
nungs-Verhaltens auch bei groflen Strukturverformungen. Ein groBer Vorteil ist eben-
falls, dass Laminate ausgelegt werden konnen, bei denen in einzelnen Lagen ein
Schubspannungszustand herrscht, was in multidirektionalen Laminaten iiberwiegend
der Fall ist. Im Kontext der Schadigungsbewertung ermdglicht 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 Schadigungsentwicklung physikalisch
basiert iliberlagert werden. Zwischenfaserbruchschédigung tritt gewohnlich in Lagen
auf, bei denen die Last- und die Faserrichtung nicht gleich sind. Es treten kombinierte
Spannungszustéinde aus Zug und Schub auf, die jeweils eine andere Auswirkung auf die
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Entstehung und die Auswirkung von Rissen haben. Die genaue Vorhersage der Kompo-
nenten des lokalen Spannungsvektors ist daher entscheidend. Die einzelnen Ansétze 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 gro3e Deformatio-
nen ist Gegenstand in einigen Verodffentlichungen, die diesen materialintrinsischen Me-
chanismus von Faserverbunden beschreiben [51-53]. Im Rahmen eines Konstitutivmo-
dells muss die Faserrotation beachtet werden, da eine Vernachldssigung des Prozesses
zu einer Verdnderung des vorhergesagten Spannungs-Dehnungs-Verhaltens fiihren
wiirde. Nur durch die korrekte Bewertung der tatsichlichen lokalen Dehnungen in den
einzelnen Lagen, konnen die wahren Spannungen ermittelt und eine korrekte Schadi-
gungsbewertung ermoglicht werden. Zusétzlich beeinflusst die Faserrotation die Bewer-
tung des nichtlinearen Verhaltens eines Laminats, wodurch eine Vernachlédssigung zu
einer Fehlinterpretation des Einflusses anderer nichtlinearer Materialprozesse fithren
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 Ubertragung 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 materialinhdrente Orthotro-
pie auf. Die orthotropen Eigenschaften im Faser-Matrix-Verbund werden in Abaqus als
Material zugewiesen. Wihrend einer Schubverzerrung einer Lage werden durch Abaqus
die Starrkorperverschiebungen 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 Anderung 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 tatsdchlichen Faser-Matrix-Koordinatensystems einbezogen. Die
schematische Darstellung des Problems und die Losung 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) tatsiichliche 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 fiir die
Anwendung in einer expliziten Zeitintegration implementiert wurde, ist es inkrementell
formuliert. Zunéchst werden die Lagendehnungen aus der Laminatdehnung bestimmt.
Da von einer idealen Verbindung zwischen den Lagen ausgegangen werden kann, gilt
fiir das Dehnungsinkrement im Laminat-Koordinatensystem in jedem Zeitschritt

{dgk}xy = {dslam}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 8 und der
iiber die Zeitschritte aufsummierten lokalen Schubdehnung zu

O = 6 + arctan(e;,, ). (3-2)

Da zunidchst nur die globalen Dehnungen im Laminatkoordinatensystem als Input des
FE Programms zur Verfligung stehen, wird die Schubdehnung der Einzellagen in Ab-
héngigkeit von diesen berechnet:

£l2, = —S(ODCONey, +5(ODc(BDey, + (20D —s2(6D)) &y, (3-3)

wobei s = sin und ¢ = cos gilt. Um die lokalen Dehnungsinkremente im tatsidchlichen
Faser-Matrix-Koordinatensystem der Lagen zu erhalten, wird eine Transformations-
matrix entsprechend GI. (2-5) genutzt. Die lokalen Dehnungen ergeben sich durch die
Transformation entsprechend dem Rotationswinkel aus Lagenorientierung und verfor-
mungsinduzierter Faserrotation zu
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de, | = s2(6y) c2(6,) —2s(68,) c(6) || dey | . (3-4)

< de; ) c®(6x) s%(6x) 2s(6x) c(6y) dey
de1 k —s(6i) c(Br)  s(B) c(Bx)  c*(By) —s*(6y) dexy k

Durch die Bestimmung der Dehnungsinkremente der Einzellagen im jeweiligen Zeit-
schritt konnen 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 geschidigten Spannungsinkremente (d&;, dG,, dG;,)T . In den einzelnen
Lagen bestimmt. Durch die Transformationsmatrix konnen diese Spannungsinkremente
wieder in das globale Element-Koordinatensystem rotiert werden. Hierbei muss erneut
die verformungsinduzierte Faserrotation beachtet werden. Wéhrend diese bei der Deh-
nungstransformation als zusitzlicher 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 tatsich-
lichen Lagenwinkel 6, aber mit entgegengesetztem Vorzeichen definiert. Die Lagen-
spannungsinkremente im Laminatkoordinatensystem ergeben sich als

d&x CZ(Hk) Sz(ek) —25(0]() C(@k) d&l
day =| s*(6x) c?(6x) 25(6y) c(6x) ( d‘fz ) (3-5)
Ay k s(6) c(6r)  —s(6k) c(6r)  c*(6x) — s*(6;)] \ db12/

Durch die Einschrankung auf symmetrische Lagenaufbauten und einem angenommenen
ebenen Spannungszustand konnen die Spannungsinkremente des Laminats schlussend-
lich durch die Summation der geschddigten Lagenspannungsinkremente berechnet wer-
den:

PRTACCAN (3-6)

k=1

tiam _ 1
f {dak}xy = t
0

lam

{dalam }xy = t
lam

Eine Validierung des Ansatzes zur verformungsinduzierten Faserrotation wurde in [47]
fiir verschiedene Winkellaminate verdffentlicht. Dabei zeigte sich eine sehr gute Uber-
einstimmung zwischen der numerisch bestimmten Faserrotation im Modell und experi-
mentell gemessenen Ergebnissen mit dem eingesetzten DBK System.

3.2 Nichtlineare longitudinale Elastizitat

Die durchgefiihrten Experimente basieren auf dem Material IM7-8552, einem kohlen-
stofffaserverstirktem Epoxid. Eine materialinhdrente 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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Verdnderung des longitudinalen Steifigkeitsmoduls in Abhéngigkeit vom Belastungsni-
veau beachten. Die Ursache fiir die Versteifung mit zunehmender Belastung in Langs-
richtung der Fasern liegt an der mikroskopisch anisotropen Struktur der Kohlenstoftfa-
sern. Durch eine longitudinale Zuglast verbessert sich die Orientierung der unregelmai-
Big 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 Langsrichtung berechnet wird. Die
belastungsabhédngige Versteifung ist eine Eigenschaft der Kohlenstofffaser. Das Epo-
xidharz ist isotrop und weist dieses Merkmal nicht auf. Dadurch muss der funktionale
Zusammenhang zwischen Langssteifigkeit und Dehnung in Abhéngigkeit des Faservo-
lumengehalts bestimmt werden. Da fiir die Bestimmung im Rahmen dieser Arbeit so-
wohl fiir die Kalibrierung an reinen unidirektionalen 0° Laminaten, als auch fiir alle
anderen Laminate das gleiche Prepreg Material verwendet wurde, ist der Ansatz zulis-
sig. Der Steifigkeitsmodul in Faserrichtung einer Einzellage k wichst proportional mit
der Zugdehnung und sinkt dquivalent bei einer Druckdehnung [56]:

Ei, = EX(1+ kf &1,), (3-7)

wobei E der initiale Modul des Materials ist und der Parameter ks die Steifigkeitsver-
dnderung infolge einer longitudinalen Dehnung &;, 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 verdnderte ungesché-
digte und geschadigte Steifigkeitsmatrix zu bestimmen. Nur dadurch ist es mdglich, den
Spannungs-Dehnungs-Verlauf von Laminaten bei kontinuierlicher Belastung vorherzu-
sagen. Der notwendige Parameter fiir 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 Sensitivitdt fiir 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 k; 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 Elastizitditsmo-
dul in Faserrichtung (E5¢* /ED).
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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 Elastizitdtsmoduls 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.
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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 Plastizitat

Das im Rahmen dieser Arbeit untersuchte IM7-8552 Material enthélt im ausgehérteten
Zustand einen Matrixanteil von etwa 40%. Dieses duroplastische Polymermaterial be-
sitzt die Eigenschaft unter Krafteinwirkung plastisch zu flieBen wodurch auch nach der
Entlastung des Faserverbundes eine irreversible Formverdnderung verbleibt. Dieses
Phanomen wird verursacht durch eine Streckung und ein Entknédulen der Polymerketten.
Eine plastische Verformung wird bei Betrachtung eines ebenen Spannungszustands im
Wesentlichen durch die transversale Normalspannung o, und die longitudinale
Schubspannung o;, hervorgerufen. Ziel des Ansatzes zur Abbildung der Plastizitét 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 FlieBverhalten zu untersuchen. Zur Einbin-
dung des Plastizitdtsmodells in den Ablauf des globalen nichtlinearen Konstitutivmo-
dells fiir beliebige symmetrische Laminate muss die Akkumulation plastischer Dehnun-
gen unter multiaxialen Spannungszustéinden in den Lagen bestimmt werden. Gegenwér-
tige Plastizitdtsmodelle fiir Faserverbundwerkstoffe basieren im Wesentlichen auf dem
FlieBkriterium nach Hill [61], welches das Fliegesetz rein auf Basis des deviatorischen
Spannungstensors definiert oder dem FlieBkriterium von Drucker-Prager [62], welches
zusitzlich noch den Einfluss hydrostatischer Spannungszustéinde einbezieht. Die Theo-
rie beider Kriterien basiert auf einem vollsténdig interagierenden Verhalten der beteilig-
ten Spannungskomponenten. Sowohl das Hill-Kriterium, als auch das Drucker-Prager-
Kriterium konnen 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 FlieBkurve des Hill-Kriteri-
ums aus einer reinen quadratischen Spannungsinteraktion ergibt. Um den Einfluss der
jeweiligen Spannungskomponente auf die FlieBkurve zu definieren, miissen in experi-
mentellen Versuchen Parameter bestimmt werden. Fiir die FlieBkurve des Hill-Kriteri-
ums sind 6 Parameter notig, die in 6 Versuchen ermittelt werden konnen. Um das Ver-
halten einer Faserverbundlage zu beschreiben, wird in Faserrichtung gewohnlich linear
elastisches Verhalten vorausgesetzt. Dariiber hinaus kann eine transversale Isotropie an-
genommen werden. In [63] wird dafiir ein Modell vorgestellt, welches vereinfachend zu
Hill's Ansatz nur noch 2 zu bestimmende Parameter enthélt. Ein Modell fiir ebene Span-
nungszustinde basierend auf einem einzigen Parameter stellen Sun u. a. in [64, 65] vor,
wobei sie einzelne Parameter des Hill Kriteriums als materialintrinsisch fiir Faserver-
bunde spezifizieren und daher keine experimentelle Bestimmung dafiir bendtigen. Um
das Verfestigungsverhalten einer Einzellage zu definieren, schlagen sie eine einzelne
Masterkurve vor. Fiir deren Kalibrierung dienen verschiedene uniaxiale Zugversuche an
unidirektionalen Proben, welche in unterschiedlichen Winkeln belastetet werden.
Spencer [66] schldgt ein Kriterium basierend auf deviatorischen Spannungsinvarianten
vor, da er eine Unabhingigkeit von hydrostatischen Spannungszustdnden voraussetzt.
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Auch nutzt er fiir die Definition der FlieBregel nur Spannungsinvarianten, die unabhén-
gig von der Faserspannung sind, wodurch der Betrag des plastischen Flusses nicht durch
longitudinale Normalspannungen beeinflusst wird. Ein Plastizitdtsgesetz fiir dreidimen-
sionale Spannungszustinde in Faserverbunden wird in [67] vorgestellt. Dort wird eine
hydrostatische Sensitivitdt der FlieBregel erreicht, indem eine Invariante einbezogen
wird, die einen linearen nicht-deviatorischen Spannungsterm in transversale Richtung
enthélt. Dadurch kann das unterschiedliche FlieBverhalten in Abhingigkeit 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 FlieBkriterium fiir faserverstirkte Polymere wurde
in [69] verdffentlicht. Darin wird ein angepasstes Drucker-Prager-Modell vorgeschla-
gen, welches eine Variabilitdt der hydrostatischen Sensitivitit und ein linear elastisches
Verhalten in Faserrichtung enthélt. Ein weiterer Modellierungsansatz wurde von Flat-
scher u. a. [70] fiir 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 fiir unidirektionale Faserverbunde orientieren. Fiir
beide Mechanismen werden eine separierte FlieBregel und ein zugeordnetes FlieBver-
halten bestimmt.

Fiir das reine Polymer ist es experimentell erwiesen, dass eine Interaktion der Span-
nungsterme o, und oy, den Betrag des plastischen Flusses beeinflusst. Fiir Faserver-
bunde mit einem hohen Faseranteil werden die FlieBvorgdnge hingegen abhingig von
der Lastrichtung stark separiert, da diese zwischen den Fasern auf unterschiedlichen
Ebenen stattfinden. Eine einheitliche Meinung herrscht in der Literatur dariiber, dass
eine Druckspannung das Schubabgleiten verzogert und damit die Festigkeit ansteigt. Im
Gegensatz dazu gibt es keinen verlésslichen experimentellen Nachweis, ob eine trans-
versale Normalspannung die Nichtlinearitdt im Spannungs-Dehnungs-Verlauf unter
Schub beeinflusst. Einige Veroffentlichungen zeigen experimentelle Auswertungen, die
einen Einfluss erkennen lassen [71, 72], widhrend andere Verdffentlichungen 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 abhingt und diese stark von anderen Einfliissen, wie der Faserrotation, verfalscht
sein kann. Testergebnisse von Swanson u. a. [73] fiir das Carbon/Epoxid Material AS4-
55A sind in Abb. 3-5 gezeigt. Die Resultate lassen keinen Einfluss von g, auf die Schub-
nichtlinearitit 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 Plastizitdtsmodell enthélt ein unabhingiges FlieBgesetz in der
Annahme, dass es bei hohen Faservolumengehéltern nahezu keine Interaktion zwischen
transversalen Normal- und longitudinalen Schubspannungen gibt. Physikalisch betrach-
tet bedeutet dies, dass in Reaktion auf eine Schubspannung o7, die Fasern und die Mat-
rix entlang der Fasern abgleiten, wihrend das Flieen unter transversaler Normalspan-
nung o, senkrecht zu den Fasern stattfindet. Die unterschiedlichen FlieBprozesse sind

in Abb. 3-6 schematisch dargestellt.

Einzellage 1

Longitudinale Transversale
Schubbelastung Belastung

< L

— I

Abb. 3-6:  Verschiedene Flievorginge in einer Einzellage in Abhéingigkeit der Belastung.

Als Input fiir das Plastizitdtsmodell 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 d&; linear in den elastischen Anteil d&€;, und den plastischen
Anteil deP,, zerlegt werden kann:

dek = deek + depk. (3-8)

Der plastische Anteil des Dehnungsinkrements wird in dem unabhingigen FlieBgesetz
entweder durch die transversale Plastizitit oder durch die longitudinale Schubplastizitét
kontrolliert. Dazu wird eine unabhingige nicht-assoziierte FlieBregel angewendet, wel-
che sich entsprechend der plastischen Potentiale g, und gg; definiert zu

(3-9)

sl12

T agt agt agl '
— p p p = . - -
dePy = (dgtrp detrz’ de ) Kk (d/ltr doy  Aer do, s 60'12> k'

Dabei sind dA;,- und dAg; nicht-negative plastische Skalare, die den Betrag des plasti-
schen transversalen Dehnungsinkrements und des Schubdehnungsinkrements definie-
ren. Da Polymerwerkstoffe von hydrostatischen Druckzustdnden beeinflusst werden, ist
das FlieBverhalten einer Faserverbundlage abhingig davon, ob ein Druck- oder Zugzu-
stand im Matrixmaterial herrscht. In verschiedenen experimentellen Studien in der Lite-
ratur wurde das Phdnomen der hydrostatischen Sensitivitit bei gleichzeitig allseitigem
Druck (g, = 0, = 03) untersucht [76—81]. Da der hydrostatische Einfluss auf das plas-
tische Verhalten der Einzellage durch das Matrixmaterial bedingt ist, wird die Fliebe-
dingung definiert durch die Fliefunktion

ay (E
ftr = O'terf = |O'2k| +?T (E_mo-lk + 0-2]()' (3_10)
1k

wobei E,, die Steifigkeit des Matrixmaterials und a;, der transversale hydrostatische
Sensitivititsparameter sind. Ein einfaches mikromechanisches Modell basierend auf der
Mischungsregel wird genutzt, um die longitudinale Spannungskomponente in der Mat-
rix entsprechend dem Verhiltnis aus Harzsteifigkeit und Einzellagensteifigkeit zu be-
rechnen. Das Verfestigungsverhalten des Faserverbundmaterials in den beiden Flie$3-
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 Plastizititsmodell wird die effektive transversale

Spannung aterf dquivalent zur FlieBfunktion definiert.

Es wird davon ausgegangen, dass der plastische Fluss keinen Einfluss auf die Volu-
mendnderung des Materials hat. Dementsprechend wird die Funktion fiir das plastische
Potential fiir eine transversale Spannung definiert als

Ger = |02, |- (3-11)
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Mit der entsprechenden nicht-assoziierten FlieBregel kann das Spannungsinkrement mit
Hilfe des plastischen Potentials g;,- berechnet werden:

ag
doe, = Q° (de, — dep,, ) = Q°, (dek o aa d/ltrk> (3-12)

wobei doy,., = (dal o 402, O)T die von der transversalen Plastizitit beeinflussten La-
genspannungen sind und Q° .. die ungeschidigte elastische Steifigkeitsmatrix darstellt
(wobei der nichtlineare longitudinale Elastizititsmodul E; , fiir die Bestimmung genutzt
wird). Fiir die Berechnung der Spannungsinkremente muss der transversale plastische
Skalar dA;, bestimmt werden. Wahrend der plastischen Deformation muss der momen-
tane Spannungszustand immer auf dem Rand der FlieBfldche verbleiben. Um dies wih-
rend der Verformung zu gewéhrleisten, muss die Konsistenzbedingung erfiillt sein. Sie
ergibt sich fiir eine transversale Verformung zu

aftr ftr ef
do, = de,”, -
doy T agef Er (3-13)

tr

wobei det die inkrementelle effektive plastische Dehnung ist. Diese wird definiert als

deff = |deP. :ds? (3-14)

trr’ trg’
Mit den Gleichungen (3-12) und (3-13) folgt fiir den transversalen plastischen Skalar
aftr QO dSk
HP agtr agtr aftr Qo agtr’
ao'k ao'k a()'k k a()'k

wobei AP = Oatf / 68 die Ableitung aus effektiver Spannung und effektiver plasti-

Ay, =

(3-15)

scher Dehnung ist. Dlese 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 fiir uniaxiale Druck- und
reine Zugbelastung dargestellt. Es zeigt sich, dass durch die hydrostatische Sensitivitit
die plastischen Verformungen unter Zug stirker sind. Allerdings wird unter uniaxialer
Zugbelastung kaum ein FlieBen erreicht, da die Zugfestigkeit des unidirektionalen Ma-
terials im Vergleich zur Druckfestigkeit wesentlich niedriger ist. In einem Laminat kon-
nen hingegen wesentlich hohere Dehnungen in den 90° Lagen erreicht werden. Solange
die Decklagen die Integritit des Laminats aufrechterhalten konnen, findet in den trans-
versalen Lagen eine Zwischenfaserbruchanhdufung statt, wobei gleichzeitig hohere
Zugbelastungen moglich sind.
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Abb. 3-7: Transversale effektive Spannungs-Dehnungs-Masterkurve und uniaxiales Verhalten

unter Druck und Zug fiir IM7-8552 (Druck mit umgekehrtem Vorzeichen).

Um die durch longitudinale Schubspannungen hervorgerufene plastische Deformation
zu beschreiben, wird eine weitere FlieBfunktion eingefiihrt:

ag E
fSl = O-terf = |O-12k| +?S (E_To-lk + O-2k>. (3-16)

Das entsprechende plastische Potential fiir longitudinale Schubspannungen ist

gst = | 012, ] (3-17)

Um der Unabhéngigkeit der FlieBprozesse zu geniigen, muss unter plastischer Schub-
verformung eine andere Konsistenzbedingung erfiillt sein. Diese ist in Abhéngigkeit der
longitudinalen SchubflieBfunktion

0fsi fs1 | er
do, = — de, -

sl

wobei deflf = ’dsflk: deflk die inkrementelle effektive plastische Schubdehnung ist.

Wie bei der transversalen Plastizitit wird eine nicht-assoziierte FlieBregel angenommen.
Dadurch lasst sich das longitudinale Spannungsinkrement definieren als

0gsi
doy, = (0,0,doy,)", = Q°, (dsk - aTidAs,k) (3-19)
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Der Betrag des plastischen Flusses wird dquivalent durch einen longitudinalen plasti-
schen Skalar berechnet. Dieser ergibt sich aus Gl. (3-18) und (3-19) und in Abhéngigkeit
der Komponenten des transversalen Spannungsinkrements zu

E
% (E_f; doy, + dsz) + Q2 (sgn (012, )derz,)

o [09s1.995 0’ g0 29
p st sl sl o YYsi

HSl aa'k'aak+00'k Q k ao'k

Der Zusammenhang zwischen longitudinaler effektiver Spannung und Dehnung wird

aus der Schubplastizitits-Masterkurve bestimmt. Der Verlauf der Masterkurve fiir das
Material IM7-8552 ist in Abb. 3-8 dargestellt.

d/lslk =

(3-20)
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Abb. 3-8:  Masterkurve fiir longitudinale Schubplastizitiit fiir das Material IM7-8552.

Mittels der plastischen Skalare dA;,, und d4g;, konnen 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
schlieBlich aus den rotierten totalen Dehnungsinkrementen und den ermittelten plasti-
schen Dehnungsinkrementen zu

{de®}12 = {dey — dePy}, = (dgf,dfze,dgfz)Tk- (3-21)

Diese dienen als Eingangsgroflen fiir das Schadigungsmodell, welches im Anschluss
eine mogliche Schidigung ermittelt und auf dieser Basis die geschiadigten Spannungs-
inkremente berechnet. Die schematische Darstellung des Ablaufs der Berechnung der
elastischen Dehnungen im Rahmen des Plastizititsansatzes 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 Plastizitiitsmodells im nichtlinearen Konstitutivmodell.

Ein entscheidender Faktor fiir die Verldsslichkeit des Plastizitdtsmodells ist die korrekte
Bestimmung der notwendigen Materialparameter. Ziel des Modells ist es, mit moglichst
wenigen zu kalibrierenden Faktoren die plastischen Verformungen aufgrund von multi-
axialen Spannungszustianden in den Lagen akkurat abzubilden. Dafiir miissen zum einen
die hydrostatischen Sensitivitdtsparameter und zum anderen die Masterkurven jeweils
fiir beide FlieBvorgénge in transversale und longitudinale Richtung bestimmt werden.
Um den Einfluss hydrostatischen Drucks auf das plastische FlieBen zu ermitteln, sind
aufwendige experimentelle Testvorrichtungen nétig. In [76] wird ein Verfahren vorge-
stellt, bei dem Druckversuche an unidirektionalen 90° und 45° Laminaten in einem
Hochdruckkessel unter Einwirkung von Ol ausgefiihrt 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 dquivalente Versuche mit
dem Material IM7-8552 nicht vorliegen und im Rahmen der Arbeit auch nicht durchge-
fiihrt wurden, werden die hydrostatischen Sensitivitdtsparameter an dem Scotchply Ma-
terial ermittelt und aufgrund der dhnlichen Zusammensetzung fiir das Material IM7-
8552 iibernommen. Um ein anderes Material zu charakterisieren, miissten gegebenen-
falls die vorgeschlagenen Experimente durchgefiihrt werden. Die Auswertung der Ex-
perimente zur Bestimmung von a;, und ag; erfolgt mit Hilfe einer numerischer Analyse.
Zunichst werden die Masterkurven fiir transversale und longitudinale Plastizitdt aus Er-
gebnissen unter Atmosphérendruck bestimmt. In einem FE-Modell werden dann die
Randbedingungen in zwei Schritten angelegt. In einem ersten Schritt, wird zunachst der
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hydrostatische Druck auf alle Oberfldchen des Modells aufgebracht und in einem zwei-
ten Schritt werden die Ober- und Unterseite des Modells mit einem Druck belastet.
Durch eine iterative Annidherung werden schlieBlich passende hydrostatische Parameter
ermittelt, mit denen die vorliegenden mit Hochdruck belasteten Spannungs-Dehnungs-
Verlaufe der Drucktests bestmoglich getroffen werden konnen. 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 Driicken. Durch die korrekte numeri-
sche Bestimmung der Kurvenverldufe wird davon ausgegangen, dass die hydrostati-
schen Sensitivitdtsparameter korrekt ermittelt wurden.
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Abb. 3-10: Korrelation von Versuchs- und Simulationsergebnissen an Experimenten unter hyd-
rostatischem Druck mit dem Material Scotchply SP-319 (Experimente [76]).

Zusitzlich zu den hydrostatischen Parametern fiir transversale und longitudinale Belas-
tung miissen die beiden Masterkurven fiir ein spezifisches Material ermittelt werden.
Einen entscheidenden Einfluss auf die Genauigkeit der Modellergebnisse hat die kor-
rekte Bestimmung des materialinhdrenten Verfestigungsverhaltens in Form der Master-
kurven fiir 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 hoher ist als
unter Zug und daher das reprisentative FlieBverhalten bis zu einer hoheren Dehnung
ausgewertet werden kann. Allerdings entspricht die Druckkurve nicht genau der Mas-
terkurve, da diese durch die hydrostatische Sensitivitdt beeinflusst wird. Dementspre-
chend muss zundchst der transversale hydrostatische Parameter bestimmt werden, um
den Verlauf der Masterkurve dann im nédchsten Schritt iterativ aus dem Druckversuch
zu kalibrieren. Um die longitudinale Schubmasterkurve direkt zu bestimmen, wire ein
reiner Schubzustand in einem Versuchsablauf notwendig. Da in einigen Laminataufbau-
ten grofle Schubverformungen erreicht werden konnen, ist es erforderlich, die Master-
kurve auch bei hohen Dehnungen korrekt zu ermitteln. Wie weiter oben bereits darge-
legt, gibt es leider keine verldssliche 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 Schadigungsentwicklung den Span-
nungs-Dehnungs-Verlauf beeinflusst. Eine Moglichkeit die Masterkurve bis zu hohen
Schubdehnungen zu ermitteln bietet eine +40° Probe. Wie gezeigt wurde, wird deren
Spannungs-Dehnungs-Verhalten nicht durch eine Schidigung beeinflusst. Da allerdings
kein reiner Schubspannungszustand in den Lagen herrscht und auch eine Faserrotation
die Steifigkeit verdandert, muss die Schubmasterkurve aus dem Ergebnis iterativ kalib-
riert werden. Die Masterkurve wird dazu solange angepasst, bis in Abhéngigkeit 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 Plastizititsgesetz umfassend zu validie-
ren. Da besonders die Interaktion mit anderen nichtlinearen Materialprozessen zu Fehl-
interpretationen der physikalischen Ursachen eines nichtlinearen Verlaufs fiihren kann,
ist es wichtig verschiedene Laminate mit unterschiedlichen Spannungskombinationen in
den Einzellagen zu untersuchen. Zunichst werden nur Versuchs- und Simulationsergeb-
nisse betrachtet, die nicht durch Schédigung beeinflusst wurden. Einen Vergleich der
Spannungs-Dehnungs-Verldufe aus Experiment und Simulation fiir ein zugbelastetes
+40° Laminat und ein druckbelastetes unidirektionales 90° Laminat [75] zeigt Abb.
3-11. Beide nichtlineare Verldufe konnen sehr gut numerisch nachgebildet werden, da
diese Laminate zur Kalibrierung der Masterkurven genutzt wurden.
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Abb. 3-11:  Axialer Spannungs-Dehnungs-Verlauf von Experimenten und Simulationen fiir
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 Flieens der Matrix. Besonders gut wird diese
Interaktion bei kombinierten Spannungszustdnden im Vergleich des +15° und des +30°
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Laminats deutlich. Durch die Interaktion der Faserversteifung und der Plastizitdt in der
Matrix ergibt sich in dem +15° ein Laminatsteifigkeitsanstieg, wihrend die Laminatstei-
figkeit in dem £30° Laminat mit zunehmender Belastung abnimmt. Beide Materialpro-
zesse konnen interaktiv auf Basis des vorgeschlagenen Konstitutivmodells korrekt be-
stimmt werden. Die experimentellen Verldufe von unidirektionalen Proben [75], die in
Winkeln von 15°, 30°, 45° und 75° unter Druck belastet wurden, konnen ebenfalls sehr
gut mit dem Konstitutivmodell simuliert werden.
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Abb. 3-12: Spannungs-Dehnungs-Verlauf verschiedener zugbelasteter +0-Laminate und unidi-
rektionaler nicht in Faserrichtung druckbelasteter Laminate (OAC) aus IM7-8552.

3.4 Schadigung

Die Entwicklung von Zwischenfaserbriichen in einzelnen Lagen eines betrachteten La-
minats muss nicht zwangsldufig zum Verlust der strukturellen Integritét eines Bauteils
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fiihren. Dies gilt, solange andere Lagen die globale Lastiibertragung weiterhin gewéhr-
leisten konnen. Im Bereich der Laminatverfestigung, also dem Bereich in dem eine Last-
steigerung des Laminats moglich ist, fithren Schadigungsprozesse jedoch zu einer Re-
duktion der Steifigkeit in den betroffenen Lagen. Das Schadigungswachstum und dessen
Auswirkung auf die Steifigkeit miissen 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 Zwischenfaserbriiche nicht
geeignet. Aus diesem Grund wird ein Konzept gewéhlt, welches auf einer verschmierten
Schéadigungsbetrachtung basiert. Die Theorie dieser Ansétze wurde bereits vor einigen
Jahrzehnten entwickelt und unter dem Begriff der Kontinuumsschidigung zusammen-
gefasst. Durch die Definition eines Schiadigungsmodells auf Basis der Kontinuumsschi-
digungsmechanik lassen sich die reduzierten homogenisierten Steifigkeiten von Lami-
naten beschreiben. Es ist damit mdglich, die Auswirkungen der physikalischen Versa-
gensphénomene auf das konstitutive Verhalten eines angenommenen Kontinuums auf
Einzellagen-Ebene mathematisch zu beschreiben.

Zur Beschreibung der Schadigungsentwicklung in dem entwickelten Modell werden ei-
nige Annahmen getroffen, welche fiir die Zwischenfaserbruchentwicklung in einzelnen
Lagen eines Faserverbundlaminats als wirksam gelten konnen:

e Das geschidigte Material kann als Kontinuum betrachtet werden

e Die Schidigung kann durch eine progressive Minderung einzelner Komponen-
ten der Steifigkeitsmatrix abgebildet werden

e Die Schiadigung wird als messbare Zustandsgré3e zur Beschreibung eines mo-
mentanen Zustands eines physikalischen Systems angesehen

Fiir ein eindimensional homogen geschéddigtes Material kann zur Definition der Schédi-
gung folgender skalarer Zusammenhang beschrieben werden [83]:

A
dzf mit0<d <1, (3-22)

wobei A die betrachtete Oberfliche des Kontinuumselements ist und A, die Flache der
Schadigung innerhalb der Fliache A beschreibt. Somit ergibt sich fiir d = 0 der unge-
schéddigte und fiir d = 1 der vollstdndig geschiadigte Zustand des Elements. Bei Zwi-
schenfaserbriichen kann davon ausgegangen werden, dass keine Lastiibertragung tiber
die geschidigte Flache stattfindet. Damit ergibt sich die wirksame Spannung ¢ aus dem
Widerstand gegen die aufgebrachte Kraft bezogen auf den Querschnitt A — A, [84]. Fiir
einen eindimensionalen uniaxialen Belastungsfall ergibt sich damit in einem betrachte-
ten Kontinuumselement
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&= = . (3-23)

Die Spannung o ergibt sich aus dem Verhiltnis der aufgebrachten Kraft und der gesam-
ten Oberflidche des Elements A.

Zur Beschreibung der Materialdegradation wird das Modell der wirksamen Spannung in
Verbindung mit der Annahme der Dehnungsiquivalenz [85, 86] angewendet. Fiir einen
eindimensionalen Fall besagt dieses Modell, dass die Dehnung ¢, verkniipft mit der un-
geschadigten Materialsteifigkeit E und belastet unter der wirksamen Spannung &, der
Dehnung des geschéddigten Materials entspricht, verkniipft mit der geschédigten Materi-
alsteifigkeit £ (1 — d) und belastet mit der Spannung o

o

= —E(l Y (3-24)

E =

3| Qi

Um die Definition der Kontinuumsschiadigung im Rahmen des Modells anzuwenden, ist
eine Beschreibung fiir den ebenen Spannungszustand notwendig. In Erweiterung von
Gl. (3-23) ergibt sich fiir den mehrdimensionalen Fall

G = M(D)o. (3-25)

Die makroskopischen Spannungen bezogen auf die Querschnittsflache einer Lage und
die wirksamen Spannungen im Material werden durch die Vektoren ¢ und & definiert.
Die Schiadigung wird beschrieben durch die Schadigungseinflussmatrix M (D) auf Basis
der Schadigungsmatrix D. Die Konstitutivbeziehung des homogenisierten geschddigten
Materials ergibt sich gleichzeitig durch Einfiihrung der ungeschéddigten Nachgiebig-
keitsmatrix zu

£ = M(D)S’. (3-26)

Mit einer in der Literatur oftmals getroffenen Annahme der in alle Richtungen ungekop-
pelten Schiadigung, ldsst sich eine rational sinnvolle Schadigungseinflussmatrix M (D)
definieren als [87-92]

M(D) = (I-D)}, (3-27)

wobei I die Einheitsmatrix ist. In der vorliegenden Arbeit wird die Dehnungs-Span-
nungs-Beziehung einer geschéddigten Einzellage mittels Gl. (2-7) mit den effektiven ge-
schiadigten Nachgiebigkeiten SZZ(EZ) und §66(@12) beschrieben. Es wurde bereits ge-
zeigt, dass die Materialkennwerte E; und ¥,, nicht von Zwischenfaserbriichen beein-
flusst werden. Damit ldsst sich die Nachgiebigkeitsmatrix einer Einzellage mittels der
irreversiblen Schidigungsvariablen d,, . und dgs .. und den ungeschédigten Materialei-
genschaften beschreiben:
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1 vy, 0
Elk E1k
0
Viy 1
Sdk =|— = 0 I (3-28)

Elk Eg(l - dzzk)

1
0 0

2G12(1 deek)

wobei £, die Verdnderung des initialen longitudinalen Elastizitatsmoduls E Y einer Ein-
zellage auf Grund einer aufgebrachten Belastung beinhaltet. Die Konstitutivbeziehung
in GI. (3-26) gilt unter der Annahme von linear elastischem Materialverhalten. Im allge-
meinen Kontext eines gekoppelten elasto-plastischen-Schiadigungs-Ansatzes [93-97]
ergibt sich somit fiir die inkrementelle Spannungs-Dehnungs-Beziehung mittels der ge-
schadigten Steifigkeitsmatrix Qdk:

dé, de; — del

<d52> =Q% | dey—deb |, (3-29)
dG12/ deip — def,/ |

wobei das totale Dehnungsinkrement in einen elastischen und einen plastischen Anteil
aufgeteilt wurde und damit de&®, = dg;, — d&P), gilt. Die plastischen Dehnungen wer-
den durch das Plastizitdtsmodell im Rahmen des nichtlinearen Konstitutivmodells be-
rechnet. Die Steifigkeitsreduktion als Folge von Zwischenfaserbriichen wird in einer
diskreten Abbildung anhand von RVE Rechnungen bestimmt. Hierbei wird die geschi-
digte Steifigkeitsmatrix nicht durch die Invertierung der Nachgiebigkeit in GI. (3-28)
definiert. Durch die Definition der Randbedingungen wird zur besseren Berechnung eine
andere Zuordnung der Schadigungsvariablen genutzt. Die geschidigte Steifigkeits-
matrix wird eingefiihrt als

Qf1 (d22)k (1 - dzzk)ng 0
Qdk = (1 - dzzk)sz (1 - dzzk)ng 0 ’ (3-30)
0 0 (1 - dee,, ) Qs

wobei dies der besseren Auswertung der RVE Ergebnisse dient, die Schidigung aber
dquivalent definiert ist. Neben dgg, = des . &ilt fiir die Reduktion der transversalen Stei-
figkeit



70 Nichtlineares Konstitutivmodell

(1 - dzzk)(l - szvé)ﬂ
1- (1 - &zzk)vfzvé)l .

dypy = 1 (3-31)

Die Schédigungsvariablen d;, und dgg, charakterisieren die Reduktion der initialen
Steifigkeitsmatrixkomponenten Q2, und Q2 einer Einzellage. Dabei gilt, dass mit zu-
nehmender Schiidigungsvariable die effektive Steifigkeit sinkt. Die Reduktion von Q7,
infolge einer Rissentwicklung kann ebenfalls durch d,,, beschrieben werden. Der trans-
versale Elastizititsmodul E, und die Querkontraktionszahl v,; verringern sich durch
Risse gleichmdBig. Durch die Definition der homogenisierten Steifigkeitsmatrix in GI.
(3-30) folgt fiir die Degradation der Materialeigenschaften:

dzzk(l - szv&))

E¢ =E%1-
2k 2 < 1- dzzkvfzvgl

0.,0

bd =0 <1 dzzk(l—V12V21)>

21 — V21 - 0.0 .
1- dzsz12V21

(3-32)

Dementsprechend ergibt sich fiir @, die Abhingigkeit von d,, .. und den initialen Ma-

terialparametern durch

Ey
Q4 (dy)k = —— 3-33
H 1- szvgu{ ( )

Um das Spannungs-Dehnungs-Verhalten einer Einzellage mit einer Akkumulation von
Zwischenfaserbriichen vorherzusagen, muss die Entwicklung der beiden Schiadigungs-
variablen d,, . und dee ., it ausreichender Genauigkeit bestimmt werden. Fiir die Be-
rechnung der Schidigungsvariablen ist entscheidend, ob eine Rissanhdufung 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-
schenfaserbriichen mit zunehmender Verformung die aufgenommene Last steigern
kann, wirken sich die Risse auf die Nichtlinearitdt der Spannungs-Dehnungs-Kurve aus
und interagieren dabei mit anderen nichtlinearen Materialprozessen. Die korrekte Be-
stimmung der Steifigkeitsreduktion einzelner Lagen ist dabei entscheidend fiir die kor-
rekte Vorhersage des Laminatverhaltens. Um im Entfestigungsbereich den finalen
Durchbruch numerisch zu simulieren, wird ein Verlauf der Schiadigungsvariablen ener-
giebasiert kalibriert und damit eine physikalisch korrekte Rissausbreitung unabhéngig
von der Diskretisierung abgebildet. Ziel der Ansitze ist es, eine Aquivalenz zwischen
der dissipierten Energie durch ein reales Risswachstum und der Energie zur Deteriora-
tion der Finiten Elemente gleicher Lange herzustellen [98—101]. Um dazu nicht an eine
bestimmte Elementabmessung gebunden zu sein, wird der Schidigungsfortschritt so ka-
libriert, dass die Flache unter der Spannungs-Dehnungs-Kurve der Elemente jeweils ei-
ner experimentell ermittelten materialabhidngigen Bruchenergie multipliziert mit der
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Elementldnge entspricht. Dadurch wird der Gradient des Abstiegs im Entfestigungsbe-
reich des Laminats entsprechend der Elementgrof3e bestimmt und die Degradation {iber
den Verlauf der Schadigungsvariablen gesteuert. Ein solcher Ansatz ist allerdings limi-
tiert auf Vorginge, bei denen ein Riss zu einer vollstindigen Spannungsentlastung fiihrt
[102]. Die Auswirkung einer Rissanhdufung 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 Rissanhdufung zeigt Abb.
3-13. Dort ist die Bestimmung der Schidigungsvariable in Abhédngigkeit der FE-Netz-
feinheit fiir ein grobes und ein feines Netz dargestellt. Der Spannungs-Dehnungs-Ver-
lauf und damit der Verlauf der Schiadigungsvariable in einem energiebasierten Entfesti-
gungsgesetz wird liber eine ermittelte Bruchenergie kalibriert. Durch die Steuerung der
Degradation iiber die Bruchenergie in Kombination mit der charakteristischen Element-
lange kann das Bruchverhalten einer 90° Lage mit Loch unabhéngig von der Netzfein-
heit korrekt abgebildet werden. In Netz 1 ist die vollstindige Entfestigung bei einer ge-
ringeren Dehnung erreicht als bei Netz 2. Dadurch bleibt die lokalisierende Entfesti-
gungszone bei beiden Netzen gleich und ein Durchriss wiirde bei der gleichen globalen
Last vorausgesagt. Um die Auswirkung einer Rissanhdufung 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 abhédngt, ist die be-
rechnete homogenisierte Steifigkeitsreduktion bei dem groben Netz 2 grofler. Um diese
Elementgrofenabhéngigkeit zu verhindern, muss hier ein spannungs- oder dehnungsba-
sierter Ansatz gewdhlt werden, der die Schidigungsvariable auch in Abhingigkeit der
anderen Lagen im Laminat bestimmt.

Schadigungs- a4

variable

1.00 ™

0.84 ~. Netz2
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0.33 Netz 1 Ea
017 T
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Durchriss am Loch in einer 90° Lage
ﬁ Netz 1 Netz 2

& =

Y
Risse in einem [0/90/0] Laminat Netz 1 Netz 2

& [ ] 7

Abb. 3-13: Auswirkung einer energiebasierten Entfestigung fiir unterschiedliche Schidigungs-
phinomene und Netzfeinheit.
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Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein zweigeteilter Ansatz entwickelt, der einerseits die
Zwischenfaserbruchanhdufung bestimmt, und andererseits deren Auswirkung auf die
Steifigkeit einzelner Lagen berechnet. Die Einbindung des Schiadigungsmodells in das
gesamte Konzept des nichtlinearen Konstitutivmodells zeigt Abb. 3-14. Ziel des Schi-
digungsmodells ist die Bestimmung der geschadigten Steifigkeitsmatrix jeder Lage im
Laminat. Dafiir werden die Schéddigungsvariablen auf Grund verschiedener Schadi-
gungsphédnomene berechnet. Das Anwachsen der Schidigungsvariablen wird im physi-
kalischen Sinne wesentlich durch die Entwicklung von Zwischenfaserbriichen be-
stimmt. Aus diesem Grund wird auf Basis der Eingangsgroflen des Schidigungsmodells
(Lagendehnungen und Lagenorientierungen) die Zunahme der Rissdichte berechnet. Die
einzelnen Schritte zur Ermittlung der inkrementellen geschédigten Lagenspannungen in
Form eines Schidigungsentwicklungs- und eines Schiadigungsauswirkungsansatzes
werden in den folgenden Kapiteln detailliert beschrieben.

Inkrementelle Inkrementelle
Laminatdehnung Faserrotation Lagendehnung
{dslam}xy = {dsk}xy {deg iz

schadigungsmodel L""ge“de"”“”g (euis l Plastizititsmodell I
Y
Normierter Rissabstand Diffuse Schadigung |
l_ NRA. (8, t) JUF gael
22 g’ 66 n
Inkrementelle Elastische
l Lagendehnung
Diskrete Geschadigte {de®i i, = {dey — dePr}s
Schadigung (ZFB) Steifigkeitsmatrix
d33" . dgs®,, Q% (daz; desy Q1)
Inkrementelle Inkrementelle
Geschadigte . Geschadigte
Laminatspannung Faserrotation Lagenspannung
{d&lam}xy {do bz = Qg{d“—'ek}lz

Abb. 3-14: Einbindung des Schidigungsmodells im globalen nichtlinearen Konstitutivansatz.



4 Vorhersage der Schadigungsentwicklung

Die Schiadigungsentwicklung in Faserverbundlaminaten wird unterteilt in die Initiierung
und die Ausbreitung von mikroskopischen und makroskopischen Schidigungsphinome-
nen. Da in multidirektionalen Laminaten verschiedenste Schiadigungsmechanismen auf-
grund unterschiedlichster Ursachen auftreten, ist die Aufgabe eines Schidigungsansat-
zes, deren Entwicklung vorherzusagen. Die Ausbildung einer Schidigung, beispiels-
weise eines Zwischenfaserbruchs, ist kein verschmiertes Materialproblem, sondern ent-
springt einem sehr lokalen Materialzustand. Dadurch ist die Bestimmung der Schidi-
gungsentwicklung sehr schwierig. Die Entstehung und die Ausbreitung der Schadigung
werden bestimmt durch die Verteilung von Schwachstellen im Laminat [103]. Deren
Lokalisierung und die Einschitzung von Interaktionen sind unerldsslich, um eine Be-
wertung der physikalischen Vorginge wéhrend der Schidigungsentwicklung zu errei-
chen. Wo und bei welchem Belastungszustand ein Schadigungsphénomen in einem La-
minat auftritt, wird durch Fertigungsfaktoren beeinflusst. Diese sind derzeit noch kaum
vorhersagbar und erfordern eine sehr detaillierte Betrachtung der Materialvorgénge
wihrend der Fertigung, um den genauen mechanischen Zustand zum Zeitpunkt der An-
wendung eines Bauteils abzuschitzen. Dazu zdhlen beispielsweise die Art der Konsoli-
dierung und die Randbedingungen des Aushértezyklus wie in Huang u. a. [29] gezeigt
wird. Weiterhin spielen komplexe Verkniipfungen von thermo-mechanischen und um-
gebungsbedingten Lasten wéihrend der Betriebsdauer eine wichtige Rolle bei der Entste-
hung und Ausbreitung der Schiadigung. Entscheidend fiir die Entwicklung eines Schidi-
gungsmodells ist die Tatsache, dass die stochastische Natur der Schadigungsentwick-
lung in Faserverbundlaminaten nicht nur auf einer Zufalligkeit von Materialeigenschaf-
ten basiert. Fiir die Entstehung der Variabilitit der Materialeigenschaften ist die Ferti-
gung des Bauteils sehr entscheidend und muss daher in die Beschreibung der Zufillig-
keit mit einbezogen werden. Das macht die Entwicklung eines Modells zur Schadens-
progression schwierig und mathematische Ansétze nur sehr bedingt universell anwend-
bar. Mithilfe von probabilistischen mathematischen Ansdtzen konnen die physikali-
schen Prozesse wihrend der Schidigungsentwicklung ndherungsweise abgebildet wer-
den, jedoch ist die erneute Ermittlung der Materialparameter bei wechselnden Ferti-
gungsbedingungen und Laminatkonfigurationen unerlésslich.

Im folgenden Abschnitt werden bisherige Ansétze zur Vorhersage einer Schiadigungs-
entwicklung untersucht. Dabei werden auch die Einbeziehung der genannten Einfluss-
faktoren und die Anwendbarkeit fiir beliebige multidirektionale Laminate untersucht.
Daraufhin wird ein im Rahmen dieser Arbeit entwickelter Ansatz zur Vorhersage der
Schéadigungsentwicklung vorgestellt.

73
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4.1 Literaturubersicht

In den letzten Jahrzehnten wurden zahlreiche Modelle zur Bestimmung der Schédi-
gungsentwicklung entwickelt die sich grob in zwei Gruppen einteilen lassen. Zum einen
Modelle, die auf einer verschmierten Schidigungsbetrachtung basieren und zum ande-
ren Modelle, die eine diskrete Zwischenfaserbruchanhidufung bestimmen. Wéhrend ver-
schmierte Ansdtze direkt die Steifigkeitsreduktion in Form der Schidigungsvariablen
definieren, unterscheiden diskrete Ansétze zwischen der Berechnung der Zunahme von
Rissen und deren Steifigkeitsauswirkung.

Ein Konzept zur verschmierten Bestimmung der Schadigungsvariablen wird in Vyas u.
a. [104] vorgestellt, wobei diese schrittweise so angepasst werden, dass der resultierende
Spannungszustand genau eine vorgegebene Bruchbedingung erfiillt. Damit kann nicht
nur die Schidigungsanhdufung, sondern gleichzeitig auch die Schidigungsinitiierung
bestimmt werden. Weitere verschmierte Konzepte basieren darauf, einen definierten
Verlauf der Schddigungsvariablen in Abhdngigkeit der Anstrengung in den einzelnen
Lagen vorzugeben [94, 105-109]. Die Schiadigungsinitiierung 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 abhidngig vom Laminataufbau und den Ferti-
gungsbedingungen und gleichzeitig sehr schwierig experimentell zu bestimmen [20,
110]. Eine sehr akkurate Kalibrierung des Schadigungsverlaufs entsprechend der Rand-
bedingungen ist dadurch entscheidend fiir die Anwendung dieser Modelle. Nichtsdes-
totrotz ist die direkte Bestimmung der Schidigungsvariablen auf Basis der anliegenden
Belastung verlockend, da diese gleichzeitig eine Entwicklung der Schidigungsphéino-
mene und deren Auswirkung auf die Steifigkeit enthilt.

Eine Vielzahl von Modellen trennt die Bestimmung der Schadigungsentwicklung von
der Vorhersage der Schidigungsauswirkung. Die diskrete Betrachtung beschrinkt sich
dabei im Wesentlichen auf die Vorhersage einer Akkumulation von Zwischenfaserbrii-
chen. Die Vorhersage der Zwischenfaserbruchentwicklung in einer Einzellage eines Fa-
serverbundlaminats erfordert sowohl die korrekte Bestimmung der Rissinitiierung, als
auch der Rissanhdufung. Modelle zur diskreten Berechnung der Rissentwicklung lassen
sich allgemein in zwei verschiedene Kategorien unterteilen. Die Kategorie der span-
nungsbasierten Ansétze prognostiziert die Bildung eines Risses anhand der Materialfes-
tigkeit, sobald ein Spannungszustand einem definierten Kriterium geniigt. Die Kategorie
der energiebasierten Ansétze hingegen sagt eine Rissbildung voraus, wenn die Energie-
freisetzung durch die Entstehung des Risses die kritische Energiefreisetzungsrate er-
reicht. Im Folgenden werden einzelne Ansétze zur Bestimmung der Rissinitiierung und
Rissanhdufung genauer vorgestellt.

Zur Bestimmung der Rissinitiierung, wird hiufig ein spannungs- oder dehnungsbasierter
Ansatz in Abhédngigkeit einer mutmaBlich materialintrinsischen Festigkeitsgrofe ge-
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nutzt. Dabei wird die Rissinitiierung gewohnlich auf Basis entwickelter Versagenskri-
terien fir 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 abhéngt. Daher ist die trans-
versale Festigkeit einer unidirektionalen Probe nicht fiir Laminate mit beliebiger Lagen-
dicke anwendbar. Fiir Kreuzverbund-Laminate prasentierten 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 G;. fir Mode I kann fiir Kreuzver-
bunde mit der Gleichung

4G,.E E
Yt* = IC_ 12 2 (4_1)
mty(Ey — Epvip2)

eine von der Lagendicke abhidngige Festigkeit fiir 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 abhidngt. Um diesem Effekt Rechnung zu tragen,
wurde in [21] eine entsprechende Erweiterung von GI. (4-1) um einen kalibrierten Faktor
definiert. Zur Betrachtung mikromechanischer Einfliisse, 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 EinflussgroBen bestimmen den Zeitpunkt, ab dem ein beispielsweise
durch thermische Eigenspannungen vorhandener oder entstandener Mikroriss instabil in
Dickenrichtung wéchst. Die groe Herausforderung eines auf der LEBM basierenden
Ansatzes zur Rissinitiierung ist die Bestimmung der kritischen Energiefreisetzungsrate,
welche fiir das instabile Mikrorisswachstum notwendig ist.

Zur Vorhersage der Zwischenfaserbruchanhdufung gibt es die Mdglichkeit, einen ver-
schmierten und im Wesentlichen empirischen Ansatz zu wihlen, oder eine diskrete Ab-
bildung eines Risses mit der Bewertung des Spannungsfeldes um den Riss. Zur ersten
Gruppe von Ansétzen lassen sich die Modelle in [51, 70, 108, 117] einordnen. Dort wird
ein spannungsbasierter Ansatz in Abhédngigkeit der homogenisierten geschidigten La-
genspannungen genutzt. Die Ansétze bendtigen dafiir empirisch ermittelte Parameter,
welche die Rissanhdufungsrate bestimmen. Ein vergleichbarer Ansatz wird von
Ladeveze u. a. [118-120], Carrere u. a. [1, 20, 121] und Ribeiro u. a. [122] vorgestellt,
wobei die Rissakkumulation in Abhangigkeit der globalen Dehnungsenergie der gescha-
digten Lage vorhergesagt wird. Im Fall eines ebenen Spannungszustandes ist die Deh-
nungsenergiedichte einer geschadigten Lage
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Die Energiedissipation infolge von Schidigungsvorgidngen ergibt sich entsprechend der
Gleichung
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wobei y;, y, und y, die thermodynamischen Krifte sind, welche zugeordnet zu den
einzelnen Modi die Schidigung bestimmen. Auf dieser Basis werden in den genannten
Ansidtzen die Schidigungsinitiierung und die Schidigungsprogression auf Basis der
thermodynamischen Kréfte beschrieben. In [120] wird ein Modell zur Bestimmung einer
diffusen Schiadigung, einer transversalen Zwischenfaserbruchentwicklung, Delaminati-
onen und einer longitudinalen Faserbruchentwicklung présentiert. Dazu sind allerdings
zusammen 15 Parameter aus experimentellen reprisentativen Versuchen zu kalibrieren.
Eine Gleichung auf Basis der thermodynamischen Kréfte zur Berechnung der iiber die
Dicke normierten Zwischenfaserbruchdichte in einer Einzellage ist in [20] definiert:

p=h(1— @Dy, —y)" + arlyy —yp)™ + &y — yi™, (4-4)
mit
Q= <an.52 + hb,p). (4-5)

Dabei ist h die Lagendicke und (*) die ,,Macaulay Klammer*. Es wird von einem gene-
rellen Zusammenhang zwischen der Rissdichtenrate und der Delaminationsrate fi aus-
gegangen, der durch einen quadratischen Ansatz definiert wird. Die thermodynamischen
Kréfte y;, y;; und y;;; ergeben sich auf Basis der wirksamen Spannungskomponenten
05, 01, und 0,3, wobei die jeweiligen Rissinitiierungskrifte y?, vy und y; bei dicken
Lagen anhand eines spannungsbasierten Kriteriums auf Basis von UD-Festigkeiten be-
rechnet werden und bei diinnen Lagen vorgegeben werden miissen. Die Parameter «;,
a, a5, 1, a, und b, sind Materialparameter, welche ebenfalls kalibriert werden miis-
sen. Die Anwendbarkeit des Modells in [20] wird an [0/90,]s Laminaten (n = 2, 1, 2,
und 3) gezeigt, an denen allerdings auch die Materialparameter kalibriert wurden.

Neben den Ansétzen, in denen die Zwischenfaserbruchanhdufung 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 iiberwie-
gend fiir 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 fiir die Zwischenfaserbruchanhidufung definiert werden. Das Problem zeigt
Abb. 4-1, wobei davon ausgegangen wird, dass sich der neue Riss dquidistant zwischen
zwel 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 fiir die Bildung eines Zwischenfaserbruches in einer uniaxial belasteten 90°
Lage ein Kriterium definieren als [123]

dlr > G,.ds, (4-6)

wobei dS die Bruchfliche des neuentstandenen Risses ist. Die Anderung der potentiellen
Energie des reprisentativen Systems dI” unter Vernachldssigung von thermischen Las-
ten setzt sich zusammen aus der Differenz der Anderung der inneren Dehnungsenergie
des Systems und der Arbeit, die durch die dulleren Krifte verrichtet werden muss, um
das System von dem ungeschadigten Zustand in den geschadigten Zustand zu tiberfiih-
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 fiir die Anwendung der Energiemethode
sind die Losung des Randwertproblems und die akkurate Vorhersage des lokalen Span-
nungsfeldes um den Riss, damit die potentielle Energie des reprédsentativen Elements
bestimmt werden kann.
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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 gelost werden. Von Laws und Dvorak [131] wurde ein entsprechendes
Kriterium auf Basis der LEBM entwickelt. Fiir einen Kreuzverbund und unter der An-
nahme, dass ein neuer Riss mittig zwischen zwei vorhandenen Rissen entsteht ergibt
sich mit dem ,,Shear-Lag® Ansatz fiir das Problem in Abb. 4-1
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wobei g, die dulere am Laminat anliegende Spannung und £ der ,,Shear-Lag* Parame-
ter ist. Der Wert von 8 bestimmt die Rate der Spannungsiibertragung von der 90° auf
die 0° Lage. Er hangt dadurch von Annahmen hinsichtlich der Schubdehnungsverteilung
in den Lagen, beziechungsweise 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-
vitit verschiedener angenommener kritischer Energiefreisetzungsraten G;. auf die vor-
hergesagte Rissanhdufung 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 Zwischenfaserbruchanhéufung entwickelt.
Entsprechend der Grundannahme der VCCT, bildet sich ein neuer Riss, sobald die Ar-
beit die notig ist um den Riss zu schlieBen, groBer ist als die kritische Energiefreiset-
zungsrate. In [136] wird das Konzept genauer vorgestellt. Ausgangspunkt ist ein gedff-
neter Riss in einer Lage k entsprechend Abb. 4-2, auf dessen Rissfront eine Kraft dF,
aufgebracht wird, um den Riss zu schlieen. Im gedffneten Zustand ist die Rissfront
spannungsfrei und nach der Verschiebung um u, ist die Spannung am geschlossenen
Riss arq. Fiir den Fall, dass der Rissabstand relativ groB ist, sodass die Risse nicht in-
teragieren, gilt fiir die Arbeit um den Riss zu schlielen

1 1
aw, = Eugk) (z)dF, = Ea%)ugk) (z)dz. (4-8)

Um beide Rissfronten zu schlielen betrigt die notwendige Arbeit

Lk
1 2
w, =2 Eaﬂ‘;) f ugk) (z)dz = a%)uglg t (4-9)

ol

wobei ugfl) die iiber die Dicke der 90° Lage gemittelte Rissdffnungsweite ist. Wenn ein
Riss mittig zwischen zwei existierenden dquidistanten Rissen entsprechend Abb. 4-1
entsteht, verdoppelt sich die Anzahlt der Risse von N auf 2N. Um alle Rissfronten zu
schlieBen muss die Arbeit W, _,o aufgebracht werden [12]:

Wonoo = Wonon + Wihso- (4-10)

Damit ergibt sich fiir die aufgebrachte Arbeit um die Rissdichte zu verdoppeln
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Wanon = 0y too| 218 (5) — ufe (25)), (4-11)
wobei ugfl) (s) die gemittelte Riss6ffnung bei Rissabstand s und ug;)(Zs) die gemittelte
Rissoffnung bei Rissabstand 2s beschreibt. Als Kriterium fiir die Rissbildung wird die
notwendige Arbeit zur RissschlieBung mit der kritischen Energiefreisetzung verglichen

W2 == GICt90' (4-12)

Unter der Annahme, dass 0}’8) der ungestorten Spannung in der 90° Lage entspricht,
erhilt man durch einsetzen von Gl. (4-11) in (4-12) einen direkten Zusammenhang zwi-
schen der Belastung und der Rissdichte. Die Veroffentlichungen zu diesem Ansatz
schlagen eine Berechnung der Rissoffnungsweite in Abhingigkeit der Rissdichte durch
FEM-Rechnungen an reprédsentativen Volumenelementen vor. Dafiir wird eine normier-
ter Rissoffnungsweite eingefiihrt als

E
k) _ , (k) 2
Uzan = Upq (k) ' (4'13)
Org Loo

In [137] wird gezeigt, dass die normierte Risséffnungsweite eine laminatabhingige
GroBe ist, abhdngig von der gerissenen Lage und der Faserorientierung der Nachbarlage.
Anhand von FE Studien mit linear elastischen Materialannahmen werden Fit-Parameter
vorgestellt, mit denen die Riss6ffnungsweiten wihrend einer Rissentwicklungsstudie fiir
ein spezifisches Material berechnet werden konnen. Das Modell wurde auch fiir die
Rissentwicklung in multidirektionalen Laminaten weiterentwickelt und ein Rissent-
wicklungskriterium flir kombinierte Moden definiert, wobei ebenfalls von linear elasti-
schem Materialverhalten bei multiaxialen Spannungszustinden ausgegangen wird.

dF, = o5y dz

fk X

Abb. 4-2: Schematische Darstellung der Kraftaufwendung, um die Rissfront hin zu einem ge-
schlossenen Riss zu verschieben [136].
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Die Anwendung eines energiebasierten diskreten Ansatzes zur Abschitzung der Zwi-
schenfaserbruchanhédufung erfordert die genaue Bestimmung der kritischen Energiefrei-
setzungsrate, die zur Bildung eines Risses wiahrend der Rissakkumulation notwendig ist.
Die dissipierte Energie eines Risses in einer uniaxial belasteten 90° Lage eines Laminats
entspricht nicht der kritischen Energiefreisetzungsrate G,., wie sie mit Hilfe eines stan-
dardisierten Verfahrens zur Bestimmung der Risszdhigkeit (z.B. DCB — Versuch) ermit-
telt werden kann [135]. Daher muss sie entsprechend an einem représentativen Laminat
kalibriert werden. Uneinigkeit in der Literatur herrscht dariiber, inwieweit die Energie-
freisetzungsrate zur Offnung eines weiteren Risses konstant bleibt. In [138, 139] wird
ein konstanter Wert fiir G;. 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] fiir das Energiekriterium die notwendige Arbeit zur Rissentwicklung nicht
allein auf das betrachtete System des RVEs in Abb. 4-1 zuriickgefiihrt, 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 wihrend ein weiterer Riss entsteht, wird in einem ansteigenden Ver-
lauf der kritischen Energiefreisetzungsrate abgebildet. In [140, 141] wird die kritische
Energiefreisetzungsrate in Abhingigkeit von der Rissdichte p definiert als

Gic = GIOC + Glcr(l + e—rp), (4-14)

wobei G). die initiale Energiefreisetzungsrate und G,, und r entsprechend dem Material
zu kalibrierende Parameter sind. Eine weitere Moglichkeit der empirischen Kalibrierung
des G;. Verlaufs an einem Referenzlaminat zeigen Katerelos u. a. [7] auf Basis eines
linear elastischen analytischen Ansatzes. Mit Hilfe dieses kalibrierten Verlaufs konnten
fiir weitere dhnliche Kreuzverbundlaminate gute Korrelationen mit experimentell ge-
messenen Rissdichtenverldufen 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
materialinhdrenten Streuung der Eigenschaften von Fasern und Matrix, aber auch auf-
grund der zufilligen 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
GroBen der Rissentwicklung (Spannung oder Energie) mit einer statistischen Verteilung
in der Analyse einfiihren. In [29, 144] wird angefiihrt, dass fiir die Analyse der Auswir-
kung von Fertigungsdefekten ein Ansatz auf Basis der Festigkeit geeigneter ist. Dies
wird damit begriindet, dass die Grof3e und die Verteilung der Fertigungsdefekte unbe-
kannt sind. Die Verteilung basiert dabei im Wesentlichen auf einem Weibull-Ansatz.
Konzepte mit einer zufélligen 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 fiir die Definition der Weibull-Ver-
teilung miissen dazu anhand von reprédsentativen Laminaten kalibriert werden. Die Er-
gebnisse in [140] zeigen, dass in Abhdngigkeit der Einzellagendicke in Laminaten un-
terschiedliche Faktoren fiir die Weibull-Verteilungsfunktion gewahlt werden miissen.
Eine statistische transversale Festigkeit wird in [29] definiert als

Ps=1—exp [— (%)m] (4-15)

wobei ¢° 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 materialinhdrent definiert werden kann. Die Zufillig-
keit der Rissentwicklung ist daher nur in Abhingigkeit des Materials zu betrachten und
die Weibull-Faktoren konnen an einem reprisentativen Laminat ermittelt werden ohne
ndhere 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 fiir das Schiadigungsverhalten von verschiedenen Laminaten durchzu-
fiihren. Exemplarisch sind die Vorhersagen fiir 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 verdffentlicht wurden, zeigen die
Modellvorhersagen, dass keine konsistenten Ergebnisse der Ansétze 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 ndheren Angaben zur Fertigung der Proben gemacht und keine Ergeb-
nisse flir reprasentative Laminate geliefert. Eine sinnvolle Moglichkeit 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 Schidigungsentwicklungsansitzen zeigt, dass die Modelle im
Allgemeinen von der Kalibrierung sehr vieler Parameter abhédngen. Diese miissen be-
sonders fiir die Definition der Rissinitiierung und der Rate der Zwischenfaserbruchan-
hiufung die Einfliisse des Laminataufbaus und des Fertigungsverfahrens beinhalten. Be-
sonders der Einfluss der Fertigung auf die Variabilitdt der Materialparameter ist noch
weitgehend unerforscht. Inwieweit bei konstanten Fertigungsrandbedingungen die
stochastische Natur der Schiadigungsentwicklung materialinhdrent 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, wére es denkbar die Zufilligkeit aus einer Prozessanalyse
zu liberfithren. Derzeitige Forschungsansétze in der Prozesssimulation sind bisher noch
nicht verlésslich genug, um sie in ein Modell zur Vorhersage der Schiadigungsentwick-
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 moglich die Rissdichten auch bei signifikanter plastischer Verformung in einer
Einzellage zu bestimmen. Es ist somit geeignet fiir die Bestimmung des Konstitutivver-
haltens von multidirektionalen Laminaten mit Zwischenfaserbriichen und mit kombi-
nierten Spannungszustinden in den Einzellagen.

4.2 Modell zur Zwischenfaserbruchentwicklung

Die Entstehung von Zwischenfaserbriichen in einzelnen Lagen eines Laminats kann ei-
nen entscheidenden Einfluss auf das Spannungs-Dehnungs-Verhalten und die struktu-
relle Integritit eines Bauteils haben. Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Schiadigungs-
modell entwickelt das auch die Zwischenfaserbruchanhdufung und deren Auswirkung
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auf die Steifigkeit bestimmt. In dieser Arbeit wurde experimentell gezeigt, dass die Fes-
tigkeit keine materialinhérente Eigenschaft ist, sondern einer signifikanten Abhéngig-
keit vom Laminataufbau unterliegt. Um das Versagen in unidirektionalen Laminaten
abzuschitzen, konnen klassische Kriterien genutzt werden, die auf Basis von Festig-
keitswerten eine Versagenswahrscheinlichkeit beurteilen. Dies ist moglich, da die Fes-
tigkeitskennwerte ebenfalls leicht an unidirektionalen Laminaten gemessen werden kon-
nen und nur eine Bewertung eines mehrachsigen Spannungszustandes notig ist. Im liber-
tragenen Sinne bedeutet dies allerdings, dass bei einem multiaxialen Laminat die Riss-
initiierung und die Rissausbreitung ebenfalls an genau diesem Laminat gemessen wer-
den miissen, da ein anderer Laminataufbau diese Kennwerte signifikant verandert. Eben-
falls muss darauf geachtet werden, dass die Fertigungsbedingungen der Proben, an de-
nen die Schadigungsentwicklungskennwerte ermittelt werden, denen entsprechen, die
bei der Herstellung eines auszulegenden Bauteils herrschen. Andernfalls kdnnten die
verdnderten 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 miissen, um ausreichend Kennwerte fiir die
Auslegung beliebiger symmetrischer multiaxialer Laminate zu erhalten. Dies soll eben-
falls dazu dienen, um erstmals abschitzen zu konnen, inwieweit die Kennwerte an La-
minaten mit uniaxialen belasteten Einzellagen ermittelt werden kdonnen, um diese dann
fiir die Auslegung von kombinierten Lagenspannungszustdnden zu nutzen.

4.2.1 Zwischenfaserbruchinitiierung

Auf Grund thermo-mechanischer Prozesse wihrend der Konsolidierung entstehen
Schwachstellen im Laminat, an denen spéter wihrend 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 wéchst,
héngt wesentlich von der Faserrichtung der Decklagen ab. Dieses Phdinomen muss eben-
falls in einem diskreten Zwischenfaserbruchmodell abgebildet werden. Ein Ansatz auf
Basis der kritischen Energiefreisetzungsrate fiir die Bestimmung der kritischen Rissini-
titerungslast ermdglicht die Beachtung der Abhéngigkeit von der Lagendicke. Das Span-
nungsniveau bei der Rissinitiierung in einem Laminat mit einfacher Lagenschichtung ist
nach GI. (4-1) um Faktor V2 gréBer im Vergleich zu einem Laminat mit zweifacher La-
gendicke. Die Experimente im Rahmen der hier durchgefiihrten Studie bestitigen dies
im Fall von Kreuzverbundlaminaten. Damit konnten basierend auf einer gemessenen
Rissinitiierungsdehnung, diese fiir eine andere Lagendicke abgeschitzt werden. Ein An-
satz basierend auf der linear elastischen Bruchmechanik ist allerdings auf linear elasti-
sches Materialverhalten limitiert. Er gilt nur fiir geringe Dehnungen und anndhernd reine
Zugspannungen in der geschidigten Lage. Gerade bei reinem Schub zeigte sich, dass
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ein solches Modell nicht anwendbar ist, da die Rissinitiierung bereits bei gro3en plasti-
schen Dehnungen geschieht. Weiterhin bietet sich ein Ansatz auf Basis der kritischen
Energiefreisetzungsrate nur an, wenn bereits fiir eine Lagendicke die Rissinitiierungslast
ermittelt werden konnte, da diese nur bei gleichen Fertigungsrandbedingungen auf eine
andere Lagendicke iibertragbar ist. Im Rahmen dieser Arbeit wird ein empirischer An-
satz zur Abschitzung der Laminatschidigungsinitiierung genutzt. Dazu wird im Scha-
digungsmodell ein Ansatz nach dem Kriterium von Puck [151, 152] gewahlt, 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 iiberschreitet. Sie ist abhéngig davon, ob
ein Zug- oder Druckzustand in der Matrix vorherrscht:

oy, =0: ff, = [(i—pgz)a ]2 + (012")2 +p—§20
2k = Y- Jeg Yt* Sl* 2k Sl* Sl* 2K

c Piz 2 J12g 2 pi2
O-zk < O ]CQ k == (Sl* O-zk) + ( Sl* ) + Sl* O—Zk’

(4-16)

wobei Y;* die Rissinitiierungsspannung unter uniaxialer Zugbelastung und S;" die Riss-
initiierungsspannung unter uniaxialer Schubbelastung ist. Die Parameter p!, und p%,
beschreiben die Neigung der Schiadigungsinitiierungskurve und wurden entsprechend
den Empfehlungen von Puck definiert [152]. Die Rissinitiierungsspannungen werden an
reprisentativen Laminataufbauten gemessen und enthalten somit den Einfluss der La-
gendicke und der Fertigungsrandbedingungen. Die Werte fiir die Rissinitiierungsspan-
nungen konnen 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 Abhingig-
keit der Initiierungsspannung von der Lagendicke besteht. Im Gegensatz dazu ist der
Dehnungszustand bei Rissbeginn in den £45° Laminaten, mit nahezu reiner Schubbe-
lastung, unabhingig von einfacher oder zweifacher Lagenclusterung. Das bedeutet, dass
fiir einfache und zweifache Lagendicke unterschiedliche Rissinitiierungszugspannungen
Y, gewihlt werden miissen, fiir S;" hingegen der gleiche Wert angenommen werden
kann. Gleichzeitig wurde an den Versuchsergebnissen ermittelt, dass fiir 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 fiir 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 fiir das untersuchte Material einige Riss-
initiierungsspannungen mit den Materialfestigkeiten iibereinstimmen, kann dies nicht
allgemeingiiltig auf andere Materialien iibertragen werden. Daher ist es zweckméaBig,
fiir eine Materialcharakterisierung jeweils 0°/90° Kreuzverbundlaminate und +45° Win-
kellaminate jeder eingesetzter Lagendicke zu untersuchen. Damit konnen allerdings
nicht nur die Rissinitiierungsspannungen beobachtet werden, sondern gleichzeitig auch
die Rate der Rissanhdufung. Dariiber hinaus sollten in strukturellen Anwendungen keine
Lagen gleicher Orientierung gehéuft iibereinander geschichtet werden. Dies wiirde zum
einen die mogliche Belastung bis zur Bildung erster Zwischenfaserbriiche reduzieren
und zum anderen Delaminationen an den Rindern beférdern. Eine Auswertung einfa-
cher und doppelter Lagenclusterung sollte daher fiir die meisten Anwendungsfille aus-
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Abb. 4-4: Schidigungsinitiierungsenveloppen fiir das Material IM7-8552.

4.2.2 Zwischenfaserbruchanhaufung

Auf die Abhingigkeit der Zwischenfaserbruchanhdufung 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-
anhdufung 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-
schenfaserbruchanhdufung ein empirischer Ansatz auf Basis der Einzellagendehnung
genutzt. Die Materialparameter werden dazu an einem Kreuzverbund und einem +45°
Winkellaminat bestimmt. Dieses Vorgehen ermdglicht bei konstanten Fertigungsbedin-
gungen die Einsparung einer komplizierten Kalibrierung von stochastischen Faktoren
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und damit die Unabhéngigkeit von Einfliissen des Herstellverfahrens. Des Weiteren
kann die Ubertragbarkeit des Ansatzes auf Laminate mit kombinierten Spannungszu-
standen in einzelnen Lagen untersucht werden. Die Griinde, warum ein dehnungsbasier-
ter und kein spannungsbasierter Ansatz genutzt wird, zeigt Abb. 4-5. Infolge der groflen
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 wiirde. Es wiirde keine zusdtzliche Schiadigung 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 fiir die Zwischenfaser-
bruchanhdufung. Zusitzlich zeigen experimentelle Untersuchungen, dass ein Riss-
wachstum auch bei zunehmender Dehnung trotz konstanter Spannung stattfindet.
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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. Fiir eine uniaxiale transversale
Zugbelastung kann man sich den Ablauf fiir die Bestimmung des Dehnungsinkrements
leicht veranschaulichen. Wenn ein Zugspannungszustand erreicht wird, der grofer ist
als die Zugfestigkeit (a;, > Y,"), wird die Anstrengung groBer als 1 ( ff Kk = 0z, /Y.
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:
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Agy, = ng(GZk) - £2k(02k/ fetk) = ezk(azk) — &, (V). (4-17)

Dieser Ansatz kann auf kombinierte Zug-/Schubspannungszustinde tibertragen 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 Ae,, erfolgt dann aus dem
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Abb. 4-6:  Ansatz zur Bestimmung des schiidigungsinduzierenden Dehnungsinkrements.

Es wird angenommen dass bei transversaler Druckspannung in einer Einzellage ein Riss-
wachstum ausschlielich durch ein zunehmendes Schubdehnungsinkrement verursacht
wird. Solange das Verhiltnis aus Rissabstand und Lagendicke konstant bleibt, ist die
Steifigkeitsreduktion in einer Lage mit Zwischenfaserbriichen gleich. Daher wird die
niitzliche Definition des normierten Rissabstands (NRA) eingefiihrt, welcher sich aus
dem Rissabstand geteilt durch die Lagendicke (s/t;) bestimmt. Das entwickelte Scha-
digungsmodell berechnet den normierten Rissabstand anhand der kritischen Dehnungs-
inkremente in Abhédngigkeit davon, ob eine transversale Zug- oder Druckspannung
wirkt. Der NRA bei kombiniertem Dehnungszustand wird folgendermal3en bestimmt:

1

JUszae) e (regner2)

O-Zk 2 0: NRAk =
(4-18)

1
f3Ae1z,t

O-Zk < 0: NRAk =
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wobei die Parameter f;;, und f,5 die Rate der Rissanhdufung bestimmen. Die Kalibrie-
rung der Parameter erfolgt {iber die Messung des Rissdichtenverlaufs eines Kreuzver-
bundlaminats und eines +45° Winkellaminats. Die Bestimmung in Abhéngigkeit der La-
gendicke ist unerldsslich. Damit kann der Rissfortschritt in Einzellagen mit kombinier-
ten Normal- und Schubspannungen bestimmt werden. Durch den vorgestellten Ansatz
zur Bestimmung der Zwischenfaserbruchanhdufung ist es innerhalb des Schiadigungs-
modells moglich, die Rissdichte zu bestimmen. Nachfolgend wird die Auswirkung der
Zwischenfaserbriiche auf die Komponenten der Steifigkeitsmatrix der Einzellagen be-
stimmt. Dazu wird ein diskreter Ansatz auf Basis von RVEs verwendet, der die Schadi-
gungsvariablen in Abhdngigkeit der Eingangsgrofien (Laminataufbau und Dehnungszu-
stand) bestimmt. Der ermittelte NRA dient somit als Eingangsgrof3e fiir die Berechnung
der Steifigkeitsreduktion. Das Vorgehen zur Berechnung der Zwischenfaserbruchaus-
wirkung auf die Steifigkeit unter Beriicksichtigung von nichtlinearem Materialverhalten
ist in Kapitel 5 detailliert beschrieben.

4.3 Diffuse Mikroschadigung

Diffuse Schadigungsphédnomene treten auf mikroskopischer Ebene auf und sind daher,
anders als ein Riss durch die Dicke einer Faserverbundlage, nur schwer zu detektieren.
Diffuse mikroskopische Schidigungsphédnomene sind beispielsweise eine Faser-Matrix-
Ablosung oder Mikrorisse. Diese wirken sich bereits auf die Steifigkeit aus, da {liber
diese Defektstellen keine Last mehr iibertragen werden kann. Zusétzlich sind sie oftmals
der Ausgangspunkt der Entstehung von makroskopischen Schaddigungsphéinomenen.
Eine Ablosung des Matrixmaterials von den Fasern zu Beginn der Schidigungsentwick-
lung zeigt Abb. 4-7. Das Schliffbild macht deutlich, dass die diffuse Schidigung nur
sehr schwer quantifizierbar ist. Damit ist ein Ansatz, der die physikalische Auspragung
beschreibt, nicht geeignet. Zur Bestimmung der Auswirkung der mikroskopischen Sché-
digung wird daher ein verschmierter Ansatz genutzt, der die Steifigkeitsreduktion direkt
abschétzt. Es wird angenommen, dass sich die diffuse Schdadigung durch eine transver-
sale Normal- oder eine longitudinale Schubspannung innerhalb des Matrixmaterials aus-
bildet. Eine Kombination beider Spannungskomponenten fiihrt damit ebenfalls zu einer
Mikroschidigung. Die Entwicklung und die Auswirkung der diffusen Schddigung unter
transversaler Belastung sind materialinhérent. Damit konnen die Schadigungsvariablen
zur Beschreibung der Steifigkeitsreduktion unabhéngig vom Laminataufbau berechnet
werden. Es wird weiterhin angenommen, dass fiir 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 hierfiir konnte die Plastifizie-
rung der lokalen Mikroschédigungsphdnomene sein. Durch eine starke lokale plastische
Verformung um die Mikroschédigung, wird das plastische FlieBen der umliegenden Be-
reiche verringert, wodurch sich in Summe keine erkennbare Steifigkeitsreduktion ergibt.
Der Ansatz zur Beschreibung der Mikroschidigungsentwicklung ist daher so definiert,
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dass nur die lokalen transversalen Dehnungen einen Einfluss auf die Evolution der Mik-
roschiddigung haben. Dementsprechend ergibt sich keine Auswirkung auf eine Minde-
rung der Schubsteifigkeit.

B,

Axy,s\

Abb. 4-7:  Diffuse mikroskopische Schidigung in einer Faserverbundlage.

Das Modell zur Vorhersage des Steifigkeitseinflusses der diffusen Schidigung basiert
auf einem spannungsbasierten Ansatz zur Bestimmung des Schidigungsbeginns und ei-
nem dehnungsbasierten Ansatz fiir die Schidigungsausbreitung. Abb. 4-4 zeigt ebenfalls
die Versagensenveloppe fiir die diffuse Schédigungsinitiierung unter kombinierter Nor-
mal- und Schubspannung. Da die experimentellen Ergebnisse andeuten, dass die diffuse
Schéadigung materialinhdrent ist, wird die Initiierungsspannung entsprechend der gemes-
senen uniaxialen Festigkeiten von UD Proben definiert. Zur Abschétzung des Schédi-
gungsbeginns bei kombinierten Spannungszustinden wird erneut das Puck Kriterium
gewihlt. Die Funktion fiir die Beschreibung der Versagensenveloppe berechnet sich ab-
hingig davon, ob ein Zug- oder Druckzustand im Matrixmaterial auftritt. Die Anstren-
gungsfunktion ergibt sich zu

02, 20: f, = [(ylt_ps_iz) Jzk] + (Uz")z +%02k
(4-19)

2
oy, <0: fF, = (—”52 ) + (—“12")2 4 Pz
2k Je i s 2k S S 2k>

wobei Y; die Zugfestigkeit eines transversal belasteten unidirektionalen Laminats und S
der Schubfestigkeit des Materials ist. Anders als bei diskreten Zwischenfaserbriichen ist
die Grenzlast fiir die Initiierung ein materialinhdrenter Kennwert. Die Schadigungsini-
titerungskurve wird dazu genutzt, um abzuschétzen, ob unter den gegebenen Spannun-
gen in einer Einzellage eine diffuse Schiadigung entsteht oder nicht. Der Beginn der mik-
roskopischen Schidigung wird dabei detektiert, sobald ein Spannungszustand auflerhalb
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der Enveloppe erreicht wird und dementsprechend die Anstrengung ff . oder f£, einen
Wert grofler als 1 annimmt.

Die Entwicklung der diffusen Schadigung wird verschmiert bestimmt, indem die Stei-
figkeitsreduktion in Abhingigkeit von der Belastung in den Einzellagen berechnet wird.
Das gewihlte 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 zusitzliche Spannungen erreicht werden. Daher
wurde in diesem Modell ebenfalls ein semi-empirischer Ansatz auf Basis der Dehnung
genutzt. Da keine diffuse Schidigungsauswirkung unter Schub beobachtet wurde, wird

lediglich eine Schidigungsvariable dg;f ., bestimmt. Zur verschmierten Beschreibung

der Steifigkeitsreduktion durch die diffuse Schadigung einer Einzellage wird diese durch
einen einfachen funktionalen Zusammenhang auf Basis des kritischen Zugdehnungs-

inkrements und eines Faktors fzzif ermittelt:
di di
dzéfk = fzzlfAEZk' (4-20)

Der Faktor fz‘éif ist ein Materialparameter, der anhand von Versuchsergebnissen aus ei-
nem Kreuzverbundlaminat kalibriert wird. Die Zunahme der Schadigungsvariable d‘zi éf k

ist irreversibel und es wird definiert, dass sie einen Maximalwert von 0.4 nicht iiber-
schreitet.

4.4 Delamination zwischen Einzellagen

Unter bestimmten Belastungszustidnden und infolge grofer Verformungen kénnen 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 groBen Dehnungen und vorwiegend aus-
gehend von den Rissspitzen existierender makroskopischer Zwischenfaserbriiche La-
genablosungen festgestellt. Abb. 4-8 macht deutlich, dass die Ablésung der Trenn-
schicht in einem Laminat mit zweifacher Lagenclusterung ausgepragter ist. Die Ursache
dafiir liegt in der groBeren Rissgleitungsweite und den damit verbundenen stirker aus-
gepragten interlaminaren Spannungen an den Rissspitzen. Die Delaminationen in der
Trennschicht fiihren 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 Abloseldnge ausgewertet. Die Ergebnisse der
Schadigungsvariable des bei linear elastischem Materialverhalten und fiir verschiedene
Delaminationsldangen zeigt Abb. 4-9. Représentativ fiir die Rissdichte wurden die Er-
gebnisse fiir einen normierten Rissabstand von 4 bestimmt. Die Ergebnisse belegen, dass
bereits eine kleine lokale Delaminationszone die Schubsteifigkeit einer Lage zusétzlich
zur Auswirkung des Zwischenfaserbruchs entscheidend absenkt. Der Effekt resultiert
aus einer groBeren Beeinflussung des gestorten Spannungsfelds um den Riss. Durch das
Verhindern der Lastiibertragung zwischen den Lagen infolge der Trennung der Lagen
erhoht sich die Steifigkeitsreduktion.
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Abb. 4-9:  Einfluss der Delaminationslinge auf die Schidigungsvariable des bei einem NRA=4.
Wie bei der diffusen Schiadigung ist eine genaue Quantifizierung der Delaminationsfla-

chen nicht mdglich, da diese nur lokal und in Abhingigkeit von vorhandenen Rissen
entstehen. Daher wird ein Ansatz gewéhlt, der die Schadigungsvariable und damit die
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Auswirkung der Delamination direkt bestimmt. Die Schadigungsvariable wird in Ab-
héngigkeit der Schubdehnung in der Lage berechnet. Die Delaminationsschadigung
folgt durch die Gleichung

del (g _ edelmi)
gdel — 12 12 12 (4-21)
66 k NRA, ’
wobei e&¢! " die Schubdehnung ist, bei der eine Delamination initiiert wird. Der Para-

meter f,2¢! beschreibt den Anstieg der Steifigkeitsreduktion infolge der Delamination

mit zunehmender Schubdehnung. Beide Kennwerte konnen anhand eines £45° Laminats
kalibriert werden. Durch die Einbeziehung des normierten Rissabstands der betrachteten
Einzellage wird die erh6hte Delaminationsneigung bei ansteigender Rissdichte und die
Abhingigkeit von der Lagendicke beriicksichtigt.



5 Auswirkung von Zwischenfaserbruchen

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Schiddigungsmodell auf Basis der diskreten Zwi-
schenfaserbruchbetrachtung entwickelt. Damit ist es fiir die Ubertragung der Ergebnisse
auf das homogenisierte Kontinuumsmodell notwendig, nach der Bestimmung der Zwi-
schenfaserbruchdichte (NRA) die entsprechende Auswirkung der Zwischenfaserbriiche
in Form einer Steifigkeitsreduktion zu bestimmen. In der Literatur finden sich dafiir ana-
lytische [43, 130, 153—155] oder numerische [6, 20, 34, 40, 41] Ansitze. Der entschei-
dende Faktor fiir die Verlédsslichkeit eines Ansatzes ist die korrekte Abbildung des ge-
storten Spannungsfeldes um einen Riss. Dies beinhaltet dementsprechend auch die rich-
tige Definition des Konstitutivverhaltens, um die lokalen Spannungen berechnen zu kon-
nen. Der Vorteil einer diskreten Betrachtung der Zwischenfaserbruchauswirkung ist die
detaillierte Beriicksichtigung des Einflusses der benachbarten Lagen und der Lagendi-
cke. Bisherige Konzepte zur Analyse der reduzierten Steifigkeiten kdnnen in verschie-
dene Gruppen untergliedert werden. Die grundsétzliche 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 Zustinde im Material um ei-
nen Riss. Die grundlegenden Ansitze zur Bestimmung der Steifigkeitsreduktion werden
im Folgenden exemplarisch fiir ein [0/90/0] Kreuzverbundlaminat genauer beschrieben.

5.1 Literaturubersicht

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 Vernachldssigung der Reststeifigkeit einer gerissenen
Lage fiihrt 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 verldsslich fiir die Anwendung.

Eine einfache analytische Methode, um den Spannungsiibergang von einer gerissenen
90° Lage auf die umliegenden 0° Lagen zu betrachten, bieten die Ansétze auf Basis der
»Shear-Lag®* Methode [110]. Die Methode basiert auf der Annahme, dass die Lastiiber-
tragung zwischen den benachbarten Lagen in einer Schubschicht stattfindet. Wie in Abb.
5-1 gezeigt ist, wird gewohnlich eine liber 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 repri-
sentativen Elements und damit an den Rissfronten verschwinden, ergibt sich nach [158]

S
1 1 tooE, tanh (ﬁ 7)

— = — 1+ , (5_1)
Ex E.?? tOElﬁ%

wobei f der ,,Shear-Lag‘-Parameter ist. Der Parameter ist abhingig von der Annahme
der Schubiibertragung in der Schubschicht. Eine gingige Annahme ist, dass die Schub-
dehnung in der 0° Lage Null ist und sich die Verformung in der 90° Lage linear iiber die
Dicke dndert [17, 148]. In diesem Fall gilt

toEs + L E,

2= 1
p 23 1+ tELE,

; (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]:

2
toE, E; ’

toE; + tg—OEZ

B? =3Gy| 1+ (5-3)

Die korrekte Definition des ,,Shear-Lag*-Parameters ldsst sich nicht inhédrent bestim-
men, sondern muss anhand von Versuchsergebnissen kalibriert werden.
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Abb. 5-1: Spannungen in einer 90° Lage mit Riss entsprechend der ,,Shear-Lag* Theorie [110].

Ein weiteres Konzept zur Auswertung der Zwischenfaserbruchschiadigung basiert auf
der Variationsrechnung zur Bestimmung des Minimums der komplementaren potentiel-
len Energie. Von Hashin [126, 161] wird ein Ansatz vorgestellt, um durch die Losung
des 2-dimensionalen Randwertproblems des reprédsentativen Elements zwischen zwei
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Rissen die Steifigkeitsreduktion eines Kreuzverbundlaminats zu berechnen. Eine Erwei-
terung des Ansatzes von Hashin fiir die Losung des Problems und der Spannungsfeld-
auswertung an multidirektionalen Laminaten wird in [130] gezeigt. Allerdings liegen
der Losung der Steifigkeitsreduktion linear elastische Annahmen zu Grunde. Ahnlich
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 iiber die Lagendicke, wird eine Faserverbundeinzellage in kleine
Sub-Systeme liber 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 Rissauspridgung in Form
einer Rissoffnungsweite [12, 154, 163]. In Varna u. a. [164] ist ein Ansatz unter der
Annahme von linear elastischem Materialverhalten fiir die Reduktion der Laminataxial-
steifigkeit angegeben als:

1 1 tao  (o0) E2 (1- V12V;?y)2
==—|1+2 Uporn 037 | (5-4)
E, Ex Stigm EY (1 —v13v,1)

g?gl) die normierte Offnungsweite der Risse in der 90° Lage ist und entsprechend

Gl. (4-13) definiert wird. Um die Steifigkeitsreduktion zu berechnen, muss die Rissoff-
nungsweite fiir einen spezifischen Risszustand bestimmt werden. Dazu werden numeri-
sche [134, 137, 154, 165] oder experimentelle [3] Methoden vorgeschlagen. Der Vorteil
liegt darin, dass die Rissoffnungsweite eine diskrete Grofle der Rissmorphologie ist und
daher durch Messungen direkt fiir die Kalibrierung eines Ansatzes genutzt werden kann.

wobel u

In den letzten Jahren wurden verstirkt Konzepte auf Basis von numerischen Ansétzen
entwickelt, wobei im Wesentlichen die FEM genutzt wird. Einige Ansétze 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. Dariiber hinaus kdnnen Probleme mit mehreren Rissen unterschiedlicher
Orientierung und unterschiedlicher Anzahl in den Einzellagen geldst werden. Ein Nach-
teil gegeniiber den oben beschriebenen analytischen Konzepten ist der groere Rechen-
aufwand und damit die Schwierigkeit, die Konzepte in eine strukturelle Auslegung zu
integrieren.

Alle bisher veroffentlichten Ansétze, die Steifigkeitsreduktion analytisch oder nume-
risch zu 16sen, basieren auf linear elastischen Annahmen. Die Definition von linear elas-
tischem Materialverhalten in den RVEs reduziert die Komplexitét der Losung, ist jedoch
besonders unter Schubbelastung nicht geeignet, um die Steifigkeitsreduktion korrekt zu
berechnen. Somit sind die bisher beschriebenen Ansitze im Allgemeinen nur fiir die
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Auslegung von Kreuzverbundlaminaten mit Rissen in 90° Lagen verlasslich. Fiir multi-
direktionale Laminate bzw. bei signifikanten Verformungen miissen nichtlineare Mate-
rialprozesse beachtet werden. Die Integration eines nichtlinearen Materialansatzes in die
beschriebenen analytischen Methoden erschwert wesentlich die Losungsmdglichkeit der
mechanischen Gleichgewichtsbedingungen. Im Rahmen dieser Arbeit wird daher ein
numerischer Ansatz zur Losung der Steifigkeitsreduktion genutzt. In den folgenden Ab-
schnitten wird dieser genauer vorgestellt und gezeigt, wie die Ergebnisse effizient in das
nichtlineare Konstitutivmodell eingebunden werden kénnen.

5.2 RVE Studie zur Rissauswirkung bei
kontinuierlicher Belastung

Das entwickelte Konstitutivmodell betrachtet die Zwischenfaserbruchentwicklung und
die Zwischenfaserbruchauswirkung diskret in seiner vorhandenen Auspriagung. Die dis-
krete Rissbetrachtung ermdglicht eine genaue Bewertung der Rissauswirkung auf das
umliegende Spannungsfeld und damit eine verlissliche Bestimmung der Steifigkeitsre-
duktion. Um die Ergebnisse der diskreten Steifigkeitsanalyse in das verschmierte nicht-
lineare Kontinuumsmodell zur Laminatanalyse integrieren zu kdnnen, miissen die Ma-
terialannahmen in beiden Modellen gleich sein. Ein kohérentes Konzept erfordert somit
eine nichtlineare Materialannahme in den diskreten RVEs. Das Konzept zur Berechnung
der geschiadigten 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
Nichtlinearitdtsmodell aber auch dafiir genutzt, um in RVE Rechnungen die geschidigte
Steifigkeitsmatrix zu bestimmen. Dieses Konzept unterscheidet sich von den bisher ver-
offentlichten diskreten Konzepten mit linear elastischen Annahmen. Um Laminate aus-
legen zu konnen in denen nichtlineare Materialprozesse wirken, ist ein Nichtlinearitéts-
modell entscheidend. Insbesondere plastische Verformungen bewirken, dass die linear
elastisch berechneten Schadigungsvariablen mit zunehmender Belastung von der Reali-
tdat abweichen. Durch die nichtlinearen RVEs werden die belastungsbezogenen Schidi-
gungsvariablen in Abhéngigkeit des normierten Rissabstands und der jeweiligen Rand-
bedingungen berechnet. Diese werden im Folgenden in das Kontinuumsmodell inte-
griert, um die geschidigten Spannungen zu berechnen. Die Untersuchungen auf Basis
der RVEs erfolgen fiir 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 {ibertragbar sind.
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Abb. 5-2:  Kohiirentes Konzept zur homogenisierten Integration einer berechneten Rissauswir-

kung in einem RVE.

5.2.1 Definition der RVEs unter Berucksichtigung von
nichtlinearem Materialverhalten

Um die Steifigkeitsreduktion zu berechnen werden analog zu Kapitel 2.6 numerische
RVE Modelle ausgewertet. Da sie bisher nur fiir die Auswertung der initialen Belastung
in einer zyklischen Versuchsdurchfithrung 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 grofleren Lasten steigt der Einfluss der nichtlinearen Materialprozesse auf
das lokale Spannungsfeld um den Riss. Aus diesem Grund wird zusétzlich zur dreidi-
mensionalen Modellierung der RVEs ein dreidimensionales Nichtlinearitdtsmodell im-
plementiert. Dieses wird als Abaqus Subroutine VUMAT fiir 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 gewihrleisten und eine Verschiebungs-
Biege-Kopplung zu verhindern. Um den Einfluss der Lagendicke auf die Steifigkeitsre-
duktion zu untersuchen, werden RVEs mit verschiedenen normierten Rissabstinden mo-
delliert. Es wird angenommen, dass sich die Zwischenfaserbriiche liber die gesamte Di-
cke der mittleren Lage erstrecken. Ebenso verlduft der Riss iiber die gesamte Breite und
ist parallel zur yz-Ebene gerichtet. Es wird eine dquidistante Rissanhdufung modelliert,
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womit der Rissabstand konstant s betrdgt. An den Seitenflichen der RVEs werden peri-
odische Randbedingungen definiert. Da Laminate meist sehr diinn sind, wird die Ver-
schiebung in Dickenrichtung nicht eingeschrinkt.

Die Schéadigungsvariablen werden aus den aufgebrachten Dehnungen und den resultie-
renden Spannungen berechnet. Dazu werden die liber 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 Schadigungsvariablen 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 Seitenflachen erzeugt. Eine Dehnung ¢, ent-
spricht in der mittleren Lage einer Dehnung in Faserrichtung. Es kann angenommen
werden, dass diese Dehnung im Laminat im Verhéltnis zu den anderen Dehnungskom-
ponenten sehr klein ist. Daher wird in der RVE Studie eine Verformung in y-Richtung
verhindert. Die folgenden gemittelten makroskopischen Dehnungszustinde werden in
drei verschiedenen Lastféllen betrachtet:

(a) uniaxiale Zugbelastung (¢, 0 0)7,
(b) uniaxiale Schubbelastung in der xy-Ebene (0 0  &x,,)T und
(c) kombinierte Zug- und Schubbelastung (&x 0  &xy)T.

Lastfall (c) ermoglicht die Betrachtung der Interaktion der Schidigungsvariablen d,,
und dg¢ infolge gekoppelter hydrostatischer Effekte bei kombinierter Zug- und Schub-
belastung. Die Auswirkung des diskreten Risses wird durch das Verhiltnis der gemittel-
ten makroskopischen Dehnungen und Spannungen eines ungeschidigten und eines ge-
schidigten RVEs ermittelt. Entsprechend den Belastungsrandbedingungen sind die Deh-
nungen unabhingig vom Schiadigungszustand gleich. Allerdings verursacht der Riss ei-
nen Unterschied in den resultierenden Spannungen Ag. Entsprechend des Lastfalls, wird
eine transversale Zug- oder longitudinale Schubspannungsdifferenz Ao, und Aagy,, aus-
gewertet. Die Bestimmung der Schidigungsvariablen der RVEs erfolgt aus dem Ver-
gleich der gemittelten RVE Spannungsdifferenz und dem ungeschéddigten Materialver-
halten. Damit wird erreicht, dass die Auswirkung der Spannungsdifferenz zwischen den
RVEs auf die Degradation einer Einzellage in der Kontinuumsbetrachtung iibertragen
werden kann. Die Spannungen des ungeschéidigten Kontinuums bei gleichen Dehnungen
werden mit 6 und oy

bezeichnet. Die Schidigungsvariablen werden entsprechend den einzelnen Lastfillen
folgendermalBlen berechnet:

(a) dpy = Ady /0y, dgs = 0,
(b)dy; =0, dgg = Any/Ua?gg,

fiir die transversale Zug- und die longitudinale Schubspannung
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() dyp = A0y /05°, deg = Ao-xy/o-a?j(;-

Die Schéadigungsvariablen beschreiben die Steifigkeitsreduktion durch die Zwischenfa-
serbruchentwicklung und werden in das Kontinuumsschiadigungsmodell integriert.

5.2.2 Erweiterung des Nichtlinearitatsmodells fur drei-
dimensionale Spannungszustande

Die Genauigkeit der ermittelten Steifigkeitsreduktion auf Basis der RVEs hédngt ent-
scheidend von dem berechneten lokalen Spannungsfeld um den Riss ab. Um das Kon-
stitutivverhalten korrekt abzubilden, wird der zweidimensional formulierte Nichtlinea-
ritdtsansatz 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 FlieBvorgidnge und der hyperelastischen Sensitivitit getrof-
fen. Das Nichtlinearitdtsmodell fiir die RVE Studie beinhaltet die nicht-hooke'sche Fa-
serelastizitdt, 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 Verhiltnis zur zweidi-
mensionalen Formulierung beschrieben. Die Berechnung der longitudinalen nichtlinea-
ren Elastizitét erfolgt analog zu dem Vorgehen in Kapitel 3.2 durch den definierten deh-
nungsbasierten empirischen Ansatz. Da die Fasernichtlinearitét sich nur in Faserrichtung
auswirkt, dndert sich der Ansatz fiir die dreidimensionale Formulierung nicht.

Faserrotation

Das Materialkoordinatensystem (1', 2', 3") in Abaqus vernachléssigt die sich verdndernde
Orthotropierichtung, die aufgrund einer Faserrotation entsteht. Fiir eine korrekte Defi-
nition des Konstitutivmodells miissen 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 6 in der dreidimensionalen Betrachtung ausschlieBlich aus den lokalen Schub-
dehnungen des Materialkoordinatensystems in Abaqus &1, und &5 zu

0= arctan\/(eiz)2 + (£13)2. (5-5)

Die Orientierung der Rotationsachse wird definiert durch den Vektor

0 0
a= <a2> = [ e1s/V/ (1) + (g13)? |, (5-6)
a3 g2/ (e12)? + (€13)?
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Die dreidimensionale Transformationsmatrix ergibt sich dann mit dem Rotationswinkel
6 und dem Orientierungsvektor a zu

T Ty Tis Ty T Tig)
Y Ty Ty T Tos Tog
TP Tsy Tss Ty Tss  Tse
Y OTE TE TR TEY TE| (5-7)
TP Ty Tss Tsy Tes Tog
TP Tz Tes Tex Tes Tes -

T3P (a,0) =

Die einzelnen Komponenten der dreidimensionalen Rotationsmatrix sind in Anhang A.c
angegeben. Wird der Fall 15 = 0 betrachtet, ergibt sich die Rotation um den Winkel
0 = arctan(e;,) und die Rotationsachse mit dem Orientierungsvektor a =
(0 0 1)T.Es folgt die bekannte dreidimensionale Transformationsmatrix

[c? s2 0 2¢cs 0 0]
s?2 c2 0 —2cs 0 0
po_|0 01 0 0 0
0 —cs ¢s 0 (s?+c?) 0 o (5-8)
0 0 O 0 c -—S
L0 0 0 0 s cC

wobei s = sin(0) und ¢ = cos(0) gilt. In dem numerischen expliziten Losungsverfah-
ren wird das dreidimensionale Dehnungsinkrement im nicht rotierten Zustand in das re-
ale Faser-Matrix-Koordinatensystem rotiert:

de =T3P de'. (5-9)

Im Anschluss an die Konstitutivberechnungen zur Bestimmung der lokalen Spannungen
werden diese wieder in das Materialkoordinatensystem von Abaqus zuriick rotiert:

do' =T35 do. (5-10)

Plastizitatsmodell

Das dreidimensionale Plastizitdtsmodell soll das Verhalten von kohlenstofffaserver-
starkten Harzen mit hohem Faservolumenanteil abbilden. Damit gilt wieder die An-
nahme, dass die FlieBvorginge unter longitudinaler und transversaler Belastung nicht
interagieren. Unter longitudinaler Schubbelastung (o5, 013) gleiten Fasern und Matrix
longitudinal, und unter transversaler Belastung (o, 03, 0,3) orthogonal zu den Fasern.
Das gesamte Dehnungsinkrement ldsst sich definieren als Summe aus elastischem Deh-
nungsinkrement und plastischem Dehnungsinkrement:
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de = de® + deP, (5-11)

wobei das plastische Dehnungsinkrement definiert ist als

de? = (dgfrl’ dgfrz’ dsfry dgfllz’ d£§l13’ dgfr23)T' (5_12)
Die FlieBfunktion fiir die transversale Plastizitit wird unter dreidimensionalen Span-
nungszustidnden allgemein definiert als

ftr = aterf = O-terq + Aty O, (5-13)

wobei O'terq die transversale dquivalente Dehnung, a,, der transversale hydrostatische
Sensitivitdtsparameter und o,,, die hydrostatische Spannung in dem Matrixmaterial sind.
Unidirektionale Faserverbundlagen weisen ein transversal isotropes Materialverhalten
orthogonal zur Faser (1-Richtung) auf. Wéhrend die plastische Verformung in longitu-
dinale und transversale Richtung unabhingig voneinander ist, findet dadurch eine Inter-
aktion der transversalen Spannungskomponenten bei dem transversalen FlieBvorgang
statt. Zur Beschreibung der Interaktion wird das Tresca Kriterium genutzt. Dieses ge-
wihrleistet, dass keine plastische Volumendnderung unter reinen hydrostatischen Belas-
tungszustanden auftritt [168]. Die transversale dquivalente plastische Spannung ergibt
sich mit dem Tresca Kriterium als

o ] = \/022 + 0% — 20,05 + 40k, (5-14)

Die hydrostatische Spannung in der Matrix o, ergibt sich als Erweiterung von Gl. (3-10)
zu

1/E
Om = §(E_T:0-1 + () + 0-3>. (5'15)

Es wird davon ausgegangen, dass der plastische Fluss keinen Einfluss auf die Volu-
mendnderung des Materials hat. Daher wird das transversale plastische Potential, wie
bei der Betrachtung des ebenen Spannungszustands, entsprechend der dquivalenten
Spannung festgelegt:

Jir = 0. (5-16)

Die inkrementelle effektive plastische Dehnung deterf wird definiert als

1
deg] =5 /dsi’r:dsi’r. (5-17)
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Die Definition gewahrleistet, dass bei uniaxialer Belastung die d4quivalente Dehnung der
entsprechenden plastischen Dehnung in dieser Richtung entspricht. Beispielsweise
ergibt sich bei reiner transversaler Normalspannung in 2-Richtung (do, # 0, do; =

0, do,3 = 0) der Dehnungszustand (de, = — deg, de,3 = 0) und damit defrf = deb.

Um die Plastizitdt unter longitudinalen Schubspannungen zu beschreiben, wird die
FlieBfunktion definiert als

fa =0 =05+ ag op, (5-18)

wobei flir die dquivalente longitudinale Schubspannung eine quadratische Interaktion

definiert ist:
o ! = /0'122 + dk. (5-19)

Die hydrostatischen Sensitivitdtsparamater a;, und ag; bestimmen den Einfluss der hyd-
rostatischen Spannungen auf das FlieBverhalten. Wie die Parameter hergeleitet werden
konnen und deren Kalibrierung fiir das Material IM7-8552 auf Basis von Ergebnissen
fiir Scotchply SP-319, wurde bereits in Kapitel 3.3 gezeigt. Das plastische Potential bei
longitudinaler Schubplastizitdt zur Definition des plastischen Flusses ist definiert als

gs1 = 0g), (5-20)

und die inkrementelle effektive plastische Dehnung entsprechend der zweidimensiona-

len Formulierung als
def/ = /dep'dsp
sl st* sl*

Damit ergibt sich der Betrag des plastischen Flusses entsprechend der Skalare

aftr QOd

dA,y = (5-21)
I’_I"p agtr agtr + aftr QO agtr
\] do ' do
und
1 E 2
§asl (E_Tdo_l + d0'2 + d0_3) + % (O-lzdglz + 0-13d€13)

dig = L _ (5-22)

/ag .09 af 09
qp Sl sl sl 0 sl
H do " do + Q
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Dabei ist Q° die dreidimensionale ungeschidigte Steifigkeitsmatrix. Die Berechnung
der plastischen Dehnungen bei transversalen oder longitudinalen Spannungen ergibt sich
entsprechend der nicht-assoziierten FlieBregel zu

T
agtr agtr agsl agsl agtr d;{tr> ’ (5_23)

d p=<0,—dl ,——d A, dAg, dAg,
€ o, Aoy oy, VAo V00,

Die Masterkurven zur Bestimmung des Erweichungsverhaltens entsprechend des Zu-
sammenhangs von effektiven Dehnungen und Spannungen unter transversalen und lon-
gitudinalen Spannungszustdnden entsprechen den ermittelten Kurven im zweidimensi-
onalen Fall. Diese wurden fiir das Material IM7-8552 in Abb. 3-7 und Abb. 3-8 gezeigt.
Die iibrigen Materialeigenschaften, welche fiir die RVE Studie zur Auswertung der
Schéadigungsvariablen genutzt wurden, sind in Tab. 5-1 definiert. Die mit (*) markierten
Kennwerte wurden bereits in Tab. 2-1 definiert und fiir die RVE Auswertung der zykli-
schen Versuchsdurchfiihrung genutzt. Die zusdtzlichen Materialparameter und die Mas-
terkurven sind notwendig, um die nichtlinearen Materialprozesse abzubilden.

Tab. 5-1: Materialeigenschaften von IM7-8552 fiir die Bestimmung der Rissauswirkung.

Longitudinale Steifigkeit* E? 161.0 [GPa]
Longitudinaler nicht-hooke'scher Parameter k¢ 23 [-]

Transversale Steifigkeit* E? 9.00 [GPa]

In-plane Querkontraktionszahl* vY, 032 [-]

In-plane Schubsteifigkeit* G, 5.18  [GPa]
Transversale Schubsteifigkeit™ G, 3.98 [GPa] [46]
Steifigkeit Reinharz (8552) En, 4.08 [GPa] [150]
Sensitviitsparmeter “w 042 T
Longitudinaler hydrostatischer g 0249  []

Sensitivitdtsparameter
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5.3 Ergebnisse der RVE Studie mit
nichtlinearem Materialverhalten

Je nach Belastungszustand und dem Verhéltnis 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
FlieBverhalten in Abhédngigkeit der Lastrichtung. Anders als in bisherigen Studien, in
denen linear elastisches Materialverhalten in den Lagen angenommen wurde, bewirkt
die Nichtlinearitdt, dass sich der Zusammenhang zwischen einem Zwischenfaserbruch
und dessen Steifigkeitsauswirkung mit zunehmender Last verdndert. Die Schidigungs-
variablen sind somit abhingig 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 verdanderten Laminataufbaus exemplarisch
zeigen. Die Makro-Dehnungen und Spannungen sind dazu im Materialkoordinatensys-
tem der mittleren Lage angegeben, da sich die Schddigungsvariablen 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 Verhiltnis zwischen dem RVE Koordinatensystem und dem lokalen Lagenkoordi-
natensystem nach dem Orientierungswinkel o.

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 fiir 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 fiihrt zu einer Offnung der Rissfronten,
wie in Abb. 2-16 dargestellt. Diese Rissoffnung 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 ungeschadigten Lage und einer Lage mit Zwischenfaserbruch.
In diesem Fall entspricht der Verlauf der ungeschéddigten Lage dem nichtlinearen unge-
schédigten transversalen Materialverhalten. Durch den Riss im RVE entsteht eine St6-
rung des lokalen Spannungsfeldes und die Lastiibertragung muss im Bereich des Risses
durch die angrenzenden 0° Lagen iibernommen werden. Der Verbund der 3 Lagen kann
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damit nicht mehr die gleichen Axialspannungen aufnehmen, wie der ungeschédigte Ver-
bund. Dadurch ist die transversale Zugspannung bei gleicher Zugdehnung geringer.
Dementsprechend reduziert sich auch die Steifigkeit.

200

—— Ungeschadigte Lage

160 —— Geschadigte Lage

120

Transversale Zugspannung , [MPa]

80
40
0
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0
Transversale Zugdehnung &; [%]
Abb. 5-3: Spannungs-Dehnungs-Verlauf bei uniaxialer transversaler Zugverformung einer un-

geschidigten und geschiadigten 90° Lage in einem [0/90/0] Laminat.

Die Reduktion der Steifigkeit zwischen dem ungeschidigten und geschiadigten RVE ent-
spricht der Schiadigungsvariable d»>. Diese ist in Abb. 5-4 als Funktion der transversalen
Dehnung abgebildet. Mit zunehmender transversaler Dehnung nimmt die Schadigungs-
variable leicht ab. Dies wird verursacht durch das plastische Materialverhalten, das zu
einem abnehmenden Einfluss des Risses auf das umliegende Spannungsfeld fiihrt. Lo-
kale o23 Spannungen an den Rissfronten im Bereich der Rissspitzen tragen zusitzlich
zur Reduktion der Schadigungsvariable bei, da diese Spannungen plastisches Flieen
verstirken.
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Transversale Zugdehnung &, [%]

Abb. 5-4: Schidigungsvariable d2: bei uniaxialer Zugverformung eines [0/90/0] Laminats mit
einem NRA=4.
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Der nahezu konstante Verlauf der Schidigungsvariablen unter transversaler Belastung
deutet darauf hin, dass die Beachtung nichtlinearen Materialverhaltens nur einen gerin-
gen Einfluss auf die Definition der Schidigungsauswirkung in einer Kontinuumsmodel-
lierung hat. Linear elastische Materialannahmen fiir die RVE Rechnungen wiirden eine
konstante Schéddigungsvariable unabhidngig von dem Dehnungsniveau vorhersagen,
dquivalent zu dem Wert bei 0% transversaler Dehnung. Wie die Auswertung mit nicht-
linearer Materialbeschreibung zeigt, reduziert sich die Schidigungsvariable bei 3% Deh-
nung um etwa 20%. Allerdings werden in strukturellen Anwendungen héufig Kreuzver-
bunde oder ein quasi-isotroper Verbund genutzt. Die Mehrzahl der eingesetzten Kohle-
faserverbundwerkstoffe erreicht bei diesen Laminatautbauten eine Versagensdehnung
von selten mehr als 1.5%. Auch wenn sich Risse in einzelnen Lagen bereits bei wesent-
lich geringeren Dehnungen entwickeln, ist fiir die Vorhersage des Konstitutivverhaltens
dieser Laminate unter reiner transversaler Zugbelastung der Einfluss nichtlinearen Ma-
terialverhaltens auf die Rissauswirkung nahezu vernachléssigbar. Fiir den Fall des uni-
axial belasteten Kreuzverbundes mit reinem transversalem Zug in Lagen mit Zwischen-
faserbriichen 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 haufig vernachlissigt. In dieser Arbeit wird die Steifigkeitsre-
duktion einer kohlefaserverstarkten Lage mit Riss in Abhangigkeit 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 ungeschédigten und ei-
ner geschddigten 90° Lage ist in Abb. 5-5 dargestellt. Die Ergebnisse zeigen, dass die
erzielten Spannungen in dem geschéidigten RVE niedriger sind, diese sich aber mit zu-
nehmender Dehnung den ungeschidigten Spannungen anndhern. Dies spiegelt sich in
Abb. 5-6 im Verlauf der Schidigungsvariable des 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 ungeschidigten als auch der geschidigten Lage infolge
plastischen FlieBens ab. Allerdings zeigen die RVE Ergebnisse, dass die Schubsteifig-
keitsreduktion im Fall eines Zwischenfaserbruchs in der 90° Lage geringer ausféllt und
sich damit ein stark nichtlinearer Zusammenhang zwischen Schubdehnung und der
Schéadigungsvariable des ergibt. Ein konstanter Zusammenhang, den gewohnlich ge-
nutzte linear elastische Annahmen vorhersagen wiirden, hitte eine falsche Steifigkeits-
bewertung besonders bei grofleren Verformungen zur Folge.



Auswirkung von Zwischenfaserbriichen 107

_ 120

§ Ungeschadigte Lage
E 100 || ——Geschadigte Lage
oo
c
3 80
c
C
©
Q.
2 60
3
<
A
o 40
©
C
£
2 20
oo
c
S

0

0.0 0.5 1.0 15 2.0 2.5 3.0
Longitudinale Schubdehnung 1, [%]
Abb. 5-5: Spannungs-Dehnungs-Verlauf bei uniaxialer longitudinaler Schubverformung einer

ungeschidigten und geschidigten 90° Lage in einem [0/90/0] Laminat.
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Abb. 5-6: Schéidigungsvariable des bei uniaxialer Schubverformung eines [0/90/0] Laminats mit
einem NRA=4,

Um die Griinde fiir 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 Storung des Risses im Spannungsfeld zwischen den Rissen
auswirkt. Fiir zwei unterschiedliche Dehnungsniveaus sind jeweils die Schubspannun-
gen normiert tiber die Schubspannungen dargestellt, die aulerhalb der Einflusszone des
Risses wirken. Durch den Riss kann keine Last iiber die Rissfronten iibertragen werden,
wodurch die Spannungen direkt an der Rissfront Null sind. Die obere Abbildung zeigt
die normierten Schubspannungen bei einer Schubdehnung von 0.04%, wihrend die un-
tere Abbildung die Schubspannungen bei 2.17% Dehnung zeigt. Die Dehnungsniveaus
und die Schubsteifigkeit, welche das ungeschéddigte 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-
formige blaue und rote Markierung dargestellt. Da die Last nicht {iber die Rissfronten
ibertragen werden kann, wird diese {iber die angrenzenden Lagen tibertragen. Durch die
hohe Schubsteifigkeit bei dem niedrigen Lastniveau, beeinflusst der Riss die Spannung
auch noch weit entfernt von den Rissfronten. Bei hoheren 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 kiirzerer Distanz wieder auf die Far-Field Span-
nungen aufbauen. Als ,,Far-Field Spannung® wird die ungestorte Spannung definiert, die
auBBerhalb des Einflussbereichs eines Risses herrscht.
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Abb. 5-7:  Normierte Spannungsverteilung in der mittleren gerissenen Lage fiir zwei unter-
schiedliche Schubdehnungsniveaus (612.rr — Far-Field Schubspannung).

Den gleichen Effekt verdeutlicht noch einmal Abb. 5-8. in der die normierte Schubspan-
nungsverteilung fiir 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 hoheren Lastniveaus geringer. Die Schiddigungsvariable des in einer ver-
schmierten Betrachtung des Zwischenfaserbruchs sinkt. Trotz gleicher Rissmorphologie
verdndert sich somit trotzdem die Schidigungsauswirkung in Abhéngigkeit der Belas-
tung. Dementsprechend muss auch die effektive Steifigkeitsmatrix Q¢ . €Iner gerissenen
Einzellage entsprechend des Lastniveaus bestimmt werden.
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Abb. 5-8:  Verteilung der normierten Schubspannung fiir zwei unterschiedlichen Schubdeh-
nungsniveaus.

In Abb. 5-6 wird ebenfalls deutlich, dass das nichtlineare Verhéltnis zwischen der Sché-
digungsvariable d¢s und der Schubdehnung &;, nicht monoton verlduft. Bei geringer Zu-
nahme der Schubdehnung nimmt die Schidigungsvariable zunéchst leicht zu. Dieser Ef-
fekt wird verursacht durch eine Spannungsiiberhéhung an der Rissspitze, die zu einer
plastischen Verformung in den Nachbarlagen fiihrt. Damit verbunden ist der Anstieg der
Schadigungsvariable. Mit weiter zunehmender Dehnung dominiert die generelle Ab-
nahme der Schidigungsvariable, 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. Dafiir sind ebenfalls die lokal am Riss {iberhéhten Span-
nungen in den Nachbarlagen verantwortlich. Da der Gradient der effektiven Schubspan-
nungs-Schubdehnungs-Kurve (Masterkurve) bei 1% Schubdehnung stark abfillt, verur-
sacht die Spannungsiiberhéhung, die sich nun durch die gesamte Dicke der Nachbarla-
gen erstreckt eine ausgeprégte plastische Verformungszone. Diese Plastifizierung findet
im ungeschédigten RVE nicht statt, da das globale Dehnungsniveau noch geringer ist.
In diesem Fall ist die Schubsteifigkeit in der Nachbarlage homogen und vom Betrag
wesentlich hoher. Da der Einfluss der Nachbarlage in die Bestimmung der Schidigungs-
variable der gerissenen Lage eingeht, fiihrt die Ausbildung der plastischen Zone in den
Nachbarlagen zu einem Anstieg der Schiadigungsvariable.

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 Schadigungsvariablen {iber die Dehnung kon-
stant. Bei Beachtung der nichtlinearen Materialprozesse ergibt sich ein nichtlinearer
Verlauf der Schidigungsvariablen iiber 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 erwihnt, dass in der Literatur bisher nur
zyklische Versuche zur Bewertung der Steifigkeitsreduktion verdffentlicht 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 Schidigungsvariab-
len bisher nicht notwendig. In der vorliegenden Arbeit werden allerdings auch multidi-
rektionale Laminate betrachtet, die aufgrund der Zwischenfaserbruchanhiufung eine
starke Nichtlinearitdt aufweisen. Dadurch kann das Materialverhalten bzw. die Rissaus-
wirkung auch bei kontinuierlicher Belastung, wihrend des gesamten Verlaufs bis zum
Probenversagen verstanden und in dem Modell abgebildet werden. Fiir 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.
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Abb. 5-9:  Einfluss der Nichtlinearitiit auf die Spannungs-Dehnungs-Verldufe bei Zug- und
Schubbelastung und die entsprechenden Schidigungsvariablen fiir ein NRA=4.

5.3.2 Einfluss des Rissabstands

Fiir linear elastische Materialannahmen wurde der Einfluss der Interaktion zwischen ein-
zelnen Rissen in einer Lage bereits untersucht und verdffentlicht [20,37]. Die Bestim-
mung des lokalen Spannungsfeldes zwischen den Rissen ist in diesem Fall besonders
notwendig, um den Einfluss der Stérung des Spannungsfelds auf die Lastiibertragung
abzuschétzen. In [154] wurde aus numerischen Untersuchungen fiir 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 gestort. Da sich dann das Spannungsfeld zwischen den Rissen in Abhéngigkeit vom
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Rissabstand verdndert, kann die Schidigungsvariable nicht mehr entsprechend dem
Rissabstand linear skaliert werden. Um das Interaktionsverhalten in Abhéngigkeit von
nichtlinearem Materialverhalten zu untersuchen, wurden RVE Rechnungen fiir ver-
schiedene Rissabstinde durchgefiihrt. Die Auswirkung auf die Reduktion der Transver-
sal- und der Schubsteifigkeit wurde fiir NRAs zwischen 1 und 16 ausgewertet. Wie Abb.
5-10 und Abb. 5-11 zeigen, erhoht sich die Schadigungsvariable erwartungsgemal mit
Zunahme des NRA. Fiir eine konstante Lagendicke ist ein grolerer NRA gleichbedeu-
tend mit einer geringeren Rissdichte. Die Rissoffnung und die Rissgleitung vergroBBern
sich und damit auch die Schadigungsvariable des homogenisiert betrachteten Volumens.
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Abb. 5-10: Transversaler Zugspannungs-Dehnungs-Verlauf einer geschidigten Lage fiir ver-

schiedene NRA (links) und die entsprechenden Schidigungsvariablen d2: (rechts).
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Abb. 5-11:  Longitudinaler Schubspannungs-Dehnungs-Verlauf einer geschidigten Lage fiir ver-

schiedene NRA (links) und die entsprechenden Schidigungsvariablen des (rechts).

Fiir einen geeigneteren Vergleich wird eine normierte Betrachtung der Schadigungsva-
riable definiert (Schidigungsvariable multipliziert mit NRA). In Abb. 5-12 wird deut-
lich, dass die Verldufe dieser Variablen besonders fiir groflere Rissabstinde identisch
sind. Identische Kurvenverldufe bedeuten dabei, dass an den Ridndern des RVE wieder
Far-Field Bedingungen hergestellt sind. Nur fiir geringe NRA (NRA=1 entspricht einem
Rissabstand gleich der Lagendicke) erstreckt sich das gestorte Spannungsfeld bis iiber
die Mitte zwischen zwei Rissen und eine Auswirkung aus der Interaktion resultiert.
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Durch nichtlineares Materialverhalten verdndert sich die Interaktion der Risse mit zu-
nehmender Belastung. Unter longitudinalem Schub ndhern sich die Verldufe der Scha-
digungsvariable des fiir 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 fiir kleinere Rissabstinde 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 durchgefiihrten Versuchen wurde in keinem Laminat ein
NRA kleiner als 1.5 erreicht. Fiir das gleiche Lastniveau sind die Schadigungsvariablen
damit proportional zum NRA.
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Abb. 5-12: Normierte longitudinale Schub- und transversale Zugschidigungsvariable.

5.3.3 Einfluss der Faserorientierung benachbarter La-
gen

Der Einfluss der Faserorientierung angrenzender Lagen auf die Steifigkeitsvariablen un-
ter uniaxialer Belastung und fiir ein NRA von 4 ist in Abb. 5-13 dargestellt. Bei uniaxi-
aler transversaler Zugbelastung nimmt die Schidigungsvariable dz> mit zunehmender
Winkeldifferenz zu. Mit der Orientierung einer benachbarten Lage wird das Offnungs-
und Abgleitverhalten der Rissfronten beeinflusst. Die Rissoffnung wird am stirksten
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°. Fiir andere Win-
kelunterschiede wirken in der benachbarten Lage kombiniert transversale Normal- und
longitudinale Schubspannungen. Dadurch steigert sich die Rissoffnungsweite und damit
gleichbedeutend die Nachgiebigkeit in der homogenisierten Betrachtung. Bei hohen
Dehnungen sinkt die Schddigungsvariable da; fiir groe Winkeldifferenzen und steigt
fiir 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 Schéadigungsvariable erhoht. Dieser Effekt wird zusétzlich verstarkt durch Normal-
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und Schubspannungen in Dickenrichtung an den Rissspitzen, welche das FlieBverhalten
ebenfalls beeinflussen.

Fiir die Auswertung der Steifigkeitsreduktion unter longitudinaler Schubbelastung ist
die Beachtung der Faserorientierung der Nachbarlagen in Relation zum Riss ebenfalls
entscheidend. Im Gegensatz zur Rissoffnung, wird ein Abgleiten der Rissfronten nicht
bei einem angrenzenden Lagenwinkel von 0° am stirksten behindert, sondern bei Faser-
winkeln, die grofer sind. Damit sinkt mit zunehmendem Winkel der angrenzenden Lage
die Schadigungsvariable de fiir 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 Erhéhung des Schublastniveaus bewirkt den be-
schriebenen Effekt der Abnahme der Schiadigungsvariable, allerdings zeigen die Ergeb-
nisse, dass dann auch der Einfluss des Nachbarlagenwinkels verschwindet und sich die
Kurvenverldufe der Schiadigungsvariable des einander angleichen. Positive Winkel der
Nachbarlagen bewirken bei reiner Schubbelastung im RVE eine Zug-Schub-Kombina-
tion in den angrenzenden Lagen. Durch die hydrostatische Sensitivitdt des FlieBverhal-
tens, werden unter Zug groBere plastische Verformungen lokal am Riss in den Nachbar-
lagen erreicht. Dadurch sinkt dort die Steifigkeit ab und die verschmiert betrachtete
Schadigungsvariable, welche auch die Rissauswirkung in den Nachbarlagen enthilt,
steigt an. Nachbarlagenwinkel grofer als 10° wurden nicht ausgewertet. Bei solchen La-
genwinkeln ist die Anstrengung in der Nachbarlage grofler, als in der Lage, in der der
diskrete Riss modelliert ist. Dadurch wiirde sich ein Zwischenfaserbruch in der mittleren
Lage erst nach der Rissentstehung in den Nachbarlagen bilden. Somit wire die Auswer-
tung eines solchen Zustandes physikalisch nicht sinnvoll und wird hier auch nicht be-
trachtet.
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Abb. 5-13:  Schiidigungsvariablen dz: (links) und des (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 ¢)
untersucht. Beispielhaft werden dafiir 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 zusitzliche Uberlagerung mit einer Schublast beeinflusst
wird. Im Gegensatz dazu, nimmt die Schadigungsvariable d¢s mit zunehmender Schub-
dehnung und bei iiberlagertem Zug ab. Der Grund dafiir ist die hydrostatische Sensitivi-
tit des Epoxidharzes und die damit verbundene Verdnderung der plastischen Verfor-
mung des Materials im Bereich des Risses. Die Auswirkung einer Zugspannung auf die
Masterkurve fiir das transversale FlieBverhalten zeigte, dass dadurch groBere 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 Schubschéddigungsvariable.
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Abb. 5-14:  Schidigungsvariablen d22 (links) und des (rechts) einer gerissenen Lage mit NRA=4
und verschiedener Zug-Schub Lastkombinationen (Z:S — Zug:Schub Verhiltnis).

5.4 Ubertragung der diskreten Ergebnisse auf
das Kontinuums-Schadigungsmodell

Um das Konstitutivverhalten eines Faserverbundlaminats zu bestimmen, ist es zweck-
malBig einen homogenisierten Kontinuumsschadigungsansatz auf Basis von Schédi-
gungsvariablen zu nutzen. Wie die nichtlinearen Materialprozesse in dem Kontinuums-
modell integriert sind, wurde in Kapitel 3 gezeigt. Um die Steifigkeitsreduktion infolge
einer Schiadigung zu definieren, miissen die Schadigungsvariablen fiir das Modell be-
stimmt werden. Neben einer empirischen Definition der Auswirkung der diffusen Mik-
roschddigung und von Delaminationen, wird ein Ansatz auf Basis der RVEs genutzt, um
die Auswirkung von Zwischenfaserbriichen zu bestimmen. Um die gleichen nichtlinea-
ren Materialprozesse auch in den numerischen RVE Studien abzubilden, werden diese
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auch fiir die Berechnung der Schidigungsvariablen durch die Verwendung des dreidi-
mensionalen Nichtlinearitdtsmodells einbezogen. Dieses kohdrente Vorgehen in der dis-
kreten und der verschmierten Modellierung ist notwendig, um eine Anwendung des Mo-
dells auch bei groBen Verformungen und Schubspannungen in einzelnen Lagen nutzen
zu konnen. Wie in den vorangegangenen Abschnitten gezeigt wurde, fiihren die nichtli-
nearen Materialmechanismen zu einer starken Abhéngigkeit der Steifigkeitsreduktion
von dem Belastungszustand in den einzelnen Lagen. Da sich die Schidigungsvariablen
mit einer Laststeigerung verdndern, miissten diese im Rahmen der Anwendung des Kon-
tinuumsmodells zu jedem Zeitschritt neu berechnet werden. Die diskrete Bestimmung
der Steifigkeitsmatrix infolge einer Rissentwicklung wire damit sehr zeitaufwendig. Um
dies zu verhindern, ist es sinnvoll, die Schiddigungsvariablen durch umfangreiche RVE
Studien im Voraus zu berechnen. Im Rahmen dieser Arbeit wurde dies fiir das Material
IM7-8552 und fiir potentielle Zustinde des Laminataufbaus, des Belastungszustands
und der Rissdichte durchgefiihrt.

Bisher wurden nur einige Ergebnisse der nichtlinearen RVE Studien gezeigt. Um alle
moglichen Zustéinde abzubilden, wurde eine umfassende Ergebnismatrix der Schédi-
gungsvariablen d»» und des in Abhéngigkeit 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 représentativ fiir alle aufgetretenen Rissabstinde ist. Wie gezeigt wurde, dndern
sich die Schadigungsvariablen nur direkt proportional mit der Rissdichte.

Als EinflussgroBen fiir die Bestimmung der Schidigungsvariablen bleiben damit die
Winkeldifferenz zur Nachbarlage, die longitudinale Schubdehnung und die transversale
Zugdehnung. Entsprechend dieser Grofen werden systematische RVE Rechnungen
durchgefiihrt. Um spéter aus den gewonnen Schidigungsvariablen interpolieren zu kon-
nen, muss die Variation der Einflussgroflen sinnvoll gewéhlt werden. Um den Rechen-
aufwand in Grenzen zu halten, aber dennoch hinreichend viele Schiadigungsvariablen zu
bestimmen, werden folgende Zusténde fiir das Material IM7-8552 berechnet:

Zugdehnung/Schubdehnung (100 Stufen):  GleichméaBig zwischen 0% und
3% Dehnung

Zug:Schub Dehnungsverhéltnis (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°

Fiir 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 Schiadigungsvariablen aus den RVE Ergebnissen werden direkt als
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Datenmatrix in die VUMAT des nichtlinearen Kontinuumsmodells integriert. Entspre-
chend dem Lagenzustand wéhrend der Laminatauslegung hinsichtlich Dehnung und La-
minataufbau werden die Schddigungsvariablen mittels trilinearem Interpolationsverfah-
ren ermittelt. Damit kann die geschédigte Steifigkeitsmatrix jeder Einzellage integriert
in dem nichtlinearen Konstitutivmodell zur Laminatauslegung berechnet werden. Wenn
die Lagenorientierung der angrenzenden Lagen unterschiedlich ist, werden die Schadi-
gungsvariablen unabhingig flir beide Decklagenwinkel bestimmt. Um Rechenaufwand
fiir die dreidimensionale RVE Studie zu sparen, wird davon ausgegangen, dass der je-
weilige Winkel auf beiden Seiten vorliegt und sich damit entsprechende Schidigungs-
variablen an einem symmetrischen RVE bestimmen lassen. Um die Steifigkeitsreduk-
tion der betreffenden Lage zu bestimmen, wird ein Mittelwert aus beiden Schiadigungs-
variablen gebildet. Im Gegensatz zu einer eingebetteten Lage vergrofert sich die Riss-
offnungs- und Rissgleitungsweite einer aullenliegenden 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. Zusétzlich zur Steifigkeitsre-
duktion der diskreten Zwischenfaserbruchschadigung werden die Schadigungsvariablen
fiir die diffuse Schédigung und die Delaminationsschadigung berechnet (Kapitel 4.3 und
4.4). Die diffuse Schiadigung wird bei transversaler Belastung zur bestimmten Zwi-
schenfaserbruchschédigungsvariable d3,, addiert. Die Schddigungsvariable zur Be-

schreibung der Delaminationsauswirkung wird bei einer Schubdehnung oberhalb der

T

Delaminationsinitiierungsdehnung zur Zwischenfaserbruchschédigungsvariable dgg,

addiert. Damit ergibt sich im Kontinuumsmodell bei einer eingebetteten Lage:

ai
d22k = ggk + dzéfk,
(5-24)
d66k = ggk + dgglk'
Fiir eine dullere Lage folgt entsprechend:
ai
d22k = dggk(tzweifach) + dzéfka
(5-25)

— AJcr del
desy = 66k(tzweifach) + deg -

Mit den Schéadigungsvariablen kann die geschéddigte Steifigkeitsmatrix jeder Einzellage
berechnet werden. Zusammen mit den berechneten inkrementellen elastischen Dehnun-
gen werden damit anschlieBend die lokalen geschéddigten Spannungsinkremente
(dG,,dd,,déy,)", entsprechend Gl. (3-29) berechnet.
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Im Rahmen der experimentellen Schadigungscharakterisierung 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 iiberwiegend Testergebnisse
an Laminaten vorgestellt, die zur Auswertung der Zwischenfaserbruchauswirkung eine
zyklische Versuchsdurchfiihrung erfordern. Demgegeniiber wurde in der vorliegenden
Arbeit in der Auswahl der Laminate Wert darauf gelegt, eine Auswertung bei kontinu-
ierlicher Belastung bis zum Versagen zu gewihrleisten. Dies ermdglicht eine Material-
modellentwicklung die ndher an den Erfordernissen der strukturellen Auslegung liegt,
bedingt aber die akkurate Abbildung vieler nichtlinearer Materialprozesse. Mit dem Ma-
terialmodell werden zum einen die Rissdichtenverldufe als Funktion der Dehnung be-
stimmt und zum zweiten die Spannungs-Dehnungs-Verldaufe 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):]s,
[(452/-452)2]s, [(45/-45)4]s und [(50/-50)4]s.

Das vorgeschlagene Modell basiert auf der Theorie der Kontinuumsschidigungsmecha-
nik. Die empirischen Ansédtze zur Vorhersage der Schiadigungsentwicklung bestehen aus
der Bestimmung der Rissinitiierung und Rissanhdufung und der Vorhersage diffuser
Schidigungsprozesse in Form einer Mikroschadigung und einer Delaminationsschidi-
gung. Diese Ansétze wurden in Kapitel 4 vorgestellt. Zur Berechnung der Schadigungs-
variablen auf Grund der Zwischenfaserbruchentwicklung wurde ein diskreter Ansatz
entwickelt. Auf Basis der bestimmten Rissdichte, dem Belastungszustand und dem La-
minataufbau werden die entsprechenden Schiadigungsvariablen aus einer fiir IM7-8552
erstellten Datenmatrix ausgewertet. Dazu wurden RVE Rechnungen mit diskreter Riss-
modellierung durchgefiihrt. Auf Basis der Ergebnisse wurde die Rissauswirkung unter
Beriicksichtigung des nichtlinearen Materialverhaltens ausgewertet. Die dafiir entwi-
ckelte Methodik wurde in Kapitel 5 beschrieben. Andere Materialprozesse, die nichtli-
neares Laminatverhalten verursachen, sind ebenfalls integral in dem Kontinuumsansatz
eingebunden. Die implementierten Ansédtze 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 Elastizitdt und der Plastizitét bestimmt.

Fiir die Anwendung des Konstitutivmodells miissen die Kennwerte des Materials IM7-
8552 bestimmt werden. Wie in der experimentellen Studie ermittelt werden konnte, ist
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die Schadigungsentwicklung abhéngig vom Laminatautbau, wéihrend die anderen Nicht-
linearitdtsmechanismen als materialinhdrent angesehen werden konnen. Demzufolge
miissen zahlreiche Schadigungskennwerte in Abhingigkeit der Einzellagendicke der un-
tersuchten Laminate kalibriert werden. Die Kennwerte fiir IM7-8552 sind in Tab. 6-1
zusammengefasst. Dariiber hinaus werden die Masterkurven fiir die transversale und
longitudinale Plastizitdt und die Materialparameter aus Tab. 5-1 fiir die Simulationen
verwendet. Die Initiierungsspannungen und die Schiadigungsparameter zur Bestimmung
der Schadigungsprogression 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 Schidigungsentwicklung auch in weiteren
Proben mit kombinierten Spannungszustdnden in den Einzellagen vorherzusagen. Eine
Studie mit einem solch breiten Spektrum an Laminataufbauten wurde bislang noch nicht
verdffentlicht.

Tab. 6-1: Schiidigungskennwerte von IM7-8552.

Initiierungsspannung Diffuse Schidigung Zug Y: 62.3 [MPa]
Rissinitiierungsspannung Zug teinfach Y2 83 [MPa]
Rissinitiierungsspannung Zug tsweifach Y2 62.3 [MPa]
Initiierungsspannung Schub S 91.5 [MPa]
Neigungsparameter Enveloppe Zug pt, 0.32 [-] [71]
Neigungsparameter Enveloppe Druck i, 0.32 [-] [71]
Parameter Diffuse Schidigungsentwicklung ;;if 50 [-]

Parameter Rissentwicklung Transversal teinfach i 1 440 [-]

Parameter Rissentwicklung Transversal tzweifach 2 325 [-]

Parameter Rissentwicklung Schub 4 42 [-]
Schubdehnung Delaminationsinitiierung gfszlmi 3.5 [%0]

Parameter Delaminationsentwicklung det 3 [-]

Zunichst werden die Kreuzverbundlaminate [(0/90)4]s und [(02/902):]s ausgewertet. Ein
Vergleich der experimentellen und der simulierten Rissentwicklungen zeigt Abb. 6-1.
Da die Rissinitiierung und die Rissanhdufung 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 Schiddigungsmodell
in den 90° Lagen ein linearer Anstieg der Rissdichte vorhergesagt. Dies stimmt sehr gut
mit den experimentellen Ergebnissen iiberein. Eine Rissséttigung, wie sie teils in Ver-
suchen an glasfaserverstarkten Kunststoffen beobachtet wurde, wird weder in den Ex-
perimenten an IM7-8552 noch in der Simulation erreicht.
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Abb. 6-1:  Rissdichtenverlauf aus Experimenten und Simulation fiir 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 ermdg-
licht keine Auswertung der Steifigkeitsreduktion infolge von Rissen, da der Axialstei-
figkeitsunterschied zu groB ist. Die hier vorgestellte Auswertung der normierten Sekan-
tensteifigkeit ermdglicht die in-situ Bewertung der Schidigungsauswirkung bei konti-
nuierlicher Belastung. Die Ergebnisse lassen deutlich erkennen, dass die Steifigkeit mit
zunehmender Dehnung kontinuierlich steigt. Dieser Effekt liegt an dem nichtlinearen
longitudinalen Elastizitdtsmodul, der einen Steifigkeitsanstieg in den 0° Lagen verur-
sacht. Gewdhnlich vernachldssigen Modelle zur Auslegung von Faserverbundlaminaten
diese CFK Materialeigenschaft und gehen von einem linear elastischen E; aus. Im Er-
gebnis flihrt das zu einer deutlichen Unterschédtzung der Steifigkeit bei groBBerer Belas-
tung. Mit dem entwickelten Konstitutivmodell kann der Verlauf der normierten Sekan-
tensteifigkeit im Anfangsbereich sehr gut simuliert werden. Infolge von Schadigungs-
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 Schadigungsvariable aus der diskreten RVE Stu-
die, wird in der Simulation ebenfalls ein Steifigkeitsabfall vorhergesagt. Allerdings fallt
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der simulierte Steifigkeitsverlauf bei zweifacher Lagendicke ebenfalls bei etwa 0.7%
Axialdehnung ab, wihrend er bei einfacher Lagendicke erst bei etwa 0.95% abfillt. Die
Erkenntnis, dass bei korrekter Rissdichtenprognose der Steifigkeitsverlauf nicht korrekt
wiedergegeben werden kann, flihrte zur Definition der diffusen Mikroschiddigung. In
Kombination mit der Steifigkeitsreduktion der diffusen Mikroschddigung, die material-
inhérent definiert ist, konnen die Steifigkeitsverldufe beider Kreuzverbundlaminate sehr
gut simuliert werden. Der zweite ,,Knick® in der Steifigkeitskurve des Laminats mit
zweifacher Lagendicke liegt daran, dass die Schidigungsvariable d»; 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 wichst wieder dquivalent zur nichtlinearen Versteifung der 0° Lagen.
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Abb. 6-2: Spannungs-Dehnungs-Verlauf aus Experimenten und Simulation fiir 0/90 Kreuzver-

bundlaminate mit einfacher (1f) und zweifacher Lagendicke (2f).

Die Rissdichtenentwicklung in dem [(90/+30/90/-30)2]s und dem [(90/4+45/90/-45):]s
zeigt Abb. 6-3. In dem 90/30 Laminat traten Risse nur in den 90° Lagen auf, wihrend in
dem 90/45 Laminat auch in den 45° Lagen Risse beobachtet wurden. Die Simulations-
ergebnisse geben dies ebenfalls wieder. Die Rissdichtenverldufe in den 90° Lagen kon-
nen sehr gut vorhergesagt werden, wéihrend die 45° Risse zu Beginn der Rissanhdufung
etwas unterschitzt werden. Ein Grund kénnte der Einfluss der direkt angrenzenden 90°
Lagen mit ihrer Rissakkumulation sein. Wahrend das Modell die Rissinitiierung in den
45° Lagen bei einer hoheren 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. Fiir 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, wihrend die
90/45 Probe eine signifikante Nichtlinearitdt 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 fiir 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 zunédchst 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 Rissdichtenverldufe und Spannungs-Deh-
nungs-Verldufe beider Laminate zeigt Abb. 6-4. In beiden Laminaten sind keine Fasern
in Lastrichtung orientiert und dadurch tritt eine signifikante Auspragung der Nichtline-
aritét insbesondere durch die Schubplastizitdt 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 Rissséttigung 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 Abhéngigkeit von der Lagendicke prognostiziert. Ebenso ist der simulierte Ver-
lauf beider Lagendicken anndhernd gleich. Die experimentellen Ergebnisse deuten auf
eine solche Lagendickenunabhingigkeit hin. Obwohl die Rissdichten gleich sind, sind
die Spannungs-Dehnungs-Verldufe beider +45° Laminate unterschiedlich. Da die ande-
ren nichtlinearen Materialprozesse materialinhdrent sind, liegt die Ursache wie bereits
evaluiert in der unterschiedlichen Schiddigungsauswirkung. Mit den Ergebnissen der
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Zwischenfaserbruchauswirkung entsprechend der RVE Studie und der Delaminations-
schiadigung kénnen die Spannungs-Dehnungs-Verldufe 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 Schadigungsentwicklung, die Steifigkeitsreduktion
durch plastisches Flieen und die Versteifung durch die Faserausrichtung jeweils eine
groBBe Rolle. Alle Prozesse wirken sich signifikant auf den Spannungs-Dehnungs-Ver-
lauf bis zur Bruchdehnung von bis zu 12% aus, und kénnen mit dem Konstitutivmodell
in ihrer Interaktion akkurat genug vorhergesagt werden.
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Abb. 6-4:  Experimentelle und simulierte Ergebnisse fiir die Rissdichte und den Spannungs-

Dehnungs-Verlauf in £45 und +£50 Laminaten.

Die Modellergebnisse fiir die Rissdichte und die Zusammensetzung der Schubschidi-
gungsvariable des des +45° Laminats mit einfacher Lagendicke zeigt Abb. 6-5. Die sum-
mierte Schiadigungsvariable (dss Gesamt) entsprechend der Gl. (5-24) ergibt sich aus den
Anteilen durch die Auswirkung der Zwischenfaserbriiche (des Riss) und der Delamina-
tionsschddigung (des Delam.). An dem Kurvenverlauf der Rissschiadigung ist deutlich
zu erkennen, dass die Schidigungsvariable 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 iiberwiegend auf
Schub belastet sind. Gleichzeitig steigt die Delaminationsschadigung stark an und er-
reicht bei etwa 7% Axialdehnung einen groBeren Wert als die Rissschadigung. Kurz vor
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dem Versagen der Probe, wird die Steifigkeitsreduktion nahezu ausschlieBlich von der
Delamination getrieben. Die Zwischenfaserbriiche haben nahezu keinen Einfluss mehr
auf die Schubsteifigkeitsreduktion in den Lagen des Laminats.
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Abb. 6-5:  Vorhersagen des Schidigungsmodells fiir das +£45° Laminat mit einfacher Lagendi-
cke.

Die Komplexitit und die damit verbundenen Schwierigkeiten in der Schadigungsausle-
gung von Faserverbundlaminaten zeigt Abb. 6-6. Dargestellt sind die Rissdichtenver-
laufe aus dem Experiment und der Simulation und die entsprechenden Spannungs-Deh-
nungs-Verldufe eines [(90/+60/90/-60):]s Laminats.
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Abb. 6-6:  Experimentelle und simulierte Ergebnisse fiir 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 Rissanhdufungsrate 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 fiir beide Lagenorientierungen. Dementsprechend kann auch der
plotzliche 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 Realitét nicht auf.
Die Ergebnisse zeigen die Einschrankung des Modells hinsichtlich der Vorhersagbarkeit
der Schiadigungsentwicklung. Im Gegensatz zu den bisher betrachteten Laminaten, ist in
diesem Laminat ein weiterer Mechanismus entscheidend fiir die Rissentwicklung. Auf-
grund der Orientierung der Einzellagen des Laminataufbaus herrschen in beiden Lagen
hohe transversale Zugspannungen. Diese fithren 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
Rontgenaufnahme 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 fiir die Zwischenfaserbruchentwicklung ist auf multidirekti-
onale Laminataufbauten beschrénkt, in denen keine signifikante Interaktion der Risse in
verschiedenen Lagen zu erwarten ist.

Abb. 6-7: Rontgenaufnahme der Rissentwicklung eines [0/602/90]s Laminats [169].

Die Analyse der Rissauswirkung anhand der RVE Ergebnisse ist an die periodischen
Randbedingungen der RVEs gekniipft. Diese wurden definiert, um eine Rissausbreitung
iiber die gesamte Probenbreite abzubilden. In den 60° Lagen ist das nicht der Fall. Trotz-
dem soll die Anwendbarkeit des entwickelten Konzepts fiir die Bestimmung der Riss-
auswirkung untersucht werden. Dabei wird angenommen, dass die Lange der Risse hin-
reichend groB ist, um eine Periodizitét zu erfiillen. Weiterhin wird angenommen, dass
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die experimentell ermittelte Rissdichte reprasentativ fiir die gesamte Probe ist. Dies deu-
tet Abb. 6-7 an, da die Rissentwicklung zwar lokal an den 90° Zwischenfaserbriichen
stattfindet, jedoch homogen iiber die gesamte Probe. Entsprechend wird eine weitere
Simulation durchgefiihrt, bei der jedoch die Rissdichten in den 90° und den 60° Lagen
vorgegeben wird. Bei gleich angenommenem Rissdichtenverlauf fiir 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 Schadigung auch in dem 90/60
Laminat korrekt vorhergesagt werden kann.
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Abb. 6-8:  Ergebnisvergleich fiir das 90/60 Laminat bei vorgegebener Rissdichte.

Entscheidend fiir ein Materialmodell zur Strukturauslegung ist seine Anwendbarkeit fiir
verschiedenste Laminataufbauten und Belastungszustinde. Im Rahmen dieser Arbeit
wurde dazu besonderer Wert auf die Vorhersagefdhigkeit bei kontinuierlicher Laminat-
belastung gelegt. Bisherige Modelle in der Literatur wurden fast ausschlieflich an
Kreuzverbundlaminaten mit Rissen nur in den 90° Lagen validiert. Zusitzlich wurde die
Steifigkeitsreduktion nur mit einer stufenweisen Versuchsdurchfithrung getestet. Dem-
entsprechend mussten bisherige Modelle nur den Anfangsbereich der jeweiligen Belas-
tungszyklen abbilden konnen. 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 hoher ge-
setzt.

Aus Abb. 1-1 werden erneut die Spannungs-Dehnungs-Verldufe des [(0/90)4]s und des
[(90/+45/90/-45),]s Laminats betrachtet. Die entsprechenden Simulationen des Konsti-
tutivverhaltens mit und ohne Beachtung der Schédigung und bei linear elastischen Ma-
terialannahmen zeigt Abb. 6-9. Zusitzlich sind die Ergebnisse eines quasi-isotropen
[(90/0/+45/-45)2]s und eines [(+45/-45)4]s Laminatautbaus dargestellt. Fiir die gesché-
digten und ungeschédigten Simulationen wurden die anderen nichtlinearen Materialpro-
zesse jewells bertlicksichtigt. Hierbei zeigt sich deutlich der Validierungsvorteil von La-
minaten ohne Fasern in Lastrichtung, da diese wesentlich sensitiver auf Verdnderungen
im Materialmodell reagieren. Die einzelnen Komponenten des Kontinuumsmodells kon-
nen dadurch wesentlich besser validiert werden. Wéhrend es bei dem Kreuzverbund und
dem quasi-isotropen Aufbau fiir die Simulation des globalen Konstitutivverhaltens
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kaum eine Rolle spielt, ob die Schadigungsentwicklung und die Schiadigungsauswirkung
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 Schidigung. Die Ergebnisse zeigen damit die Notwendigkeit von experimen-
tellen Untersuchungen an kontinuierlich belasteten Proben. Diese sind unerldsslich, da
in einem Materialmodell fiir strukturelle Anwendungen im Wesentlichen die korrekte
Bestimmung der Steifigkeitsreduktion iiber eine Anwendbarkeit des Modells entschei-
det. Die Spannungs-Dehnungs-Verldufe verdeutlichen dariiber hinaus sehr gut, dass es
sinnvoll ist, in Abhdngigkeit des auszulegenden Laminataufbaus zu entscheiden, ob
nichtlineare Materialprozesse beriicksichtigt werden sollten. Besonders fiir 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 Schidigungsentwicklung und die Schidigungsaus-
wirkung nicht oder nicht korrekt bestimmt werden. Damit sind diese Laminate hinsicht-
lich Auslegungsfehlern wesentlich robuster.
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Abb. 6-9: Simulationen des Spannungs-Dehnungs-Verlaufs in Abhingigkeit der Materialan-
nahmen fiir verschiedene multidirektionale Laminate (o/Schdg — ohne Schadigung,
m/Schdg - mit Schidigung).
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Die Ergebnisse der 90°/45° und +45° Laminate reagieren unterschiedlich sensitiv auf
die Beriicksichtigung verschiedener nichtlinearer Materialprozesse. Fiir den 90°/45°
Aufbau ist die korrekte Vorhersage der Steifigkeitsreduktion infolge Schidigung ent-
scheidend. Im Gegensatz dazu fiihrt die akkurate Vorhersage der Plastizitdt und der Fa-
serausrichtung bei einem £45° Aufbau zu einer signifikanten Auslegungsverbesserung.
In diesen Winkellaminaten ist der Fehler bei linear elastischen Materialannahmen be-
sonders grof3.

Eine zusammenfasssende Bewertung der Simulationsergebnisse des Modells zeigt, dass
die Schidigungsauswirkung 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 Schiadigungsentwicklung hingegen kann nur eingeschriankt vorhergesagt
werden und ist entscheidend von der akkuraten Bestimmung der Schidigungsentwick-
lungsparameter abhingig.






7 Zusammenfassung und Ausblick

Der Fokus der Arbeit war die Untersuchung des Einflusses von nichtlinearen Material-
prozessen auf die Schidigungsentwicklung und die Schidigungsauswirkung in Faser-
verbundlaminaten. Anhand der erzielten Ergebnisse wurde gezeigt, dass die Berticksich-
tigung von nichtlinearem Materialverhalten sowohl fiir die experimentelle Bewertung
als auch die Auslegung zahlreicher multidirektionaler Laminate entscheidend ist. Es
wurden verschiedenste Laminate getestet und unterschiedliche Auswertungsstrategien
zur Bewertung der Schddigungsentwicklung und der Schadigungsauswirkung angewen-
det. In besonderem Umfang wurden Laminate ohne Fasern in Lastrichtung untersucht,
die dadurch eine hohere Sensitivitdt gegeniiber nichtlinearen Materialvorgéingen aufwei-
sen. Diese eigneten sich sehr gut, um einzelne Mechanismen zu charakterisieren, die
eine Nichtlinearitit der Laminatsteifigkeit verursachen. Im Rahmen der Arbeit wurde
ein Konzept entwickelt, mit dessen Hilfe es moglich ist, sowohl die Transversal- als
auch die Schubsteifigkeitsreduktion in einzelnen Lagen eines multidirektionalen Lami-
nats zu ermitteln. Dazu enthilt das vorgestellte Konzept eine diskrete Zwischenfaser-
bruchmodellierung in Form von numerischen RVEs. Die experimentelle Auswertung
hat gezeigt, dass besonders das zeitabhingige Verhalten und die Faserausrichtung die
Steifigkeitsbewertung beeinflussen konnen. Um die lokale Reduktion der Steifigkeits-
komponenten auf Basis einer gemessenen Laminatsteifigkeit zu berechnen, musste de-
ren Einfluss auf die Testergebnisse ausgeschlossen werden. Fiir die korrekte Auswer-
tung wurde eine Methodik zur Anpassung der géngigen zyklischen Versuchsdurchfiih-
rung entwickelt. Durch die Beriicksichtigung von anderen nichtlinearen Materialprozes-
sen konnte die reine schidigungsinduzierte Steifigkeitsreduktion bestimmt werden. Ein
sehr umfangreiches Testprogramms lieferte wichtige Erkenntnisse fiir die Kategorisie-
rung der Materialeigenschaften hinsichtlich ihrer materialinhdrenten Einordnung. An-
hand der Ergebnisse von +45° Winkellaminaten mit unterschiedlichen Lagendicken
wurde gezeigt, dass die Schidigungsauswirkung entscheidend vom Laminataufbau be-
einflusst wird. Durch die Versuchsergebnisse weiterer Laminataufbauten konnte dar-
iiber hinaus nachgewiesen werden, dass andere nichtlineare Prozesse materialinhdrent
sind. Dies gilt fiir das plastische FlieBverhalten ebenso wie fiir den nicht-hooke schen
longitudinalen Elastizitdtsmodul 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 laminatabhéngig ist. Um eine ausreichende Basis fiir die Entwick-
lung eines Materialmodells zu ermdglichen, wurden vor allem Tests durchgefiihrt, 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-
tivitdt fir matrixdominierende Materialvorgange aufweisen. Der Einfluss der Nichtline-
aritit 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 Beriick-
sichtigung des nichtlinearen Materialverhaltens wurde ein Kontinuumsmodell entwi-
ckelt, dass die Auswirkung der verformungsinduzierten Faserrotation, der plastischen
FlieBvorgénge, der nichtlinearen Longitudinalsteifigkeit und der Schidigung berechnet.
Das Modell wurde fiir die explizite Berechnung in einem nutzer-definierten Material-
modell fiir Abaqus implementiert. Der Ansatz fiir die nichtlineare Steifigkeit in Faser-
richtung wurde empirisch als Funktion der longitudinalen Dehnung umgesetzt und an 0°
UD Proben kalibriert. Der Ansatz fiir die Faserrotation transformiert die Dehnungen und
Spannungen entsprechend der Faserausrichtung und gleicht damit die fehlende Orthotro-
pierichtungsdnderung bei einer Schubverzerrung der finiten Elemente in Abaqus aus.
Das Plastizititsmodell enthdlt einen zweigeteilten unabhéngigen Ansatz fiir FlieBvor-
ginge unter transversaler und longitudinaler Belastung. Es basiert auf einer Formulie-
rung entsprechend der Annahme einer isotropen Verfestigung und einer nicht-assoziier-
ten FlieBregel. Dariiber hinaus wurde ein Konzept zur Bestimmung der Schiadigungs-
auswirkung integriert, welches auf einer diskreten Betrachtung der Zwischenfaserbrii-
che und einer verschmierten Betrachtung von diffuser Mikroschiddigung und Delamina-
tionsschadigung basiert. Entgegen den meisten bisherigen Entwicklungen, ist das Mo-
dell auch fiir multidirektionale Laminate anwendbar. In diesen herrschen in einzelnen
Lagen kombinierte Spannungszustinde, wodurch es einen entscheidenden Einfluss von
nichtlinearem Materialverhalten auf die Schéddigung gibt. In einer Literaturrecherche
konnte gezeigt werden, dass alle bisherigen Modelle fiir die diskrete Vorhersage der
Schidigung auf linear elastischen Annahmen basieren. Die dafiir entwickelten analyti-
schen und numerischen Ansdtze sind daher nicht fiir 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 Rissanhdufungsrate. Die empirische
Kalibrierung erfolgte an Laminaten mit einer nahezu uniaxialen transversalen Zug- bzw.
longitudinalen Schubbelastung in den gerissenen Einzellagen. Zur Ermittlung der Riss-
initilerung und der Rissanhdufung bei kombinierten Belastungszustéinden in den Lagen,
wurde das Kriterium nach Puck genutzt. Auf Basis der ermittelten Rissdichte wurde die
Steifigkeitsreduktion in den Einzellagen bestimmt. Dafiir wurde eine numerische RVE
Analyse durchgefiihrt. Um ein kohdrentes Konzept zur Bestimmung der Schédigungs-
auswirkung im Rahmen des nichtlinearen Konstitutivmodells zu gewéhrleisten, beinhal-
teten die RVESs 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 Plastizitét zu einer verringerten Stérung des Spannungsfeldes um den Riss fiihrt.
Mit zunehmender Belastung wird die Steifigkeitsreduktion eines Risses somit geringer.
Dieser Effekt konnte ebenfalls bei uniaxialer transversaler Zugbelastung nachgewiesen
werden, allerdings in geringerem Maf3e. Dariiber hinaus wurde gezeigt, dass der Lagen-
winkel der Nachbarlagen und das Zug-Schub-Dehnungsverhéltnis 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 konnen. Dafiir wurden die Schiadigungsvariablen in einem vor-
gelagerten Schritt ermittelt und im Rahmen des Konstitutivmodells abgerufen.

Um die Anwendbarkeit des nichtlinearen Konstitutivmodells zu validieren, wurden die
Rissdichtenverldufe 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
grofiten Schwierigkeiten in der Voraussage der Zwischenfaserbruchentwicklung liegen,
die Schadigungsauswirkung hingegen zufriedenstellend vorhergesagt werden kann. Die
Schwichen 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 fiir 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 fiir Faserverbundlami-
nate zu integrieren wird eine entscheidende Herausforderung fiir die Zukunft darstellen.

In bisherigen Modellen, ebenso wie in dem hier vorgestellten, sind die Genauigkeit und
damit die Anwendbarkeit des Modells abhidngig von kalibrierten Schidigungsparame-
tern, die an reprisentativen Laminaten bestimmt werden miissen. Doch warum ist es so
schwierig, die Schidigungsentwicklung in einem multidirektionalen Laminat vorherzu-
sagen? Das Problem ist, dass die Eigenschaft eines Laminats, die bestimmt wann ein
Riss entsteht, keine materialinhdrente Kenngrof3e darstellt. Berechnet man, wie in der
Industrie weitgehend iiblich, die Rissentwicklung nur auf Basis der UD Festigkeiten,
vernachldssigt man zahlreiche entscheidende Einfliisse. Diese sind die Interaktion von
Rissen in verschiedenen Lagen, das Zusammenwirken verschiedener Schadigungsme-
chanismen (Delamination zwischen Lagen treten in UD Laminaten nicht auf) und der
Einfluss des Laminataufbaus in Form der Lagendicke und des Decklagenwinkels.
Ebenso vernachléssigt man den Einfluss von Fertigungsrandbedingungen (zum Beispiel
Eigenspannungen im multidirektionalen Laminat) und das die stochastische Natur der
Schadigungsentwicklung nicht nur durch eine Variabilitdt von Faser und Matrix ent-
steht, sondern vor allem durch die Zufélligkeit in dem Herstellungsprozess (Porenver-
teilung und unterschiedliche Faser-Matrix-Anbindungseigenschaften werden durch die
Druckverteilung wéhrend der Konsolidierung und der Ablage beispielsweise in einem
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»Automated Fiber Placement* Prozess festgelegt). Um die Schadigungsentwicklung tat-
sdchlich vorhersagen zu konnen, miissen diese Einflussgrof3en 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 dafiir gewonnen werden, dass die experimentell
ermittelte UD Einzellagenfestigkeit keine Aussagekraft fiir die Rissentwicklung in ei-
nem Laminat hat.

Eine Festigkeitsauslegung hingt allerdings sehr stark von der generellen Auslegungs-
strategie ab. Haufig ist das Ziel, Zwischenfaserbriiche in einzelnen Lagen einer Struktur
generell auszuschlieBen. Die Untersuchungen zeigen, dass dafiir die empirische Kalib-
rierung der Rissinitiierungsenveloppe ausreicht, da damit eine Initiierungslast bei jegli-
chen Spannungskombinationen vorhergesagt werden kann. Fiir die Kalibrierung sind
Laminattests an Kreuzverbundlaminaten fiir jede eingesetzte Lagendicke und an einem
+45° Laminat mit einfacher Lagendicke ausreichend. Die ermittelten Zwischenfaserbru-
chinitiierungslasten geniigen, um multidirektionale Laminate darauf auszulegen, dass
keine Zwischenfaserbriiche auftreten.

Ein weiterer Punkt, der in dieser Arbeit nicht behandelt wurde, ist die Bewertung der
strukturellen Integritéit in Abhéngigkeit von nichtlinearen Materialprozessen. Ziel eines
Auslegungsmodells darf nicht nur die Vorhersage der Schiadigungsentwicklung und der
Schadigungsauswirkung sein. Notwendig ist unbedingt auch eine Aussage dazu, inwie-
weit Risse die Endfestigkeit eines Laminats beeinflussen, da dies die Auslegung hin-
sichtlich der strukturellen Integritidt von Faserverbundstrukturen nachhaltig pragt. Fiir
die Bewertung der Schadenstoleranz, die ,,Crash“-Auslegung und die Ausschopfung des
Leichtbaupotentials ist das in Zukunft unerldsslich. Untersuchungen [170] haben ge-
zeigt, dass die Versagensfestigkeit vieler Laminate mit heute verfiigbaren Modellen
nicht bestimmt werden kann und die Auslegung mit klassischen UD Festigkeitskriterien
nicht konservativ ist. Allerdings konnen oft auch einfache Ansétze fiir die Bewertung
der Laminatfestigkeit gewéhlt werden. Diese Vereinfachung ist vor allem dann moglich,
wenn garantiert werden kann, dass ausreichend Fasern in die versagensrelevante Belas-
tungsrichtung orientiert sind. In Anbetracht der Schwierigkeiten in der Voraussage der
Schéadigungsentwicklung ist in diesem Fall ein Pauschalkriterium auf Basis der zu er-
wartenden Laminatmaximaldehnung durchaus sinnvoll fiir 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 Integritét
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 Periodizitit der RVEs zu gewéhrleis-
ten. Die Bezeichnung ,,Flachen und ,,Kanten* bezieht sich auf alle Knoten in dem ent-
sprechenden Bereich. Au‘? beschreibt einen Verschiebungsvektor, der als Randbedin-
gung am RVE aufgebracht wird. Die Komponenten dieses Vektors konnen den Wert
Null annehmen.

E
F
ZA Y
X
A B
G H
c D
Flachen:
ufDHF _ u;lCGE _ AugD =0
BDHF __ ,,ACGE _ A,,CD _
Uy Uy Auy =0

ugDHF _ u;CGE _ AuZCD =0

u;lCDB _ uEGHF _ AugD -0
ACDB __ ,,EGHF _ A.,CD _
Uy Uy Auy =0
uélCDB _ quGHF _ AuZCD -0
Kanten:

uBP — ¢ — AulP =0
ubl —uf¢ — AulP =0
ulf — S — AulP =0

ulfF —ulf — AulP =0

DB _ ,,HF __ CD _
Uy Uy Auy =0

CA _ ,,GE _ A.,,CD _
Uy Uy Auy =0
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b Bestimmung der lokalen effektiven
Steifigkeitskomponenten

In der vorgestellten Arbeit wird ein Konzept zur Bestimmung der normierten effektiven
Transversal- E,/E und Schubsteifigkeit G,,/G2, vorgeschlagen. In einzelnen Lagen
eines Faserverbundlaminats mit einem kombinierten Transversal- und Schubspannungs-
zustand sind diese beiden Steifigkeitskomponenten verantwortlich fiir das Verhalten der
globalen axialen Laminatsteifigkeit und werden daher in Abhingigkeit von E,., der ak-
tuellen Faserorientierung und den initialen Materialeigenschaften bestimmt.

Wenn ein kombinierter Druck- und Schubspannungszustand wirkt (E , = E? ):

G1, a

G, b
mit
a = E)[4E)E) — 3EVE, — 3EQE,vY, + 4(E?—E)E, cos 26’
+ (4EPEY — EYE, — EJE, + 2EE,vY;) cos 46']

b =G, [EY” + ESEvD,” + EY(ES — By + 2E3vY,)| 8 sin? 26"

Wenn ein kombinierter Zug- und Schubspannungszustand wirkt (E » # E S):

Ein iteratives Losungsverfahren wird fiir die Bestimmung von E,/E? und G,,/G?, ge-
nutzt. Die Losung basiert auf Gl. (2-18) mit den Fit-Parametern welche fiir IM7-8552
bestimmt wurden.

Es gelten die beiden Bedingungen:

(&) - 1
£/, { Yy

5 .
0.666 (G ) - 0.666} {1+ 0.83cos?220'}+1

12

und

mit
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_ 1
¢ = 4E°EY [—4Ex +4E° — EOE, —
612

0 0 0 1 1 cin2 /
+ | —4E, + 4E; —ElExé— cos 20’ |sin“ 26
12

1 1 0.,0 0.,0 p 1 .02
d - 4‘E1 + 4‘E = 3E1 x A + 8E1 V12 - 2E1 Vle = + 4Ex1/12
G12 G12 612

og 1 I
— 4E7E, =—cos 20
Gz

1
+ [45{)2 c?_ — 4E,v%,% — 4E° — 8EMVY,
12

+ EYE, — (21/12 - 1)] cos 46’
Gz

Initiierung des Iterationsprozesses:

e Definition des Initiierungswertes fiir G,
e Setze tol = 10710

E, E,
= (ﬁ) - (F) |
2 1 2 2

Iterationsprozess:

e Neudefinition G,, solange |R| > tol
e Neuberechnung R
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¢ Dreidimensionale Transformationsmatrix

Die dreidimensionale Transformationsmatrix ermdglicht die Rotation des inkrementel-
len Dehnungs- und Spannungsvektors in dem nutzer-definierten Materialmodell fiir die
RVE:s in Kapitel 5.

TP TR TR TR TR T
TR TP T TR 1
T TR TR T TR T
TP TP TP TR TP
TP TR TP TP TR TP
1 1 1P TP TR 1

Mit ¢ = cos(@), s = sin(6) und dem Orientierungseinheitsvektor der Rotationsachse
a = {0, a,, a3} ergeben sich die einzelnen Komponenten der Transformationsmatrix:

TP = c?

Ty = (ass)?
T = (—a,s)?
TP = 2azcs
T3P = —2a3a,s?

TP = —2aycs

T3P = (—azs)®

T3 = (az*(1 =) + ¢)?

T35 = (azas(l - C))z

T35 = 2(a*(1 = ¢) + c)(—a3s)

T;P = 2(a,?(1 —¢) + ¢)azaz;(1 —¢)

T236D = 2aza3(1 — c)(—azs)

T331D = (azs)?

2
T332D = (a2a3(1 - C))
T3P = (az?(1 —¢) + ¢)?

T33£ = 2(“2“3(1 - c))(azs)
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T3P = 2(azas(1 —¢))(az2(1 —c) +¢)
T3% = 2(as*(1 - ¢) + c)(azs)

TP = —ascs

T2P = azs(a,?(1—c) +¢)

TP = —ays(azas(1—¢))

TP = ((a35)(—ass) + c(@2(1 — ¢) +¢))

T3 = ((a22(1 = ©) + ©)(—azs) + (a2a5(1 — ©))(as5) )

T = ((—a3s)(—a25) + cazaz(1— C))

T3P = —aza,s?

T3P = (az*(1 —¢) + c)azaz(1 —¢)

TSy = (a2a3(1 - c))(a32(1 —c)+c)

T3P = ((azs)(a?(1 — ¢) + ¢) — as?azs(1 —¢))

TSP = ((a2a3(1 - c))2 + (a,2(1—c) + c)(az?(1—¢) + C))

T3P = (a22a3s(1 —¢) —azs(az2(1—c) +0))

TP = aycs
TSP = aya3%s(1—c)

TeY = —azs(az®(1—c) +c)
T3P = ((az9)(as9) + c(aza3(1 - ) )
T = ((a20:(1 — ©))(—az5) + (a52(1 — ©) + ) (az5) )

TP = ((azs)(—azs) + c(az?(1 —¢) +¢))
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,, Oft, wéihrend ich hier sitze, immer ofter wundert es
mich, warum wir nicht einfach aufbrechen — wohin?

Es geniigte, wenn man den Mut hditte,
jene Art von Hoffnung abzuwerfen, die
nur Aufschub bedeutet, Ausrede gegen-
tiber der Gegenwart, die verfingliche
Hoffnung auf den Feierabend und das
Wochenende, die lebensldngliche Holff-
nung auf das ndchste Mal, auf das Jen-
seits

es geniigte, den Hunderttausend ver-
sklavter Seelen, die jetzt an ihren Piilt-
chen hocken, diese Art von Hoffnung aus-
zublasen:

Grofs wire das Entsetzen,

grofs und wirklich die Verwandlung.

Max Frisch



