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Zusammenfassung

Fiir die Zuverlassigkeit eines Priifverfahrens zur Bestimmung werkstoffspezifischer Kenn-
werte ist die Genauigkeit der Auswertemethoden hinsichtlich dieser Gréfien von Bedeu-
tung. Fiir den Fall dynamisch belasteter gekerbter bzw. angerissener Proben stellt sich
bei der Ermittlung bruchmechanischer Werkstoff-Kenngréfen die Frage nach dem Einflufl
der Tragheitskrafte auf die Ermittlung der Kerbspitzenbeanspruchung. Im Rahmen der
vorliegenden Arbeit wird die energetische Bestimmung der zeitlichen Kerbbelastung im
Kerbschlagbiegeversuch unter Berlicksichtigung der Tragheitskrifte untersucht.

Es wird ein Verfahren vorgestellt, welches die Ermittlung der Kerbspitzenbeanspruchung
schlagbelasteter Biegeproben nach der Energiemethode korrigiert. Diese Energiemethode
stellt ein in der Praxis hiufig verwendetes Verfahren dar. Durch diese Korrektur ist es
moglich, genauer als bisher das zeitliche Verhalten der Kerbbeanspruchung zu beschreiben,
da nach der iblichen Vorgehensweise der Einflull der Trigheitskrifte auf die Kerbspitzen-
beanspruchung vernachlissigt bzw. gemittelt wird. Dies hat seinen Grund darin, dafl keine
genaue Kenntnis iiber diesen Einfluf} vorliegt.

Zur Analyse der Probenbelastung wahrend des Schlagvorgangs wird ein numerisches Mo-
dell entwickelt, welches den Kerbschlagbiegeversuch simuliert. Die Giiltigkeit dieses Mo-
dells wird anhand experimenteller Daten iiberpriift. Fiir den Anwendungsfall eines dukti-
len Aluminium-Werkstoffs werden die energetischen Anteile durch Berechnung des J- bzw.
AT,-Integrals numerisch bestimmt, die zum Aufbau der Kerbbeanspruchung beitragen.
Damit sind die Energiemethoden auf einen gréfieren Bereich als bisher anwendbar, da
keine Einschrinkung hinsichtlich der Beriicksichtigung der Trigheitskrifte gegeben ist.
Die Bestimmung des Einflusses der Tragheitskrifte auf das J-Integral geschieht durch
die Ermittlung von Korrekturkurven, deren Anwendung keine aufwendigen numerischen
Verfahren zur Auswertung des Kerbschlagbiegeversuchs erfordert. Deshalb sind die Ergeb-
nisse besonders fiir solche Anwendungsfille geeignet, die eine schnelle und kostengiinstige
Versuchsdurchfithrung erfordern.
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1 Einleitung

Der Kerbschlagbiegeversuch ist ein weitverbreitetes Verfahren zur Ermittlung der Werk-
stoffzihigkeit bei mehrachsigem Spannungszustand und erhdhter Verformungsgeschwin-
digkeit. In der Praxis tritt diese Belastungskombination hdufig auf. Als Beispiel seien
Verfahren genannt, bei denen Festkorper in Kontakt kommen, z.B. Schmiedewerkzeu-
ge, Zerkleinerungsmaschinen oder Pressen. Durch diese Art der Beanspruchung werden
hiufig Materialschidigungen hervorgerufen [1]. Die Kenntnis des Werkstoffwiderstandes
gegen das Entstehen und die Ausbreitung von Rissen ist deshalb eine der notwendigen
Voraussetzungen fiir die sichere und dauerhafte Auslegung der beteiligten Komponenten.

Die Vorteile des Kerbschlagbiegeversuchs liegen in seiner Anwendbarkeit auf fast alle
Werkstoffgruppen, dem niedrigen me8technischen Aufwand zur Auswertung und der ko-
stengiinstigen Versuchsdurchfiihrung [2]. Allerdings bietet die aus diesem Verfahren er-
mittelte Kerbschlagarbeit keine Informationen iiber die Energieanteile, die zur Einlei-
tung der einzelnen Bruchphasen notwendig sind. Im allgemeinen werden die Phasen der
Riflinitiierung, der stabilen und der instabilen Riflausbreitung unterschieden [3]. Um diese
Avfteilung vornehmen zu kénnen, wurde der instrumentierte Kerbschlagbiegeversuch ent-
wickelt, mit dessen Hilfe der zeitliche Verlauf der auf die Probe wirkenden Kraft ermittelt
werden kann [4]). Die obengenannten Vorteile gelten im wesentlichen auch fiir diese Art
der Versuchsfiihrung, lediglich die Ermittlung des zeitlichen Kraftverlaufs ist aufwendiger.

Vor allem in der Anfangsphase des dynamischen Belastungsvorgangs stellen die Trigheits-
krifte, die bei einer geniigend hohen Belastungsgeschwindigkeit induziert werden, die
dominierende Kraftgrofie dar. Ihr energetischer Anteil zur Rifbildung ist bisher nicht
eindeutig bestimmbar [5], so dafl sich die Frage stellt, inwieweit die Trigheitskriifte zur
Quantifizierung der Beanspruchung einer gekerbten oder angerissenen Probe beriicksich-
tigt werden miissen.

Im allgemeinen wird bei der Auswertung eines Schlagversuchs davon ausgegangen, daf§
der Bruchvorgang dann auftritt, wenn die Triagheitskréfte keine Rolle mehr spielen, das
Probenverhalten also im wesentlichen durch quasi-statische Methoden beschrieben werden
kann. Unter dieser Voraussetzung wird die Auswertung der Probenenergie im Hinblick auf
die Kerbspannungsintensitit vorgenommen. Ermittelt wird das J-Integral nach Rice [6],
welches ein Ma8 fiir die Beanspruchung des Kerbs darstellt. Dazu ist die Kenntnis des
energetischen Anteils notwendig, der fiir den Aufbau der Kerbbeanspruchung beriicksich-
tigt werden mu8}. Hiufig wird die Meinung vertreten, dafl die Trégheitskréfte den zeitlichen
Verlauf der Kerbbeanspruchung nicht beeinflussen, so daf§ sein Anteil zur Probenenergie
entweder nicht ausgewertet [7] oder die gemessene Kurve geglattet wird [8].

Ziel dieser Arbeit ist die Quantifizierung des Einflusses der Triigheitskrafte auf die Kerb-
beanspruchung. Hierbei wird besonders beriicksichtigt, dafl fiir den Fall einer elastisch-
plastisch reagierenden Probe, die unter einer dynamischen Beanspruchung steht, der
erwihnte J-Wert als Kenngrofle der Kerbspannungsintensitdt nur eine Ndherung darstellt.



2 1 Einleitung

Sein Giiltigkeitsbereich und eventuelle Korrekturmoglichkeiten werden daher genau un-
tersucht. Fiir experimentelle Verfahren ist es weiterhin wichtig, da8 keine zeitaufwendigen
numerischen Verfahren zur Auswertung im Hinblick auf die zu ermittelnden Gro8en ange-
wendet werden miissen, um eine effiziente und kostengiinstige Versuchsdurchfiihrung zu
gewihrleisten. Deshalb wird ebenfalls untersucht, ob sich die gewonnenen Erkenntnisse
auf die Auswertung nach der iiblichen Energiemethode anwenden lassen.

Zur Beurteilung der Bedeutung der Tragheitskrifte wihrend des Schlagvorgangs ist das
ermittelte Kraft-Zeit-Diagramm ein wichtiges Hilfsmittel. Der Einfluf} der Tragheitskrifte
auf das Probenverhalten driickt sich hier in unterschiedlich grolen Amplituden aus. Wei-
terhin kann aus dem Vergleich der Schwingungsdauer der Probe und den Oszillationen im
gemessenen Kraftsignal das dynamische Verhalten der Probe beurteilt werden.

In der vorliegenden Arbeit ist vor allem der zeitliche Verlauf der Kerbspannungsintensitit
wihrend des Schlagvorgangs von Interesse. Es wird nur die ungebrochene Probe betrach-
tet, die RiBinitiierung und die RiBausbreitung werden nicht beriicksichtigt. Besonderes
Augenmerk wird auf die Auswirkung von plastischen Effekten wahrend des. Schlagvor-
gangs gelegt, weshalb als Probenwerkstoff eine duktile Aluminium-Legierung ausgewéihlt
wurde.

Zur Bestimmung des Verlaufs der Kerbbeanspruchung werden experimentelle und nu-
merische Methoden angewendet. Die experimentellen Untersuchungen liefern zum einen
Informationen iiber den Ablauf des Schlagvorgangs und dienen somit zur Uberpriifung
der numerischen Modelle. Andererseits wird versucht, mit ihrer Hilfe die aus der Simu-
lation gewonnenen Erkenntnisse zu stiitzen. Bei den numerischen Untersuchungen geht
es hauptsichlich um die Bestimmung des zeitlichen Verlaufs der Kerbbeanspruchung.
Dafiir ist eine realitdtsnahe Wiedergabe der Vorgiange beim Schlagversuch eine notwendi-
ge Bedingung. Deshalb wird die Giiltigkeit der Modellierung durch den Vergleich mit den
experimentellen Ergebnissen aufgezeigt.

Die Arbeit ist in acht Kapitel untergliedert. Nach dieser Einleitung werden die Grund-
lagen der Bruchmechanik, der Kontinuumsmechanik und der experimentellen Verfahren
dargestellt, die zur Behandlung der vorliegenden Fragestellung notwendig sind. Anschlie-
Bend wird der Stand der Forschung beschrieben, dem sich eine Schilderung der experimen-
tellen Verfahren anschliefit. Im fiinften Abschnitt wird die Verwendung der Methode der
finiten Elemente erliutert und die numerische Bestimmung der Kerbspannungsintensitit
beschrieben. AnschlieBend werden die Ergebnisse der Rechenstudien vorgestellt und mit
experimentellen Ergebnissen verglichen. Die Darstellung der Schlufifolgerungen und der

Grenzen der verwendeten Modelle und Methoden sowie eine Zusammenfassung schlieflen
die Arbeit ab.



2 Grundlagen

2.1 Bruchmechanische Konzepte

2.1.1 Allgemeines

Die Methoden der Bruchmechanik finden Anwendung, wenn das Auftreten und die Gefahr-
lichkeit von Rissen in Bauteilen beschrieben und beurteilt werden sollen. Zu beriicksich-
tigende Groflen bei der Beschreibung sind in erster Linie die Beanspruchungsart des Ris-
ses, die Bruchzahigkeit des Materials sowie die Geschwindigkeit der Belastung. Die Be-
anspruchungsarten eines Risses werden im allgemeinen beziiglich der Belastungsrichtung
eingeteilt. Ublicherweise werden drei Fille unterschieden [9]:

e Mode I: Die Belastung des Risses erfolgt orthogonal zur Bruchfliche. Daraus ergibt
sich eine Offnung des Risses in Belastungsrichtung.

e Mode II: Die Belastung des Risses erfolgt in der Ebene der Bruchfliche, wobei die
Riflufer gegeneinander in Richtung des Risses verschoben werden.

e Mode III: Die Belastung des Risses erfolgt ebenfalls in der Ebene der Bruchfliche,
allerdings orthogonal zur Rifirichtung, so daf die Rifflufer ebenfalls senkrecht zur
Rifrichtung gegeneinander verschoben werden.

In der Praxis treten hiufig Kombinationen dieser Belastungsarten auf. Obwohl neuere
Arbeiten zeigen, dal der Mode II-Fall bei dynamischer Belastung mindestens ebenso kri-
tisch fiir ein Bauteil ist wie der Mode I-Fall [10], erfolgen Materialpriifungen groStenteils
durch Aufbringen einer Mode I-Belastung.

Ist die Belastungsgeschwindigkeit eines Bauteils dergestalt, dafl Tragheitskrafte des Ma-
terials bei der mechanischen Beschreibung des Rifiverhaltens nicht mehr vernachlassigt
werden kdnnen, so spricht man von dynamischer Bruchmechanik oder Bruchdynamik [11].
Eine entsprechende Begriffsbildung fiir den Fall, da Tragheitskrifte keine Rolle spielen,
existiert nicht; man spricht einfach von Bruchmechanik.

Haufig kénnen Probleme der Bruchmechanik mit den Mitteln der linear-elastischen Bruch-
mechanik (LEBM) beschrieben werden. Das ist neben linear-elastischen, sproden Werk-
stoffen insbesondere bei Materialien mit geringer Bruchzahigkeit der Fall [3]. Geht dem
Versagen eines Bauteils allerdings eine signifikante plastische Verformung voraus, so mufl
das Konzept der LEBM auf die elastisch-plastische Bruchmechanik (EPBM) erweitert
werden (12, 13, 14]. Ist das Materialverhalten zeitabhingig, so unterscheidet man noch
die visko-elastische und die visko-plastische Bruchmechanik [3].



4 2 Grundlagen

Bei der mathematischen und numerischen Behandlung von mechanischen Problemen trifft
man hiufig vereinfachende Annahmen, um eine Beschreibung oder Losung zu ermégli-
chen, ohne jedoch charakteristische Eigenschaften des Problems so zu veréindern, dafl das
ermittelte Ergebnis keine brauchbaren Aussagen iiber gewiinschte Fragestellungen mehr
zuldBt. Eine solche Modellbildung ist die Reduzierung eines dreidimensionalen Zustands
eines Korpers auf ein ebenes Problem. Dabei lassen sich zwei Verfahren je nach Art der
Problemstellung unterscheiden:

e Die Reduzierung auf einen ebenen Dehnungszustand (EDZ) impliziert, daf§ der
Koérper keine Dickenidnderung erfihrt, d.h. dafl die Dehnungen in Dickenrichtung
vernachldssigbar sind. Diese Annahme ist bei sehr dicken Bauteilen und bei bruch-
mechanischen Proben im Innern der Probe nahe der Rifispitze gewahrleistet, wobei
eine resultierende Spannungskomponente in Dickenrichtung auftritt, die einen hohen
Gradienten aufweist.

¢ Ein ebener Spannungszustand (ESZ) kann im Gegensatz dazu bei diinnen Bautei-
len angenommen werden, die sich unter einer gegebenen Belastung auch in Dicken-
richtung verformen. Die Spannungen senkrecht zur Bauteilebene sind daher ver-
nachldssigbar klein. In der Bruchmechanik kann der Spannungszustand nahe der
Bauteiloberfliche durch diese Naherung gut reprisentiert werden.

Voraussetzung fiir diese Einteilung ist, da8 in Dickenrichtung keine dufleren Krifte auf-
treten, sondern nur in der Probenebene.

In der vorliegenden Arbeit werden lediglich solche Modelle verwendet, die diese Reduzie-
rung auf ein ebenes Problem beinhalten. Diese Vereinfachung ist aus numerischen Griinden
notwendig und aus mechanischer Sicht berechtigt, worauf spater noch genauer eingegan-
gen wird.

An dieser Stelle soll eine Bemerkung zur Giiltigkeit der angewendeten Methoden ge-
macht werden. Strenggenommen gelten die Beziehungen, die im Rahmen dieser Arbeit
zur Ermittlung der Kerbspannungsintensitit verwendet werden, nur fiir Risse, d.h. fiir
die Anwendung auf gekerbte Bauteile oder Proben ist die theoretische Grundlage nicht
gegeben. Dies gilt sowohl fiir das J-Integral als auch fiir das AT,-Integral [15], welches
zur Berechnung der Kerbbelastung herangezogen wird. Dem steht gegeniiber, daB das
J-Integral als anerkanntes Kriterium zur Auswertung des Kerbschlagbiegeversuchs in der
Praxis seit langem angewendet wird [8, 16]. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird
deshalb angenommen, dafi diese Methoden auch auf die Berechnung gekerbter Proben
angewendet werden kénnen.

2.1.2 Die linear-elastische Bruchmechanik

Wie bereits erwdhnt, ist die Anwendung der LEBM nur fiir Kérper zulissig, deren globa-
les Werkstoffverhalten dem Hooke’schen Gesetz entspricht, also linear-elastisch ist. Dieses
Konzept schlieit auch das Kleinbereichsflielen ein, womit das Auftreten kleiner plasti-
scher Zonen vor der Rifispitze gemeint ist [17]. Griffith [18] ist davon ausgegangen, daf§
sich ein Rifl nur dann ausbreitet, wenn die Gesamtenergie der Probe durch diesen Vor-
gang abnimmt oder zumindest konstant bleibt. In Abbildung 2.1 ist eine unendlich grofie
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Abbildung 2.1: Riflbehaftete Scheibe der Dicke d (Griffith-Rif)

Scheibe der Dicke d mit einem Rifi der Linge 2a dargestellt, die durch eine konstante
Spannung oy (Fernfeldspannung) belastet wird.

Der dargestellte Riff verlingert sich dann um eine inkrementelle Anderung éa, wenn die
auf die Dicke bezogene, durch die Rifiverlangerung freiwerdende potentielle Energie 6U,
gleich der bezogenen freiwerdenden Oberflichenenergie 4U, ist, die notwendig ist, um eine
neue RiBoberfliche zu schaffen:

au adu, oU
%2 da El =0 21)
oder
ou, aU,
"¢  Oa
oder
G=R

wobei U die gesamte Dehnungsenergie der Probe darstellt. G wird als Energiefreisetzungs-
rate und R als RiBwiderstand bezeichnet. Die potentielle Energie eines elastischen Kérpers
ist wie folgt definiert:

Uy,=U,—Wg (2.2)
wobel U, die elastische Dehnungsenergie des Korpers und Wy die Arbeit der duBeren
Krifte darstellen.

Unter der Annahme linear-elastischen Materialverhaltens ist es fiir verschiedene Riflkon-
figurationen moglich, die Spannungen in einem rifibehafteten Korper analytisch zu be-
rechnen [19]. Unter Verwendung des Rifispitzen-Koordinatensystems aus Abbildung 2.1
und der Fernfeldspannung oy kann die Spannungsverteilung an einer Rifispitze ermittelt
werden, so dafl fiir das Spannungsnahfeld (r — 0) fiir den Fall einer Mode I-Belastung

gilt [20]:
g, = ao\/gcosg(l—singsin%)...
oy = ao\/gcosg (1 +sin§sin -3215) : (2.3)

Gy = 0p icosésinécosid—’...
i 2 2 2 2
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Aus diesen Beziehungen 148t sich eine 1/,/r-Singularitit der Spannungen erkennen,
weshalb Irwin [21] den Spannungsintensititsfaktor (K-Faktor) als MafB fiir die Span-
nungsiiberh6hung an einer RiBspitze eingefiihrt hat. In der allgemeinen Formulierung
lautet er:

Ky = lim (ay (r,¢ = 0) \/%) (2.4)

In Bauteilen endlicher Ausdehnung ist der Spannungsintensititsfaktor abhingig von der
Probengeometrie, der Rifllinge und -geometrie sowie der Art der statischen und kinema-
tischen Randbedingungen.

Der K-Faktor steht nach [1] mit der Energiefreisetzungsrate G in folgendem Zusammen-
hang:
k+1
Gy = ——K? :
! 8 " I (2 5)

Dabei bezeichnet zz den Schubmodul, und & erhalt fiir den EDZ den Wert (3 — v) / (1 + v),
fir den ESZ den Wert 3 — 4v (v ist die Querkontraktionszahl).

Das Rifispitzenfeld (siehe Gleichung (2.3)) ist durch den Spannungsintensititsfaktor Ky
eindeutig charakterisiert. Dieses Kj-bestimmte Feld dominiert in einem nach aufien be-
grenzten Bereich um die Rifispitze, aber auflerhalb dieses Bereiches konnen die Spannungs-
terme hoherer Ordnung nicht mehr vernachlassigt werden. In einer kleinen Region um die
Rilspitze hingegen sind die Annahmen der linearen Elastizitatstheorie, die dem Konzept
der LEBM zugrunde liegen, nicht mehr giiltig, da sowohl lokale plastische Verformungen
auftreten als auch singuléire Verzerrungen, die der Annahme der Linearitit (kleine Verzer-
rungen) widersprechen. Der Bereich des Kj-dominierten Spannungsfelds ist in Abbildung
2.2 dargestellt.

K;i-bestimmtes Feld

iRy

RN

Abbildung 2.2: Darstellung des giiltigen Bereiches fiir das K-Konzept

I, ist der Radius der plastischen Zone, p, bezeichnet den Radius der ProzeBzone. Als
ProzeBzone wird die Region um die Rifispitze bezeichnet, in der der Prozefl der Bin-
dungslosung stattfindet. Dieser Bereich kann mit den Mitteln der Kontinuumsmechanik
nicht beschrieben werden. Setzt man voraus, daBl das Kj-bestimmte Gebiet grof} ist gegen-
iiber der Zone, die nicht durch die Nahfeldgleichungen dominiert wird, so kann man davon
ausgehen, daf§ die Vorginge in der Proze- bzw. der plastischen Zone alleine durch das
umgebende K;-Feld gesteuert werden [22]. Plastische Zonen treten neben dem Bereich um



2.1 Bruchmechanische Konzepte 7

die RiBspitze vornehmlich dort auf, wo sich aufgrund der Geometrie und der statischen
und kinematischen Randbedingungen die héchsten Spannungen ergeben. Zur Entwick-
lung der plastischen Zone an den Krafteinleitungsstellen der im Rahmen dieser Arbeit
betrachteten Proben vom Charpy-Typ [23], an denen sich ein Kontaktproblem ergibt,
sind keine quantifizierten Untersuchungen bekannt (beziiglich der Probengeometrie siehe
Abschnitt 2.3.1). Das gleiche gilt fiir die Auflagerpunkte. Da diese Orte aber im allge-
meinen das Ki-dominierte Feld nicht beeinflussen, gilt das Konzept der LEBM auch fiir
solche Belastungsfille.

Der Spannungsintensititsfaktor K; kann somit als Zustandsgrofie angesehen werden, die
ein Ma$ fiir die Belastung im Rifspitzenbereich ist, und ist demzufolge geeignet, ein Bruch-
kriterium zu formulieren, mit dem das Einsetzen des Rififortschritts bestimmt werden
kann. Erreicht K; eine materialspezifische kritische Grofle Ky, so kommt es zum Rififort-
schritt {Bruch):

K; =K, (2.6)

Die Kenngrofie K. wird als Bruchzihigkeit bezeichnet, die in standardisierten Experi-
menten bestimmt wird (zur Bestimmung der dynamischen Bruchzihigkeit siehe Abschnitt
3.1.1).

Entsprechende Kenngrofien existieren auch fiir den Mode II- bzw. den Mode III-
Belastungsfall. Liegt eine Beanspruchung der Riflspitze vor, die sich aus den verschie-
denen Belastungsmodes zusammensetzt, so wird das Einsetzen der Riflausbreitung durch
ein Bruchkriterium f(K;, Kir, Kni) = 0 beschrieben. Im Rahmen dieser Arbeit kann aber
davon ausgegangen werden, da der Mode I-Fall der dominierende Belastungsfall ist.

Der Bruch tritt im Rahmen der linear-elastischem Bruchmechanik als Spréodbruch auf.
Man spricht in diesem Zusammenhang auch von einem verformungsarmen Bruch (kleine
inelastische Deformationen) oder verformungslosen Bruch (keine inelastischen Deforma-
tionen). Ist fiir den Riflfortschritt keine Erh6hung der dufieren Last notwendig, so spricht
man von instabilem, andernfalls von stabilem Riflwachstum. Bei linear-elastischen Werk-
stoffen breitet sich ein instabiler Riff im allgemeinen schnell aus, d.h. die Rilausbreitungs-
geschwindigkeit liegt in der GroBenordoung der Schallgeschwindigkeit im betrachteten
Werkstoff.

2.1.3 Die Fliebruchmechanik

Bildet sich vor der Riflspitze eine signifikante plastische Zone aus, so ist die Annahme
einer Dominanz der Nahfeldspannungen nach Gleichung (2.3) in diesem Bereich nicht
mehr zuldssig. Dies hat zu ausfiihrlichen Untersuchungen iiber Form und Ausdehnung
der plastischen Zone fiir den Bereich um eine RiBspitze gefiibrt. Fiir die Fille des ebe-
nen Spannungs- und des ebenen Dehnungszustands sind die Formen in Abbildung 2.3
qualitativ dargestellt [9].

Diese unterschiedlichen Formen der plastischen Zone treten in realen Bauteilen gleichzeitig
an einer Rifispitze auf. Die Ausbildung nach dem EDZ ist im Innern der Probe vorzu-
finden, wohingegen auf der Oberfliche ein ESZ vorliegt und die plastische Zone etwa
kreisformig ist. Der Unterschied in den Formen ist dadurch zu erklaren, daff im Fall des
EDZ unmittelbar vor der Rifispitze vergleichsweise hohe Spannungen in Dickenrichtung
auftreten, die die deviatorischen Anteile des Spannungstensors (sieche Abschnitt 2.2.3) so
stark vermindern, dafl es zu deutlich geringerem plastischen Flielen kommt.
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ESZ

Abbildung 2.3: Plastische Zone vor der Rifispitze fiir EDZ und ESZ (Mode I) unter
Beriicksichtigung der Flielbedingung nach von Mises

Die Abschitzung der Grofle der plastischen Zone ist zuerst von Irwin [13] vorgenom-
men worden, der kreisrunde plastische Zonen sowie plastisches Fliefiverhalten nach
der Schubspannungshypothese angenommen hat. In weitergehenden Untersuchen haben
Dugdale und Barenblatt [12, 14] das Konzept einer kohisiven Zone unter der Annahme
elastisch-idealplastischen Materialverhaltens zur GréBienabschitzung angewandt. Die mei-
sten Grofenangaben fiir die Ausdehnung r, der plastischen Zone weisen folgende Form
auf:
K}
2

rp-—"Aa
F

(2.7)
wobei der Faktor A jeweils fiir das entsprechende Modell gewéhlt wird. or bezeichnet die
einachsige Flieflspannung.

Eine ausgedehnte plastische Zone fiihrt zu einer Umverteilung der Spannungen vor der
Rifispitze. Hutchinson, Rice und Roserigren [24, 25| haben das in Gleichung (2.3) dar-
gestellte Spannungsnahfeld zum sogenannten HRR-Feld modifiziert, welches den Zusam-
menhang zwischen Spannungen und Dehnungen in der plastischen Zone beschreibt:

5ij (r, ¢) = r "0y (9) (2.8)

&; (r,¢) = 1™ ™1ey; (9)

Der Parameter h bezeichnet hier den Verfestigungsparameter fiir linear verfestigendes
Material. 6;; und €j; stellen die auf die einachsige FlieBspannung or bzw. die dazugehorige
Dehnung eg bezogenen Komponenten des Spannungs- bzw. Dehnungstensors dar. Fiir
linear-elastisches Verhalten ergibt sich daraus die 1/+/r -Singularitit aus Gleichung (2.3).
Das HRR-Feld gilt nicht fiir die Theorie grofler Verformungen, ebenso diirfen im Material
keine Entlastungen auftreten.

Ebenso wie der Kj-Faktor das Rifispitzenfeld nach Gleichung (2.3) eindeutig charakte-
risiert, liegt das HRR-Feld bis auf einen Parameter J eindeutig fest, der als J-Integral
bezeichnet wird und von Rice [6] als Moglichkeit zur Beschreibung der Riflbelastung ein-
gefiihrt worden ist. Er 148t sich durch ein wegunabhangiges Linienintegral berechnen (Ab-
bildung 2.4):

6’&,‘,
J =/ (Uvdxz - aijnja_a:lds) (29)
r
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Diese Formulierung eignet sich besonders gut fiir numerische Verfahren zur Berechnung
des J-Integrals. I" stellt den Pfad um die Rifispitze dar, und n ist der dazugehérige Nor-
malenvektor. Uy ist die volumenbezogene Verformungsarbeit, berechnet durch:

Uy = /U;jdé'ij (2.10)

0

Sowohl fiir Gleichung (2.9) als auch fiir (2.10) gilt die Einstein’sche Summationskonven-
tion. Die Wegunabhéngigkeit des J-Integrals gilt nur unter folgenden Voraussetzungen:

e die RiBufer miissen lastfrei sein;
® Uy ist nur eine Funktion der Dehnungen (nicht des Ortes);

e es liegt elastisches Materialverhalten sowie plastisches Materialverhalten vor unter
der Bedingung, dafl keine Entlastungsvorginge stattfinden (Deformationstheorie der
Plastizitatslehre).

Abbildung 2.4: Riflbehaftetes Bauteil mit Integrationspfad und Normalenvektor

Das J-Integral kann als Grofie des Energieflusses in die Rispitze aufgefaft werden, oder,
was gleichbedeutend ist, als Anderung der potentiellen Energie der Probe bei einer Rif}-
verlingerung um den Wert da. Unter Verwendung von Gleichung (2.1) kann man also

formulieren:
18U,

" d ba

Aus den Gleichungen (2.11) und (2.5) 148t sich fiir den Fall, da$§ linear-elastisches Mate-
rialverhalten oder Kleinbereichsflieflen vorliegt, leicht ein Zusammenhang zwischen J und
K herstellen, was bei der experimentellen Bestimmung des K-Faktors ausgenutzt werden

kann.

Im allgemeinen kann das J-Integral fiir eine Vielzahl von Probenformen in der folgenden
Form beschrieben werden:

J= =G (2.11)

_ Wy
~ dB

Hierbei wird J durch die absorbierte Probenenergie (Verformungsarbeit) bezogen auf den
verbleibenden Restquerschnitt ausgedriickt. Dabei bezeichnet B die Ligamentbreite, und

J (2.12)
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b ist eine Konstante, die von der Probenform abhéngt. Zur experimentellen Ermittlung
von J wird die Verformungsarbeit Uy aus der Kraft-Verschiebungs-Kurve bestimmt (siehe
z.B. [17]). Fiir die die im Rahmen dieser Arbeit betrachtete Dreipunktbiegeprobe (DPB-
Probe) ergibt sich dann aus Gl. (2.12):

2U

TR

(2.13)

w bezeichnet die Héhe der Probe. Diese Gleichung, dessen Giiltigkeit im Rahmen die-
ser Arbeit iiberpriift werden soll, wird in Kapitel 6 zur Auswertung des Schlagversuchs
verwendet werden.

Der Formulierung eines Bruchkriteriums im Rahmen der EPBM liegt die gleiche Idee
zugrunde wie in der LEBM. Auch hier 14t sich, analog zur LEBM, ein Bereich fest-
legen, in dem das J-Integral die Beanspruchung der Rifispitze beschreibt. Entsprechend
existiert eine materialspezifische Kenngrofle Ji., die zur Bestimmung des Einsetzens von
Rifffortschritt verwendet werden kann:

Jr = Jp. (2.14)

Dieses Kriterium gilt fiir die Initiierung des Bruchvorgangs, aber nur eingeschrankt fiir
die Beschreibung von Rififortschritt, da dieser mit Entlastungsvorgingen verbunden ist,
die im Rahmen der Deformationstheorie nicht erfafit werden kénnen. Eine RiBlausbrei-
tung in elastisch-plastischen Materialien fiihrt im Bereich unmittelbar vor der Rifispitze
zu starken Nichtlinearitaten, die von dem beschriebenen HRR-Feld (GL. (2.8)) nicht mehr
beschrieben werden, da es nur von einem Parameter abhdngt. Von einem J-kontrollierten
Rifiwachstum kann daher nur gesprochen werden, wenn der Rififortschritt so klein ist
(subkritische Riflausbreitung), dafl sowohl die Zone der Entlastung hinter der Rifispitze
als auch als auch der Bereich der Nichtlinearitdt vor der Rifispitze in das J-dominierte
Spannungsfeld eingebettet sind. Weiterhin muf8 das plastische Materialverhalten durch
eine hinreichend grofie Verfestigung charakterisiert sein, da ansonsten der Dominanz-
bereich von J; immer kleiner wird, bis er bei ideal-plastischem Materialverhalten ganz
verschwindet [22].

2.1.4 Bruchdynamik
2.1.4.1 Allgemeines

Der Bruchdynamik lassen sich im allgemeinen zwei Problemklassen zuordnen [3]: die dy-
namische Belastung eines stationdren Risses und die Untersuchung eines laufenden Ris-
ses. Bei beiden Fragestellungen treten Phinomene auf, die fiir die bisher behandelten
Bruchmechanik-Konzepte keine Rolle spielen: Tragheitskrifte, zeitlich veranderliches Ma-
terialverhalten und die Ausbreitung bzw. Reflexion von Spannungswellen. In der vor-
liegenden Arbeit wird eine Riflausbreitung nicht betrachtet, deshalb sind die folgen-
den Ausfiihrungen auf den Fall des dynamisch belasteten stationiren Risses beschrinkt.
Ebenso wird eine Anderung des Materialverhaltens aufgrund unterschiedlicher Belastungs-
raten nicht betrachtet, da die Beriicksichtigung viskoplastischen Materialverhaltens nicht
im Rahmen dieser Arbeit liegt. Auf die dadurch entstehenden Einschrankungen wird an
geeigneter Stelle noch genauer eingegangen. Beriicksichtigt werden sollen hingegen die
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Tragheitskrifte, da sie bei stoBartigen Belastungen einen grofien Einflul auf die gemesse-
nen Probenkrifte haben. Abbildung 2.5 zeigt einen typischen Kraft-Zeit-Verlauf fiir eine
dynamisch belastete Probe.

Kaft 4

.
>

Zeit

Abbildung 2.5: Typischer Kraft-Zeit-Verlauf einer dynamisch belasteten Probe

Im Verlauf der Zeit steigt die Last an, aber die Oszillationen werden kleiner, je mehr
kinetische Energie die Probe aufgenommen hat [3]. Die Trigheitseffekte spielen daher
die grofite Rolle zu Anfang der Belastung, wohingegen die Probe nach geniigend langer
Belastungszeit quasi-statisches Verhalten zeigt. Die Frequenz der Oszillationen ist jedoch
zeitlich nahezu indifferent, da die gemessene Frequenz nur von der Probengeometrie und
den Materialeigenschaften sowie der Art der Probenlagerung abhingt [4].

Um den Einflu§ von Tragheitskraften in DPB-Proben zeitlich eingrenzen zu kénnen, ha-
ben Nakamura et al. [26] eine Ubergangszeit t, (transition time) eingefiibrt, die dann
erreicht ist, wenn die kinetische Energie und die Verformungsenergie in der Probe gleich
sind. Da diese Energien mefitechnisch nicht getrennt werden konnen, haben sie folgende
Abschatzung fiir t, entwickelt:

t, = DA, — (2.15)
Co

Der dimensionslose Parameter D, berechnet sich zu:

_tu(?)

ey [t (2.16)
wobei u hier die Verschiebung des Lastangriffspunkts darstellt. Fiir Charpy-Proben kann
D; im allgemeinen zu 1 gesetzt werden, da die Verschiebung und die Geschwindigkeit des
Lastangriffspunkts der Probe annahernd gleich der Verschiebung und der Geschwindigkeit
des Hammers ist, die fiir den Zeitraum des Schlagvorgangs als linear bzw. konstant ange-
nommen werden kdnnen. ¢q ist die longitudinale Wellengeschwindigkeit (sieche Abschnitt
2.1.4.2), w ist die Hohe der DPB-Probe, und A ist ein geometrie- und materialabhingiger

Faktor:
Ar=1yf sdBC (2.17)
w

s ist der Probenauflagerabstand, und C ist die Compliance der Probe:

zn
C=— 18
dE’ (2.18)
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Fiir ESZ ist E' = E, fiir EDZ ist E' = E/ (1 — v)?. 2y ist die dimensionslose Compliance
der Probe [3]. Eine exakte Aussage, bis zu welcher Zeit Tragheitskrifte eine Rolle spielen,
wird aber auch hier nicht getroffen, da lediglich ausgesagt wird, daB die Probe bei t > t,
ein quasi-statisches Verhalten aufweist.

Die so bestimmte Ubergangszeit 18t sich auch durch die Schwingungsdauer der Charpy-
Probe ausdriicken, mit der sie durch folgende Beziehung verbunden ist [31]:

EI
7, = 1,68 SWC‘ZC =1,68t, (2.19)

Der Untersuchung der Spannungsnahfelder von stationdren Rissen unter dynamischer
Mode I-Belastung ist bisher fiir den Fall elastisch-plastischen Materialverhaltens wenig
Aufmerksamkeit gewidmet worden. Dies hingt wesentlich mit den mathematischen
Schwierigkeiten zusammen, die sich bei einer solchen Betrachtung ergeben [11]. Fiir den
Fall, daf§ elastisches Materialverhalten vorliegt, lassen sich die Spannungsgleichungen des
Rifispitzennahfelds analog zu Abschnitt 2.1.2 herleiten. Der einzige Unterschied zur Sta-
tik besteht darin, daBl der Spannungsintensitidtsfaktor K; nun von der Zeit abhingt. Er
ergibt sich aus der Losung des dynamischen Anfangs-Randwertproblems, bei dem die
Triagheitskrafte in der Regel berticksichtigt werden miissen.

2.1.4.2 Wellenausbreitung in Festkdrpern

In der vorliegenden Arbeit erfolgt im Rahmen der numerischen Modellierung keine expli-
zite Beriicksichtigung der Wellenausbreitung, da das vorliegende dynamische Problem der
schlagbelasteten Biegeprobe durch eine Finite-Elemente-Simulation berechnet wird, der
die diskretisierte Form der dynamischen Bewegungsgleichung zugrunde liegt (siehe Kapi-
tel 5). Allerdings sind einige Phinomene, wie das spiter noch ausfiihrlich beschriebene
Abhebverhalten der Probe wihrend des Belastungsvorgangs, direkt mit der Geschwin-
digkeit der Wellenausbreitung gekoppelt. Daher sind im folgenden die im Rahmen dieser
Arbeit benotigten Zusammenhiange aufgefiihrt, um einen Vergleich des berechneten Pro-
benverhaltens mit dem realen Probenverhalten durchfiihren zu kénnen.

Wird eine Probe dynamisch beansprucht, so laufen ausgehend von der Lasteinleitungs-
stelle Spannungsdruckwellen ins Probeninnere [27]. Dabei werden drei Wellenformen un-
terschieden:

e Longitudinalwellen, bei der die Partikel in Ausbreitungsrichtung schwingen

e Transversalwellen, wobei die Partikel orthogonal zur Ausbreitungsrichtung schwin-
gen

e Rayleighwellen, die auch als Oberflichenwellen bezeichnet werden.

Die Ausbreitung der Spannungswellen lafit sich durch die Helmholtz’schen Wellenglei-
chungen (siehe z.B. [28]) beschreiben, die fiir ebene Probleme folgende Form annehmen:

GAg=¢ , APp=1 (2.20)

¢ und ¥ sind Potentiale, die eine reine Volumeninderung (¢) bzw. eine reine Gestalt-
inderung bei konstantem Volumen (1) beschreiben. Die Ausbreitungsgeschwindigkeiten
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der Wellen sind materialabhiingig. Bei der Reduktion auf ein zweidimensionales Modell
muB fiir den Fall der Longitudinalwellen noch zwischen ebenem Dehnungs- und ebenem
Spannungszustand unterschieden werden [29]:

e Longitudinalwellen:

B E w E(l—-v)
o = P =27 (EDZ) bzw. \/p(l T = %) (ESZ) (2.21)

e Transversalwellen:
E

T (EDZ, ESZ) (2.22)

€ =

¢ Rayleighwellen:
s 2 0,91¢ (2.23)

Die Rayleigh-Wellen sind Oberflichenwellen, die sich entlang einer freien Oberfliche aus-
breiten und ins Innere hinein exponentiell abklingen. Genauere Moglichkeiten zur Ermitt-
lung der Rayleigh-Wellengeschwindigkeit sind in [30] angegeben.

Treffen die Wellen auf die Rifflanke oder auf die Probenumrandungen, so werden sie
reflektiert. Dabei wird aus einer Druckwelle eine Zugwelle und umgekehrt, wodurch im
Probeninnern Welleniiberlagerungsphianomene entstehen, die komplexe Beanspruchungs-
muster zur Folge haben.

2.1.4.3 Kerbspitzenbelastung bei dynamischer Beanspruchung

Aufgrund der dynamischen Belastung und der dadurch bedingten Tragheitskrifte, die in
Charpy-Proben durch die Schlagbeanspruchung hervorgerufen werden, ist die Kerbspitze
in der frithen Phase des Belastungsvorgangs zeitlich verénderlichen Spannungsfeldern aus-
gesetzt. Dies fiihrt zu Schwankungen des dynamischen K-Faktors, so daB dessen Werte
sowohl hoher als auch niedriger liegen als der K-Faktor, der sich bei Aquivalenter sta-
tischer Belastung einstellen wiirde. Da ein Teil der der Probe zugefiihrten Energie in
kinetische Energie umgesetzt wird, reicht es zur Berechnung des Energieflusses in die
Kerbspitze nicht mehr aus, die Verformungsenergie der Probe zu beriicksichtigen. Auch
die kinetischen Energieanteile, die in die Kerbspitze flieBen, miissen erfafit werden. Spielen
Trigheitskrafte eine signifikante Rolle, so mufl auch deren Einflul auf die Kerbspannungs-
intensitdt quantifiziert werden. Dies wird in Abschnitt 3.2.1 niher ausgefiihrt.

Auch fiir den Fall dynamischer Beanspruchungen lassen sich Bruchzihigkeiten ermitteln,
die allerdings im Gegensatz zu statischen Belastungsfillen keine reinen Materialparame-
ter mehr darstellen, sondern sowohl von der Belastungsrate K; bzw. J; als auch von der
Schwingungsdauer der Probe abhingen. Dies erh6ht den experimentellen Aufwand zur Be-
stimmung von Kjq4 bzw. Ji4 betrichtlich. Einige Verfahren zur Bestimmung dieser Groflen
sind in Abschnitt 3.1.1 dargestellt.
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2.2 Kontinuumsmechanische Grundlagen

2.2.1 Kinematische Beziehungen

Bei der stoBartigen Belastung der Probe kommt es im Bereich des Kraftangriffspunktes,
aber auch im Bereich der Kerbspitze zu groflen Dehnungen, die bei einer numerischen
Simulation im Rahmen der geometrisch linearisierten Theorie der Kontinuumsmechanik
nicht korrekt wiedergegeben werden. Daher wird die bei der Simulation (siehe Kapitel 5)
verwendete Theorie grofler Verformungen dargestellt. Dabei werden die Matrixschreibwei-
se und die Komponentenschreibweise benutzt. Betrachtet wird ein Kérper 2 in seinem
unverformten und verformten Zustand. Dargestellt ist in Abbildung 2.6 die Verschiebung
eines Punktes P von seiner urspriinglichen Position X zu seiner aktuellen Position x,
definiert durch:

x =x(X,1) (2.24)

bzw.
X =X(x,t) (2.25)

Gleichung (2.24) wird als Lagrange’sche oder materielle und Gleichung (2.25) als Eu-
ler’sche oder raumliche Formulierung der Verformung bezeichnet [32].

Abbildung 2.6: Unverformte und verformte Konfiguration eines Kérpers Q

Ein Zusammenhang zwischen beiden Formulierungen wird iiber den Deformations-
gradiententensor ¥ hergestellt, der die Verzerrungen in der infinitesimalen Umgebung
eines Punktes des Kontinuums beschreibt:

3.'13-,;

F;=_—2%
)¢

(2.26)

so daf sich ergibt:
dx=F -dX bzw. dX=F7'dx mit F-F'=1I (2.27)

I stellt den Einheitstensor dar.

Wendet man das polare Dekompositionstheorem nach Cauchy (siehe auch [33]) auf den
Deformationsgradienten F an, dann erhilt man folgende Zerlegung:
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F=R-U=V-R (2.28)

Dabei ist U der Rechts-Streck-Tensor, V der Links-Streck-Tensor und R ein orthogonaler
Rotationstensor, der eine Starrkérperrotation beziiglich der Hauptachsen von U bzw. V
darstellt. U und V sind symmetrisch und positiv definit. Diese polare Zerlegung lifit sich
wie folgt deuten: Eine Verformung kann als reine Starrkérperrotation um die Hauptachsen
der Streckung, gefolgt von einer Streckung entlang dieser Achsen aufgefafit werden (2. Teil
der Gleichung (2.28)), oder dquivalent als Streckung entlang der Hauptachsen, gefolgt von
einer Starrkorperrotation um diese Achsen (1. Teil der Gleichung (2.28)).

Bezeichnet man die Lange der infinitesimalen Vektoren dx und dX mit ds und dS:

(ds)* =dx-dx =dX -FT-F.dX ' (2.29)
bzw.
(dS) =dX-dX =dx- (F)"- (F) - dx (2.30)
so lassen sich zwei Tensoren einfiihren:
C=F"-F ud B'=(F"Y) .F! (2.31)

C wird als rechter, B als linker Cauchy-Green-Tensor bezeichnet. Sie sind Ma8e fiir die
quadratischen Langen von dx und dX.
Betrachtet man nun die Differenz von (ds)? und (dS)%:

(ds)® - (dS)* =dX - (C-1I)-dX = 2dx- (I-B™!) - dx (2.32)

so kénnen die Dehnungstensoren E (Green-Lagrange‘scher Dehnungstensor) und e (Al-
mansi‘scher Dehnungstensor) folgendermafien formuliert werden:

2E=(C-1I) bzw. 2e=(I-B7) (2.33)

Die Dehnungstensoren geben also den Unterschied zwischen den Quadraten der Lingen
von dx und dX an.

Die Verschiebung eines Punktes P in einem Kontinuum ist wie folgt definiert:

x=X+u oder z;=X;+u;,1=1,2,3 (2.34)

Setzt man in Gleichung (2.33) diese Formulierung ein, so erhilt man die Beziehung zwi-
schen der Verschiebung und der Dehnung:

_ 1 Bu,: Buj Buk Buk
Bi=3 (axj 5x, | ax, axj) (2.35)
und 1 (0u; 0Ou; Oud
= U Uj _ U OUg
% =3 (aa:j * 9e Bz, axj) (2.36)
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Die Dehnungstensorkomponenten in Gleichung (2.36) sind die Euler’schen Dehnungskom-
ponenten, diejenigen in Gleichung (2.35) die Lagrange’schen Dehnungskomponenten.

Im folgenden ist nun der Zusammenhang zwischen Deformationsrate und Dehnungsrate
dargestellt. Dies ist notwendig, da das verwendete konstitutive Modell von der Belastungs-
geschichte abhingt und somit in Ratenform formuliert werden mus.

Die Geschwindigkeit eines Partikels sei wie folgt definiert:

6a:,~
at

Vi =Y (171, T2, T3, t) = (237)

Hier wird die Lagrange’sche Betrachtungsweise verwendet, bei der die Bewegung eines
Teilchens verfolgt wird. Dann kann die relative Geschwindigkeit eines Punktes Q beziiglich
eines benachbarten Punktes P° (zur Lage von P' und Q' siche Abbildung 2.6) bestimmt
werden:

9o

d‘U;‘ - 6.'Ej

dr; bzw. dv=Ldx=L-FdX (2.38)

L ist der Geschwindigkeitsgradiententensor, bezogen auf die aktuelle Konfiguration. Die
relative Geschwindigkeit dv 148t sich auch bestimmen aus:

o i
dv = 5% (FdX) = FdX (2-39)

Vergleicht man die Ausdriicke fiir dv, so erhalt man:
F=L-F (2.40)

bzw.

L=F.F (2.41)
Der Geschwindigkeitsgradientensor L 148t sich, entsprechend dem polaren Zerlegungstheo-
rem, in den symmetrischen Deformationsratentensor D und den antimetrischen Spintensor

W aufspalten. Diese Zerlegung bezeichnet man auch als Euler-Cauchy-Stokes-Zerlegung
(siehe z.B. [34]).

L=D+W (2.42)
wobei

1

D=§

(L+I7) bow. W= (L-17) (2.43)

Anmerkung: Wendet man das polare Zerlegungstheorem auf L an:

L=F.F '=R-U.-U.R'4+R-U.U-R'=R-R"+R.U.U.RT (2.44)
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und verwendet Gleichung (2.43):

D= %R- (I'J Ut +uUt. I'J) -RT (2.45)
bzw.
W=1'1-RT+-;-R-(I'J-U_I—U“-U)-RT (2.46)

so erkennt man, da8 W nicht nur von der Rotationsrate R. - RT, sondern auch vam Streck-
tensor U abhidngt. Daber ist W im allgemeinen zur Beschreibung der Rotation bei grofien
Verformungen nicht geeignet. Es ist allerdings gezeigt worden [35], da$§ die Euler-Cauchy-
Stokes-Zerlegung korrekt ist, wenn die dufleren Lasten in kleinen Schritten aufgebracht
werden und die Ausgangskonfiguration nach jedem Lastschritt 'upgedated’ wird.

Die Aufspaltung von L ist geeignet zur weiteren Beschreibung, weil sich die zeitliche Ande-
rung von (ds)® nur mit Hilfe von D ausdriicken 1i8t. Unter Verwendung von Gleichung
(2.29),Teil 1 gilt:

d 2 d
= [(ds)*] = 2dx— (dx) (2.47)
Daraus erhidlt man unter Einbeziehung der Gleichungen (2.42) und (2.43):
d 2
a—t[(ds)]=2dx-L-dx=2dx-D-dx+2dx-W-dx (2.48)

Aufgrund der antimetrischen Eigenschaft von W ergibt sich der zweite Summand aus
Gleichung (2.48) zu Null. Also kann die zeitliche Anderung von (ds)? allein durch den
Deformationsratentensor D ausgedriickt werden:
d
% [(ds)’] = 2dx-D - dx (2.49)
Bildet man die zeitliche Ableitung von Gleichung (2.32) unter Verwendung von E, so 14t
sich ein Zusammenhang zwischen D und der Lagrange’schen Dehnungsrate E herstellen:
d dE

= (ds)*] = 2dX - - dX (2.50)

Hier ist zu beachten, daB dS {Ausgangskonfiguration) zeitlich unverdnderlich ist. Mit
Gleichung (2.27) ergibt sich aus der Gleichung (2.49):

¢ [(@s)’] = 24X - (7D F) - X (2.51)

Vergleicht man die Gleichungen (2.50) und (2.51), so erkennt man:

%:FT-D-F (2.52)

Fiir die Euler’schen Dehnungsraten € laft sich eine analoge Beziehung herleiten. Leitet
man Gleichung (2.33) unter Verwendung von e nach der Zeit ab, so erhidlt man:
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2 (ds)") =25 [dx - dx (2.53)

Fiihrt man die zeitliche Ableitung durch unter Verwendung von Gleichung (2.38), dann
folgt daraus:

%[(ds)z] = 2L-dx-e-dx+2dx-&-dx+2dx-e-L-dx
= de-[LT-e+é+e.L].dx (2.54)

Der Klammerausdruck entspricht D, so daf folgt:

de
dt
Aus dem Vergleich der Gleichungen (2.52) und (2.55) wird deutlich, da die Rate des
Dehnungstensors E, formuliert in Lagrange’schen Koordinaten, vollstindig durch den
Deformationsratentensor ID beschrieben werden kann, wohingegen die Rate von e, for-

muliert in Euler’schen Koordinaten, zusatzlich noch von dem Dehnungstensor e selbst
abhéngt.

D-(e-L+L7-e) (2.55)

2.2.2 Spannungsmafle

Betrachtet man einen Korper ' in der aktuellen Konfiguration, und bezeichnet man mit
f die bezogene Oberflichenkraft, die auf der Oberfliche S des Korpers wirkt, so ist der
Cauchy’sche Spannungstensor wie folgt definiert:

df = o - nds (2.56)

n bezeichnet dabei die duflere Normale auf S. & ist ein symmetrischer Tensor bezogen
auf die Euler’sche Konfiguration, der hiaufig auch als wahrer Spannungstensor bezeichnet
wird. Bezieht man hingegen die Belastung durch f auf die Ausgangskonfiguration, so erhilt
man folgende Beziehung:

df = ! . NdS, (2.57)

N ist nun die dulere Normale beziiglich der Oberfliche Sy der Ausgangskonfiguration.
3! ist der 1. Piola-Kirchhoff’sche Spannungstensor, auch nominaler Spannungstensor ge-
nannt. Er ist nicht symmetrisch und weder auf die Ausgangskonfiguration noch auf die
aktuelle Konfiguration bezogen, was aus Gleichung (2.58) deutlich wird:

Sl =det(F)F'-o (2.58)

Deshalb wird iiblicherweise der 2. Piola-Kirchhoff’sche Spannungstensor X2 verwendet:

32 =B (F )T =det(F)F!-o-(F!)T (2.59)
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Aus der Symmetrie von o folgt auch die Symmetrie von X2, der aus der Oberflichenkraft
f, folgendermaflen bestimmt wird:

dfo = X2. NdS, (2.60)
wobei fy die auf die Ausgangskonfiguration bezogene Oberflichenkraft f darstellt:

df =F!.df, (2.61)

Die Spannungstensoren sind durch folgende Beziehung verkniipft:

detF.o=7=X'.FT =F.x%2. FT (2.62)

wobei 7 den Kirchhoff’schen Spannungstensor bezeichnet. Im allgemeinen kann jedes be-
schriebene Spannungsmafl verwendet werden, um die Gleichgewichtsbedingungen zu for-
mulieren. Bei der Anwendung des Prinzips der virtuellen Arbeit diirfen jedoch nur ad-
jungierte Spannungs- und Dehnungsmafie verwendet werden, um zu gewihrleisten, daB
die bezogene Arbeitsrate fiir jedes beliebig gewahlte Spannungs- und Dehnungsma8 [36]
gleich ist:

dW° = 1°de® = const. (2.63)

wobei €%in bestimmtes Dehnungsmafl und 7° das adjungierte Spannungsmaf bezeichnen.

2.2.3 Gleichgewicht und virtuelle Arbeit

Im Rahmen der Simulation des Kerbschlagbiegeversuchs wird zur Beschreibung der dem
verwendeten FE-Programm zugrunde liegenden Gleichungen (siehe Kapitel 5) das Prinzip
der virtuellen Arbeit benétigt. Daher ist seine Herleitung im folgenden erliutert.

Fiir das Kriftegleichgewicht eines beliebigen Volumens V eines Korpers Q gilt [32]:

/ £dS + / pdV =0 (2.64)
Ly

Vv

S ist die Oberfliche von V, p ist die Volumenkraft in jedem Punkt von V, und f ist die
bezogene Flachenlast auf jedem Punkt von S. Unter Anwendung des Gaufi’schen Theorems
auf das Oberflichenintegral von Gleichung (2.64) ergibt sich:

/n codS = / (5%) -odV (2.65)
s v

Da Gleichung (2.65) fiir jedes beliebige Volumenelement V gilt, muf sie auch fiir jeden
Punkt des Korpers Q2 gelten, so da8 sich als Gleichgewichtsbedingung ergibt:

(%) co+p=0 (2.66)



20 2 Grundlagen

Das Momentengleichgewicht wird aufgrund der Symmetrieeigenschaften von o automa-
tisch erfiillt.

Um zur numerischen Niherungslésung dieser Gleichung zu gelangen, gewichtet man
Gleichung (2.66) mit einer Testfunktion, die beliebig gewahlt werden kann, aber die kine-
matischen Randbedingungen erfiillen mufB und eine ausreichende Stetigkeit aufweist. Fiir
den Fall der FE-Methode, die auf einem Verschiebungsansatz beruht, wird sie als virtu-
elles Geschwindigkeitsfeld v gewahlt. Integriert man anschlieflend iiber das Volumen V,
so erhilt man einen Ausdruck fiir die virtuelle Arbeit:

V[ [(%) o+ p]  bvdV =0 (2.67)

Mit der Kettenregel und dem Gauf’schen Theorem folgt daraus:

V/[(%) .a] . bvdV =an.,.5vds—vfg.(a_;£) IV (2:68)

und unter Verwendung von Gleichung (2.56) kann Gleichung (2.67) so geschrieben werden:

06
/a‘- (33) dV=/f-5vdS+/p-5vdV (2.69)
v S %

Formuliert man Gleichung (2.43) in der virtuellen Form und spaltet JL entsprechend
Gleichung (2.42) auf, so ergibt sich:

0L = 0D + §W (2.70)
und weiter:
o 0L=0-D+0-6W (2.1)
Da o symmetrisch ist, gilt:
dév
a-(£)=0-6L=a'-6D (2.72)

Daraus erhilt man nun das Prinzip der virtuellen Arbeit:

/a - §DdV = /f - dvdS + /p < dvdV (2.73)
v

v s
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2.2.4 Konstitutive Beziehungen

Im Rahmen dieser Arbeit werden nur solche Fille betrachtet, in denen das Material ent-
weder linear-elastisch oder elastisch-plastisch reagiert. Eine Verinderung der Spannungs-
Dehnungs-Beziehungen aufgrund unterschiedlicher Dehnungsraten wird vernachléassigt.
Weiterhin wird isotropes (richtungsunabhingiges) Materialverhalten angenommen.

Im Rahmen der Theorie kleiner Verformungen ist es im allgemeinen iiblich, die Gesamt-
dehnung additiv in einen elastischen und einen plastischen Anteil aufzuspalten:

eE=¢c+¢? (2.74)

Liegen jedoch moderate oder groie Deformationen vor, so ist diese additive Aufspaltung
nicht mehr zuldssig, da in diesem Fall elastische und plastische Verformungen gekoppelt
sind [33]. Dies hat zu verschiedenen Formulierungen fiir die Aufspaltung der Deforma-
tionen bzw. ihrer Raten gefiihrt (z.B. [37]). Eine allgemein anerkannter Zugang zur Be-
handlung elastisch-plastischer Probleme besteht in der multiplikativen Aufspaltung des
Deformationsgradienten. Sie wurde von Lee [38] vorgeschlagen:

F = F¢.F? (2.75)

Diese Zerlegung beruht auf der Uberlegung, da8 ein unverformtes Element dX zuerst
in einen rein plastischen Verformungszustand, der spannungsfrei ist, und anschliefend in
den Endzustand dx durch rein elastische Verformung iiberfiihrt wird. Liegt allerdings kein
homogenes plastisches Flielen vor, so kann nicht davon ausgegangen werden, daf8 nach
der Riicknahme der elastischen Verformung der Korper spannungsfrei ist [39]. In diesem
Fall werden infinitesimale Volumenelemente des Kérpers betrachtet, die als voneinander
unabhéngig betrachtet werden, so daB nach der Entlastung aufgrund von Entspannungs-
vorgingen ein spannungsfreier Zustand existiert..

Bei den folgenden Darstellungen wird davon ausgegangen, da die elastischen Verform-
ungen sowie deren Gradienten klein sind, was im allgemeinen bei der Betrachtung von
metallischen Werkstoffen gewihrleistet ist.

Der Geschwindigkeitsgradiententensor (Gleichung (2.41)) kann unter Verwendung von
Gleichung (2.75) geschrieben werden als:

L=F .FelyFe.jr. prl.pe! (2.76)
Damit kann ein elastischer und ein plastischer Anteil von L bestimmt werden:

L*=F°¢.F*! und L?=F?.F?"! (2.77)
Fiir den Fall kleiner elastischer Verformungen, wie er hier angenommen wird, gilt fiir Fe:

Fen I (2.78)

woraus sich fiir L aus Gleichung (2.76) eine additive Aufspaltung ergibt:

L=L+L? (2.79)
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Ebenso kann der symmetrische Anteil D von L additiv zerlegt werden:

D =D¢ +D* (2.80)

Die elastische Deformationsrate ist mit einer objektiven Spannungsrate iiber das Hoo-
ke’sche Gesetz verkniipft (zur Objektivitat siehe nichster Abschnitt):

0% =D: (D - D" (2.81)

wobei D den Elastizititstensor darstellt. Fiir den Fall isotropen Materialverhaltens ergibt
sich dieser zu:

D=2, + (K - gc) I®1 (2.82)

J ist hier der Einheitstensor 4. Stufe.

Weist das Material hingegen elastisch-plastisches Verhalten auf, so 148t sich eine Flie8-
funktion F definieren, fiir die gilt:

F
F(e,h) <0 oder F(o,h)=0 und aaT'a-'ij < 0: elastisches Materialverhalten
ij

(2.83)

F(o,h)=0 und d;; > 0: plastisches Materialverhalten

OF
60' ij
Fiir die im Rahmen dieser Arbeit verwendete von Mises-Flieflbedingung gilt:

F(o,h) = f(J) - k*(k) (2.84)

k ist eine experimentell ermittelte Werkstoffkonstante, h ist der Verfestigungsparameter,
der von der plastischen Verformungsgeschichte abhingt, und J, ist die 2. Invariante des
Spannungsdeviators o

¢

1
0y = 0y = 3tr(oy;)0y  mit trioy) = oy (2.85)

tr(o) bezeichnet man als Spur von o, und durch 1/3tr(e) lifit sich der hydrostatische
Spannungszustand beschreiben, der sich auf das Flieverhalten eines Werkstoffs in ver-
nachlissigbarer Weise auswirkt [32]. Im Hauptspannungsraum kann die Fliefbedingung
als Fliefifliche dargestellt werden, was in Abbildung 2.7 gezeigt ist. Hier wird auch die
Unabhingigkeit vom hydrostatischen Spannungszustand deutlich, was durch die hydro-
statische Spannungslinie OH (0, = 02 = 03) veranschaulicht wird. Die hier verwendete
Form der von Mises-Flielbedingung lautet:

Oy = \/—-‘;E = \/g‘rp(h) (2.86)

oy ist die sogenannte von Mises-Vergleichsspannung, und 7 ist die Flieigrenze bei reiner
Schubbeanspruchung. Benutzt wird in dieser Arbeit ein isotropes Verfestigungsmodell,
das von einer gleichférmigen Ausdehnung der Flieifliche bei zunehmender plastischer



2.2 Kontinuumsmechanische Grundlagen 23

63 A

Abbildung 2.7: von-Mises-FlieBfliche im Hauptspannungsraum mit hydrostatischer Li-
nie OH

Dehnung ausgeht. Dieser Zusammenhang wird durch die funktionale Abhingigkeit der
FlieSfunktion vom Verfestigungsparameter h ausgedriickt.

Die Richtung des plastischen Flieflens wird durch die assoziierte Normalenregel beschrie-

ben:

. OF »  OF
DP=he- , —d=ldo (2.87)

wobei €P die plastische Vergleichsdehnungsrate darstellt. A ist der plastische Multiplikator:

{ A =0 : (falls Bedingung 1 aus (2.83) erfiillt ist (2.88)

A > 0 : (falls Bedingung 2 aus (2.83) erfiillt ist

Mit den Beziehungen (2.81), (2.83) und (2.87) konnen die konstitutiven Gleichungen der
Elastoplastizitit dann wie folgt beschrieben werden:

6% =D?g,e2):D , £=P(o,e2):D (2.89)
mit
D? = D°-D* (2.90)
D* = OF .3 . OF O OF (2.91)
0o 0o  Oh Ol Oh
P = -3F_oF oFohoF (2.92)

90 30 T oh oz on
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2.2.5 Objektivitat

Fiir die verwendeten konstitutiven Gesetze mufl das Prinzip der materiellen Objektivitit
gelten, was bedeutet, das der Spannungszustand sich nicht &ndern darf, wenn der Korper,
fiir den er definiert ist, einer Starrkoérperrotation unterworfen wird. Mathematisch 1afit
sich diese Bedingung wie folgt formulieren (siehe z.B. [33]):

vi=Q-v i : (Vektor v) (2.93)
A*=Q-A-Q" : (Tensor A)
Das Symbol * bezeichnet die transformierte Konfiguration, die Grofilen ohne * sind in der
urspriinglichen Konfiguration definiert. Q ist ein orthogonaler Rotationstensor.

Anmerkung: An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dafl in der Literatur keine einhellige
Meinung dariiber besteht, wie der Deformationsgradient F beziiglich seiner Objektivitét
zu behandeln ist. So wird die Objektivitiat von F aufgrund seiner Eigenschaft, als Zwei-
Punkt-Tensor sowohl in Lagrange’schen als auch in Euler’schen Koordinaten definiert zu
sein, beziiglich der Vektortransformation (Gleichung (2.93), Teil 1), iiberpriift [33], aber
auch gemiB Gleichung (2.93, Teil 2) [40], da er als Tensor definiert ist.

Tensorraten, die in der Lagrange’schen Betrachtungsweise formuliert sind, sind von ihrer
Definition her objektiv, da sie die Bewegung eines Materialpunktes beschreiben. Hingegen
muf fir Euler’sche Ratentensoren eine geeignete Zeitableitung gewihlt werden, um ihre
Objektivitit zu gewahrleisten. Da im folgenden der Cauchy’sche Spannungstensor fiir
die Beschreibung des Prinzips der virtuellen Arbeit verwendet wird, muf} eine geeignete
Zeitableitung fiir diesen Tensor gewihlt werden. Welche Zeitableitung dabei verwendet
wird, hdngt von der Zielsetzung ab, die mit der Formulierung des Problems verbunden ist
[33]. Die Zeitableitung nach Truesdell [41] wird im allgemeinen zur Beschreibung grofier
elastischer Verformungen verwendet:

0" =¢-L-oc—-0c-LT +o(tro) (2.94)

Diese Zeitableitung ist eine konvektive Zeitableitung, die aus einer Transformation
in den Referenzzustand (2. Piola-Kirchhoff’scher Spannungstensor), einer materiellen
Zeitableitung dieses transformierten Tensors, und einer anschlieenden Transformation
in die aktuelle Konfiguration besteht. Von diesem Typ der Zeitableitungen konnen die
rotationalen Ableitungen unterschieden werden, die beziiglich eines mitrotierenden Koor-
dinatensystems mit dem Rotationstensor {2g gebildet werden. Zur Beschreibung von Qg
wird der orthogonale Rotationstensor Q gewihlt:

Q=Q-Q" (2.95)

Im Rahmen dieser Arbeit wird diese Art der Zeitableitung verwendet, da sie eine nume-
risch vergleichsweise einfach zu behandelnde Struktur aufweist:

% =0 -Qq-o0+0-Nq (2.96)

Damit kann die Transformation der objektiven Spannungsrate unter Verwendung von Q
folgendermaflen formuliert werden:

& = Q- o%.QF (2.97)
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und
ot = Q-0 QT
D* = Q:-D-QF (2.98)
D* = Q-D7-Q7 (2.99)

Ebenso kann das konstitutive Modell im korotationalen Koordinatensystem dargestellt
werden durch:

f

& = C%(c*e):D* (2.100)
& = P(o*e?):D*

An dieser Stelle stellt sich die Frage, welche Rotationsrate fiir die Formulierung der kon-
stitutiven Gleichungen geeignet ist. Wird der Spintensor W (Gleichung (2.43)) verwen-
det, so fiihrt diese Formulierung, angewendet auf Gleichung (2.96), auf die Jaumann’sche
Zeitableitung, die in vielen kommerziellen FE-Programmen implementiert ist (unter an-
derem auch in ABAQUS, welches im Rahmen dieser Arbeit zur Simulation verwendet
worden ist). Es lassen sich dann folgende Beziehungen zwischen dem Rotationstensor 2q
und Q sowie W herstellen:

Q=W (2.101)
QL) -QT(H)=W() QO =I

Wie in Gleichung (2.46) bereits dargelegt wurde, ist diese Wahl aufgrund der Abhingig-
keit von W vom Strecktensor U allerdings im allgemeinen fragwiirdig. Als weiteres Pro-
blem erweisen sich die Spannungsoszillationen unter reiner Schubbeanspruchung, die bei
einer Anwendung dieser Zeitableitung auftreten. Trotzdem ist die Anwendung der Jau-
mann’schen Zeitableitung zur Losung von Problemstellungen anwendbar, wenn die dufle-
ren Lasten in kleinen Schritten aufgebracht werden [35] oder die plastischen Verformungen
moderat sind [42], was im Rahmen dieser Arbeit angenommen worden ist.

2.3 Experiméntelle Grundlagen

2.3.1 Der instrumentierte Kerbschlagbiegeversuch

Beim Kerbschlagbiegeversuch wird eine Probe mit einem durch die Schwerkraft beschleu-
nigten Schlaghammer oder einem Fallgewicht belastet, um die Kerbschlagzdhigkeit des
Materials zu priifen. Man verwendet dazu eine genormte, mit einem spitzen oder runden
Kerb versehene Probe, deren Enden jeweils an einem Widerlager aufliegen. Die am haufig-
sten verwendete Probenform, die auch im Rahmen dieser Arbeit untersucht wird, ist die
gekerbte Charpy-Probe, deren Mafie Abbildung 2.8 zu entnehmen sind.

Die Energie, die notwendig ist, um den Bruch der Probe herbeizufiihren, ist ein Maf fiir
die Kerbschlagarbeit A,. Als Kerbschlagzihigkeit wird die auf den Priifquerschnitt Ak
bezogene Kerbschlagarbeit bezeichnet.

In der einfachsten Form erfolgt die Messung der von der Probe wihrend der Belastung
absorbierten Energie durch die Messung des H6henunterschieds des Pendels vor und nach
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Dicke d=10 mm

e

1=55 mm

w=10mm

Abbildung 2.8: Standard-Charpy-Probe nach ASTM E 24.03.03

dem Versuch im Umkehrpunkt, veranschaulicht in Abbildung 2.9. Allerdings kann mit
dieser Methode nur ein Wert fiir die gesamte Energie, die wahrend des Bruchvorgangs
von der Probe aufgenommen wird, ermittelt werden, eine Aufteilung in Energieanteile,
die zur RiBinitiierung oder zum Rifffortschritt notwendig sind, ist nicht mdglich.

Pendethammer

Probe h

Auflager

Abbildung 2.9: Kerbschlagbiegeversuch mit Angabe der Hohenunterschiede

Um eine solche Ermittlung der einzelnen Energieanteile zu erméglichen, ist der instru-
mentierte Kerbschlagbiegeversuch entwickelt worden. Durch Dehnungsmefstreifen, die an
der Hammerspitze angebracht sind, kann die Kraft wéhrend des Schlagvorgangs gemessen
werden. Die Verschiebung der Probe am Kraftangriffspunkt kann entweder gemessen oder
durch Integration des dynamischen Kriftegleichgewichts berechnet werden:

(2.102)

und daraus

s(t) = / v (f) dt (2.103)
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Die Energie, die die Probe wiihrend des Belastungsvorgangs aufnimmt, ist gegeben durch:
U(s) = / F(3)ds (2.104)
0

Der Fallversuch, der im Rahmen dieser Arbeit zur Messung der Probenkrifte und
-energien angewendet wurde, unterscheidet sich vom instrumentierten Kerbschlagbiege-
versuch lediglich darin, da der Schlaghammer senkrecht auf die Probe fillt. Fiir die In-
strumentierung des Hammers und die Auswertung der aufgenommenen Mefisignale gelten
die gleichen Zusammenhénge.

Zur Ermittlung der bruchmechanischen Kennwerte wahrend des Belastungsvorgangs und
der energetischen Anteile, die zur Riffinitiierung und zum Rifffortschritt notwendig sind,
wird iiblicherweise das Kraft-Verschiebungs-Diagramm herangezogen. Ein typisches Kraft-
Verschiebungs-Diagramm ist in Abbildung 2.10 dargestellt.
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Abbildung 2.10: Typisches Kraft-Verschiebungs-Diagramm eines instrumentierten
Schlagversuchs mit Angabe der Teilenergien

Im allgemeinen wird angenommen, dafl der Beginn der makroskopischen, subkritischen
Riflausbreitung dann stattfindet, wenn die Kraft F den maximalen Wert F,, zur Zeit t,,
erreicht. Fiir diesen Zeitpunkt wird die dynamische Bruchzahigkeit Kig bzw. Jig bestimmt.
Obwohl fraktographische Untersuchungen gekerbter Charpy-Proben zeigen, da8i das Auf-
treten der RiBinitiierung bei einer Zeit t < ty, liegt [43], bedeutet die Annahme von tp,
als Zeitpunkt der Riflinitiierung im Rahmen dieser Arbeit keine Einschrinkung, da der
Einflul der Trégheitskrifte auf die Bestimmung des J-Integrals untersucht werden sollen,
das Ende des betrachteten Zeitbereichs demnach weit unterhalb von t,, liegt (siehe auch
Kapitel 4).

Mit dem Index iu (initiation of unstable propagation) wird der Zeitpunkt der instabilen
Riffausbreitung bezeichnet. Mit dem Index a wird der Zeitpunkt bezeichnet, an dem der
Rifl wieder zum Stillstand kommt. Dieses Phanomen wird RiBarrest genannt [4].

Durch die Bestimmung der von der Probe aufgenommenen Energie, die durch die Fliache
unter der Kraft-Verschiebungs-Kurve reprisentiert wird, kann fiir jeden Zeitpunkt der
Wert des J-Integrals bestimmt werden. Es ist bereits darauf hingewiesen werden, dafl
unterschiedliche Auffassungen dariiber bestehen, ob und inwieweit der energetische Anteil
des Triagheitspeaks bei der Bestimmung der Probenenergie beriicksichtigt wird. Darauf
wird im Verlauf der Untersuchungen noch néaher eingegangen.
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Ein weiteres Phinomen, das bei schlagbelasteten Proben beobachtet werden kann, ist das
mogliche Auftreten von Kontaktverlust zwischen der Probe und den Widerlagern zu be-
stimmten Zeiten [4]. Der Effekt hingt wesentlich von der Probensteifigkeit und damit von
der Geometrie ab, so daB bei ansonsten konstanten Bedingungen die Verringerung der
Probenhéhe zu einem stirkeren Abhebverhalten fiihrt. Dies widerspricht der in numeri-
schen Untersuchungen haufig angenommenen festen Randbedingung an den Widerlagern
(siehe auch Kapitel 3). Weiterhin ist zu beobachten, dafi durch Verkiirzen der Probe
unter ansonsten gleichen Bedingungen ebenfalls ein stirkeres Abhebverhalten und damit
ein groflerer Einflul der dynamischen Beanspruchungskomponente auf das gesamte Pro-
benverhalten erreicht wird. Diese Effekte waren der Grund, warum in den Experimenten
und den entsprechenden numerischen Simulationen im Rahmen dieser Arbeit verkiirzte
Proben vom Charpy-Typ [23] verwendet worden sind.

2.3.2 Das schattenoptische Kaustikenverfahren

Eine experimentelle Moglichkeit, die Spannungskonzentration an einer Kerb- oder Rifi-
spitze zu messen, ist das von Manogg [44, 45] eingefiihrte und verschiedenen Autoren
[46, 47, 48, 49] erweiterte schattenoptische Kaustikenverfahren. Damit kénnen Spannungs-
konzentrationen in Korpern sowohl in Transmissions- als auch in Reflexionsanordnung
sichtbar gemacht werden. Es basiert darauf, daf} bei einer dufleren Spannung sich sowohl
die Dicke eines Korpers als auch sein Brechungsindex dndert. Die im folgenden dargestell-
ten Grundlagen gelten fiir reflektierte Lichtstrahlen. Eine ausfiihrliche Beschreibung des
Verfahrens findet man in [50]. Ein auf éinen eingeschniirten Bereich einer Probe einfallen-
der Lichtstrahl wird reflektiert, wie es in Abbildung 2.11 dargestellt ist.

:

Finfallender Lichstrahl :
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Abbildung 2.11: Reflexion eines Lichtstrahls an einer aufgrund einer Spannungskonzen-
tration eingeschniirten Probe

Wird dieser reflektierte Lichtstrahl in einer Entfernung zq von der Probe in der virtuellen
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Bildebene aufgenommen, so ergeben sich die in Abbildung 2.12 dargestellten Zusam-
menhinge.

Probenebene virtuelle Bildebene

Abbildung 2.12: Reflexion eines Lichtstrahls in der Probenebene im Punkt P und die
entsprechende Abbildung auf den Punkt P’ in der virtuellen Bild-ebene

Die virtuelle Bildebene ergibt sich aus der Extrapolation der reflektierten Lichtstrahlen
hinter die Probenebene, wie dies durch die gestrichelte Verlingerung des reflektierten
Lichtstrahls in Abbildung 2.12 angedeutet wird, und hat den Abstand zy zur Probenebene.
Da zg in negativer z-Richtung gemessen wird, ist fiir die nachfolgenden Gleichungen z, als
negativer Wert einzusetzen. Die Aufnahme der Kaustiken in der virtuellen Bildebene ist
im Rahmen dieser Arbeit deshalb notwendig, weil die reflektierten Lichtstrahlen fiir den
Fall, daBl der Kerb oder der Rifl unter einer Zugspannung steht, in der reellen Bildebene,
die im Abstand zp links von der Probenebene liegt, eine Lichtkonzentration ergeben, die
beziiglich des Spannungsintensititsfaktors nicht ausgewertet werden kann.

Betrachtet man einen Punkt P, dessen Abstand von einem Riff oder Kerb (siehe Abbil-
dung 2.12) durch den Betrag seines Ortsvektors r beschrieben wird, so wird der einfallen-
de Lichtstrahl aufgrund der Einschniirung der Probe abgelenkt. Diese Einschniirung ist
proportional zum Ortsgradienten des Spannungstensors. Der Bildpunkt P’ von P, aufge-
nommen in der virtuellen Bildebene im Abstand z; von der Probenebene, hat aufgrund
des Verschiebungsvektors u den Abstand |r'[:

r=r+u (2.105)

Die Grofle des Verschiebungsvektors u ist vom Abstand zo der Bildebene von der Proben-
ebene abhingig. Fiir den Fall einer Rif- oder Kerbspitze unter Mode I-Belastung ergeben
sich folgende Abbildungsgleichungen:

‘ K] 3 3
T = rcoseg— ——=zocd.ssr” 2 COS —
—a<P<m (2.106)
13 . K] 2 . 3
= 7rs8ing — ——zpcd,s¢r 2 8in =
y ¢ \/2—7[‘ 0 eff 2¢
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Dabei wurde die Spannungsverteilung aus Gleichung (2.3) in Polarkoordinatendarstel-
lung benutzt. d.g ist im vorliegenden Fall gleich der halben Probendicke, und c ist die
schattenoptische Konstante, die fiir den Fall der Reflexion aus dem E-Modul und der
Querkontraktionszahl bestimmt wird:

2v

c=% (ES2) (2.107)

Die Menge aller abgelenkten Lichtstrahlen formt in der Bildebene einen Schattenfleck
mit einer hellen Umrandung, deren Intensitat nach aulen hin schwécher wird. Diese helle
Umrandung wird als Kaustikkurve bezeichnet. Eine notwendige und hinreichende Bedin-
gung fiir die Existenz der Kaustikkurve ist, da die Determinante der Jacobimatrix der
Abbildungsgleichungen aus (2.106) zu Null wird:

it St S (2.108)

Die Menge aller Punkte in der Probenebene, deren Ortsvektoren r Gleichung (2.108)
erfiillen, bildet einen Kreis mit dem Radius rg, der als Urkreis oder Urkurve bezeichnet
wird. Alle Lichtstrahlen, die auflerhalb oder innerhalb des Urkreises auf die Probe einfal-
len, werden auf Punkte auflerhalb der Kaustikkurve abgebildet. Dies bedeutet aber auch,
daBl die Information, die der Kaustik enthommen werden kann, nur aus den Punkten des
Urkreisradius stammt. Es ergibt sich fiir den Zusammenhang zwischen ry und Kjy:

2
5

Izolcdeff] (2.109)

_FKI
" |2Vor

Fir den hier betrachteten Fall der Reflexionskaustiken unter Zugbeanspruchung ist zu
beachten, daB die Kaustik nicht auf einem Schirm sichtbar gemacht werden kann, son-
dern Aufnahmen nur mit einer Kamera erfolgen konnen, die auf die virtuelle Bildebene
fokussiert ist. In Abbildung 2.13 ist eine Reflexionskaustik, die sich aus einer Mode I-
Zugbelastung bei einer Aufnahme in der virtuellen Bildebene ergibt, schematisch dar-
gestellt.

Der Durchmesser D der Kaustik steht in einem festen Verhiltnis zum Urkreisradius rg:

D =3,17r, (2.110)

Mit diesen Beziehungen kann nun der Spannungsintensitatsfaktor aus dem gemessenen
Durchmesser einer Kaustik bestimmt werden:

_ 2V 2w
3(3,17)3 |20|cdeyy

K; D% (2.111)

Bei der Entwicklung der obigen Gleichung wird die Nahfeldlésung der Spannungsvertei-
lung um die Rif- oder Kerbspitze berticksichtigt (siehe Gleichung (2.3)), die in groSen
Proben mit langen Rissen das Spannungsfeld dominiert, so da8 die aus den Kaustiken er-
mittelten K-Faktoren auch fiir endliche Urkreisradien ihre Giiltigkeit haben. Wenn jedoch,
wie in der vorliegenden Arbeit, kleine Proben an kurzen Rissen oder Kerben betrachtet
werden, so haben die Spannungsterme hoherer Ordnung einen nicht vernachldssigbaren
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Abbildung 2.13: Schematische Darstellung einer Reflexionskaustik unter Mode I-
Zugbeanspruchung in der virtuellen Bildebene

Einfluf auf das Spannungsfeld in einem endlichen Abstand ry von der Kerbspitze. In
Gleichung (2.112) ist die Spannungsverteilung als Reihenentwicklung dargestellt, abge-
brochen nach dem Term 3. Ordnung [50):

K 3
g, = i (5cosé—cos—¢) +a.zcosz¢+a3\/1—‘ (3cw?+cwéé) + ...

varr 2 2 9 9
K; ¢ 3¢ . ¢ 5¢
0p = W= (3 cos 5~ cos 7) + a9 sin® ¢ + az\/T (3 cos 5~ cos 5> +.(2.112)
K ) .3 as . . )
Tre = \/zl%;(s1n§+sm?¢)—5251n2¢+a3\/17(sm%—sm7¢)+..,

Im allgemeinen hat der Spannungsterm 2. Ordnung, der eine konstante Spannung be-
schreibt, von den Termen hoherer Ordnung den gréfiten Einfluff auf das Spannungsfeld
[50]. Da das Kaustikenverfahren aber nur gegeniiber Spannungsgradienten sensitiv ist,
spielt diese Uberlagerung keine Rolle fiir die Auswertung der Kaustik. Gerade bei kleinen
Proben kénnen aber auch die Terme ab der 3. Ordnung das Spannungsfeld im Abstand r,
der Urkurve das Bild der Kaustik und damit die Ermittlung des K-Faktors beeinflussen.
Bei der Auswertung von Kaustiken fiir solche Anwendungsfille ist deshalb die Giiltigkeit
des ermittelten K-Faktors anhand von theoretisch oder numerisch ermittelten Werten zu
iiberpriifen.

Da bei hohen Spannungsgradienten im Bereich der Rifispitze kein ebener Spannungs-
zustand mehr vorliegt, mufl bei der experimentellen Ermittlung von Kaustiken darauf
geachtet werden, daB fiir eine korrekte Bestimmung des K-Faktors die der Kaustik zu-
grunde liegende Urkurve mindestens so grof§ ist, dal sie in einem Bereich liegt, in dem
ein ebener Spannungszustand vorherrscht [50):

To > Ta (2.113)

Ist diese Bedingung nicht erfiillt, so kommt es zu einer Abweichung des optisch ermittelten
Spannungsintensititsfaktors vom tatsdchlich bestehenden K-Faktor. Der Mindestradius rq
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ist dickenabhingig, wie Untersuchungen gezeigt haben [51]. Als Richtwert fiir den Wert,
den rp mindestens aufweisen sollte, ist ungefihr die halbe Probendicke zu nennen. Da sich
in realen Materialien an Spannungskonzentrationspunkten immer plastische Zonen ausbil-
den, Gleichung (2.111) aber nur fiir linear-elastisches Materialverhalten gilt, ist weiterhin
darauf zu achten, daf§ die Urkurve auflerhalb des Bereichs der plastischen Zone liegt:

Tg > 1p (2.114)

Fiir Kerben oder Risse in elastisch-plastischen Materialien ergibt sich an der Rifi- bzw.
Kerbspitze keine Spannungskonzentration, da die Spannungen durch die Flieigrenze limi-
tiert sind, sondern eine Konzentration der plastischen Dehnungen. Nach [52, 53] konnen
fiir diesen Fall ebenfalls Kaustiken erhalten werden. Die Herleitung erfolgt analog zu
denjenigen fiir elastisches Materialverhalten, allerdings unter Verwendung des HRR-
Spannungsfelds (Gleichung (2.8)) anstelle der in Gleichung (2.3) beschriebenen Bezieh-
ungen. Die Kaustik hat eine im Vergleich zur elastischen Kaustik leicht abgeplattete Form,
was in Abbildung 2.14 schematisch dargestellt ist.

I
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Abbildung 2.14: Schematische Darstellung einer elastisch-plastischen Reflexionskaustik
unter Mode I-Zugbeanspruchung in der virtuellen Bildebene

Fir linear verfestigendes Materialverhalten, dafl nach dem Ramberg-Osgood Modell be-
schrieben werden kann:

£ o (_"_)h (2.115)

ErR OF of

ergibt sich folgender Zusammenhang zwischen dem J-Integral und dem gemessenen
Kaustikdurchmesser D:

bl

2
o QrOE E b 3hyl
J =5 J3 (O!hdp,zdd) D™ (2.116)

h ist der Verfestigungsparameter des Materials, oy ein Multiplikationsfaktor, of ist die
einachsige Flieflspannung, ¢p die der Flieflspannung entsprechende Dehnung, und S;, ist
ein Skalierungsfaktor, der in [52] tabelliert ist. Bei der Anwendung von Gleichung (2.116)




2.3 Experimentelle Grundlagen 33

ist darauf zu achten, dafi die Urkurve innerhalb der plastischen Zone um die Rif}- oder
Kerbspitze liegt.

Fiir einen stehenden Rif, der unter dynamischer Beanspruchung steht, ist die Spannungs-
nahfeldverteilung die gleiche wie fiir einen statisch beanspruchten Rifi [54, 55]. Lediglich
der Spannungsintensititsfaktor ist aufgrund der wechselnden Beanspruchung eine Funk-
tion der Zeit, wie bereits in Abschnitt 2.1.4.3 erwdhnt worden ist. Die fiir die Kaustiken
dargestellten Zusammenhdnge kénnen aber in der gleichen Weise angewendet werden.




3 Stand der Forschung

3.1 Experimentelle Verfahren

3.1.1 Ermittlung der dynamischen Bruchzihigkeit einer Probe

In diesem Abschnitt soll ein Uberblick gegeben werden, welche Verfahren zur Bestim-
mung der dynamischen Bruchzahigkeit Kjq (linear-elastisches Materialverhalten) bzw.
Jua (elastisch-plastisches Materialverhalten) existieren, und inwieweit die Trigheitskrafte
bei der Bestimmung beriicksichtigt werden. Der Uberblick ist nicht vollstindig, sondern
erwahnt nur die Verfahren, die im Rahmen der vorliegenden Arbeit eine Bedeutung auf-
weisen.

Wird eine Probe dynamisch belastet, so kann sich das Probenverhalten vom statischen
oder quasi-statischen Beanspruchungsfall erheblich unterscheiden, was die bruchmechani-
schen Kenngrofilen anbelangt. Mogliche Ursachen konnen Tragheitseffekte, die Ausbreit-
ung und Reflexion von Spannungswellen oder die Abhéngigkeit des Materialverhaltens von
der Belastungsgeschwindigkeit sein. Hohe Beanspruchungsraten werden unter Laborbedin-
gungen hdufig durch Fallwerke und servohydraulische Priifmaschinen mit geschlossenen
oder offenen Hydraulikkreislaufen aufgebracht.

Der Zeitpunkt der Riflinitiierung, der mafigebend fiir die Ermittlung von Ky oder Jig
ist, kann durch die Bestimmung des Kraftmaximums aus der Kraft-Verschiebungs-Kurve
bei elastisch- plastischem Materialverhalten nur niherungsweise ermittelt werden, denn
hiufig tritt Rifausbreitung schon vor dem Erreichen des Lastmaximums auf [55]. Dies ist
durch Schidigungsvorgénge vor der Kerbspitze, wie z.B. Porenentstehung und -wachstum,
mit anschlieBender Mikrorifibildung zu erkliaren. Diese Einfliisse der Mikrostruktur des
Materials auf Ji4 sind bisher nur wenig untersucht worden [56, 57|, was mit der duflerst
aufwendigen experimentellen Beobachtung solcher Vorginge zusammenhéngt.

Die Schwingungen der Kraft, die durch die Tragheit der Probe entstehen, sollten zu Be-
ginn der Riflausbreitung bereits so weit abgeklungen sein, dafl eine quasi-statische Bestim-
mung der Kerbzihigkeit méglich ist. Moglichkeiten zur Beeinflussung der Bruchzeit liegen
in der Anderung der Probenmafle oder in einer Absenkung der Schlaggeschwindigkeit. Die
Schlaggeschwindigkeit mufl aber hoch genug sein, damit die Kraft-Verschiebungs-Kurve
der Probe unter der Annahme ermittelt werden kann, daf die Anderung der Hammerge-
schwindigkeit wihrend des Schlagvorgangs vernachlissigbar ist [5].

Allerdings ist die Restriktion ausreichend grofiler Bruchzeiten ist nicht immer zu erfiillen.
Aus diesem Grund ist von Kalthoff et al. [58, 59, 60, 61, 62] die Methode der Schlag-
Reaktions-Kurven entwickelt worden. Sie basiert auf der Messung des dynamischen K-
Faktors als Funktion der Zeit, der quantitativ mit dem Probenverhalten korreliert werden
kann, da eine Eineindeutigkeit zwischen dem K(t)-Verlauf und dem elastischen Verhalten
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des Systems Hammer-Probe besteht [4]. Zur Ermittlung von Kyg ist dann lediglich der
Zeitpunkt der RiBinitiierung festzustellen, was entweder durch einen an der RiBspitze
aufgebrachten DMS, dessen Signal bei Rifflausbreitung einen starken Abfall zeigt, oder
bei magnetisierbaren Proben durch einen magnetischen Aufnehmer erreicht wird, der
in der Nihe der Rifispitze fixiert wird, ohne die Probe zu beriihren. Diese Methode ist
allerdings auf den Bereich des elastischen Probenverhaltens und des Kleinbereichsflieflens
beschrinkt, da die Eineindeutigkeit bei elastisch-plastischem Verhalten der Probe nicht
mehr gegeben ist [4].

Im Anwendungsbereich der Fliefbruchmechanik wird die zum Zeitpunkt der Riflinitiierung
in der Probe gespeicherte Energie gemessen. Dies geschieht durch die Ermittlung der
Fliche der Kraft-Verformungs-Kurve, was in Abbildung 2.10 dargestellt worden ist. Die
Bestimmung des Jiq-Wertes erfolgt dann analog zu Gleichung (2.13).

Die Problematik der Bestimmung der Fliche unter der Kraft-Verschiebungs-Kurve ist in
Abschnitt 2.3.1 bereits angesprochen worden und soll hier weiter vertieft werden.

Da der Einflu des Trigheitspeaks auf den Energiebeitrag zur Kerbbeanspruchung
experimentell nicht quantifiziert werden kann [64, 65, 66|, sind verschiedene Versuche un-
ternommen worden, {iber den Energieanteil des Trégheitspeaks zu mitteln. Turner [7, 6]
hat die Verwendung einer Ausgleichsgeraden vorgeschlagen, was in Abbildung 3.1 sche-
matisch dargestellt ist:

Kraft

Verschicbung

Abbildung 3.1: Darstellung der Vernachlissigung des Trigheitspeaks bei der Energie-
bestimmung nach Turner [7, 60]

Kobayashi [8] hat ein numerisches Verfahren angewandt, um die Oszillationen der Kurve
zu glatten. Bei dieser Vorgehensweise werden die Mefiwerte korrigiert, indem die zeitlich
vor- und nachgelagerten Mefipunkte zur Glattung herangezogen werden. Beiden Metho-
den liegt die Vorstellung zugrunde, der Tragheitspeak stelle lediglich die Auswirkung
der Tréagheit der Probe auf das Kraft-Signal dar, ohne energetische Auswirkung auf die
Kerbbeanspruchung. Diese Verfahren liefern schliissige Ergebnisse liber den Zeitpunkt
der Riflinitiierung und werden deshalb bei einer Auswertung, die sich auf das Kraft-
Verschiebungs-Diagramm bezieht, iiblicherweise angewendet.

Es sind auch Versuche unternommen worden, den Einflu} der Trigheitskrifte auf die
ermittelte Bruchlast (Kraft zu Beginn der RiBausbreitung) durch die Art der Lastauf-
bringung zu verringern. In [67] wird eine Versuchsanordnung beschrieben, bei der die
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Probe mit dem Hammer mitbewegt wird und auf die feststehenden Widerlager trifft.
Die dadurch erreichte Verringerung der Tragheitspeaks, die im Hammersignal beobachtet
wird, hat eine um etwa 20% hohere Bruchlast der Probe zur Folge. In [68] wird dage-
gen die umgekehrte Versuchsanordnung beschrieben, d.h. die Widerlager bewegen sich
auf das fixierte System Hammer-Probe zu. Auch hier werden geringere Oszillationen der
Tragheitskrifte beobachtet. Allerdings ist der qualitative zeitliche Verlauf der gemessenen
Krifte verschieden im Vergleich zum herk6mmlichen Test. Die Biegung der Probe beginnt
bereits zu einem Zeitpunkt, zu dem noch kein Kraftsignal registriert werden kann. Die
verschiedenen Arten der Lastaufbringung sind in Abbildung 3.2 dargestellt.

Bewegungsrichtung '
+ A : Bewegungs A
' richtung
A 1
PAN PaN A T * Pa PaN +
Stationdre Probe Bewegte Probe Bewegte Widerlager

Abbildung 3.2: Verschiedene Belastungsarten beim Charpy-Impact-Test

Bei weiteren Verfahren zur Ermittlung der dynamischen Kerbschlagzihigkeit wird die
Probe nur soweit belastet, daf3 stabiles, subkritisches RiSwachstum einsetzt, die Probe
aber nicht komplett bricht. Gemessen wird J in Abhéngigkeit von der RiBverlingerung
Aa bei mehreren Proben. Ein Beispiel fiir ein solches Verfahren ist der Low-Blow-Test.

3.1.2 Ermittlung der Kerbspannungsintensitiit

Um fiir den Fall dynamischer Belastungen den zeitlichen Verlauf der Kerbspannungs-
intensitdt bestimmen zu konnen, eignen sich nach dem Stand der Kenntnis herkémmliche
Verfahren, wie die Bestimmung von K oder J aus der Lastverschiebungskurve, nicht mehr,
wenn der Einflufl der Trigheitskrifte in der Probe noch einen signifikanten Einflu$f hat [3].
Fiir diesen Fall sind optische Verfahren notwendig, wie das Kaustikenverfahren oder die
Photoelastizitét.

Zur Untersuchung des dynamischen Belastungsfalls haben Kalthoff und Yu [69] J-Integral-
Werte aus Kaustikendurchmessern ermittelt durch den Vergleich mit quasi-statisch ge-
messenen. Sie haben so das schwingende Verhalten der Kerbspannungsbelastung fiir die
Zeiten vor der Riflausbreitung nachweisen kénnen. Zur Bestimmung des J-Integrals sind
die Kaustiken nach Gleichung (2.111) unter Annahme von Kleinbereichsflieflen elastisch
ausgewertet und mit den Gleichungen (2.5) und (2.11) das J-Integral bestimmt worden.
Ahnliche Untersuchungen sind von Zehnder et al. [70] durchgefiihrt worden, allerdings
sind die Kaustiken nach Gleichung (2.116) auch elastisch-plastisch ausgewertet worden.
Lee et al. [71] haben den EinfluB des Urkreisradius einer Kaustik auf die J-Integral-Werte
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in Abhingigkeit von der Grofle der plastischen Zone und der Probendicke untersucht. Die
gemessenen Werte sind mit denen einer entsprechenden FEM-Lésung verglichen worden.
Ein signifikanter Einflul des Verhiltnisses des Urkreisradius zur Grofle der plastischen
Zone bzw. zur Probendicke auf das gemessene J-Integral ist dabei festgestellt worden.
Allerdings haben sie nur den quasi-statischen Anwendungsfall betrachtet.

Die Anwendung photoelastischer Verfahren auf die Messung von Spannungsnahfeldern
unter dynamischer Belastung sind von Taudou et al. [72] erforscht worden. Sie haben
durch den Vergleich mit entsprechenden Werten aus Kaustiken-Versuchen gezeigt, dafl
die Betrachtung der Spannungsterme hoherer Ordnung (siehe Abschnitt 2.3.2) bei der
Auswertung der Isochromaten notwendig ist. Die Untersuchung hat sich zwar auf laufende
Risse beschrinkt, ihre Ergebnisse konnen aber auch fiir den stehenden Rif bzw. Kerb
verwendet werden.

Eine dem Moiré-Verfahren dhnliche Methode haben Demler und Klenk [73] zur Bestim-
mung des Spannungsnahfelds eines dynamisch belasteten Risses einer elastisch-plastisch
reagierenden Probe angewandt. Allerdings wird nicht erwihnt, ob und mit welcher Genau-
igkeit sich diese Methode zur Ermittlung des zeitlichen Verlaufs des Spannungsnahfeldes
eignet.

Eine Kombination von experimenteller und numerischer Vorgehensweise zur Bestimmung
des dynamischen Spannungsintensitéitsfaktors fiir elastische Materialien ist von Bui et
al. [74] angewendet worden. Sie verwenden das in [75, 76] beschriebene H-Integral zur
Beschreibung der Spannungsintensitit K (t):

H(t):—;—//(n-a[u]-VH—n-a[VH]-u)dfrdl" (3.1)

T

wobel Vg = Vg (x,t,a,7) eine Hilfsgrofle darstellt, die folgenden Bedingungen geniigt:

Vg (T >t) =10
{ Vg(r>t) =0 (32)
dive (Vi) = o7 (3.3)

Das so definierte H-Integral stellt ein reines Weg-Integral dar, was die numerische Aus-
wertung gut handhabbar macht. Als ein fiir die Verkniipfung von Experiment und Numerik
geeigneter Integrationspfad kann die Probenumrandung gewahlt werden.

Ein vergleichsweise neue Methode zur Messung des Spannungsnahfelds einer Kerbspitze
ist das auf dem Prinzip der Speckle-Interferometrie basierende Verfahren von Sutton et al.
[77]. Die mittels einer CCD-Kamera aufgenommenen Verschiebungsmuster werden digital
weiterverarbeitet. Aus dem gemessenen Spannungsnahfeld kann dann die Kerbspannungs-
intensitdt ermittelt werden. Als Grenze der Methode ist die Beschrinkung auf kleine
Verschiebungen zu nennen, da ansonsten eine Zuordnung der Verschiebungsmuster zum
Ausgangszustand nicht mehr moglich ist.

Ein video-optisches Verfahren zur Messung des Dehnungstensors an diskreten Orten einer
Probe unter quasi-statischen Bedingungen haben Cardenas-Garcia et al. [78] prisentiert.
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Der gemessene Dehnungstensor ist anschliefend zur Berechnung des J-Integrals verwendet
worden. Obwohl diese Methode auch fiir plastische Verformungen anwendbar ist, bleibt
sie jedoch auf kleine Verformungen beschrankt und ist aufgrund der ungeniigenden Auf-
nahmefrequenz nicht in der Lage, Dehnungsfelder zu ermitteln, die infolge von Schlagbe-
lastungen entstehen.

3.2 Numerische Modellierung

3.2.1 Verschiedene Integralkriterien zur Berechnung der Kerb-
spannungsintensitét

Im folgenden sind einige Integralkriterien hinsichtlich ihrer Anwendbarkeit auf verschie-
dene Werkstoffmodelle und Belastungsformen dargestellt. Thre theoretische Grundlage
bezieht sich im allgemeinen auf RiBkonfigurationen. Fiir den im Rahmen dieser Arbeit
vorliegenden Fall einer Kerbspitzenbelastung wird eine Anwendbarkeit angenommen, wie
bereits in Abschnitt 2.1.1 angesprochen worden ist.

In der Literatur findet man fiir verschiedene Belastungsfille und Arten des Materialver-
haltens Formulierungen von Integralkriterien, die die Berechnung von Kerbspannungs-
intensititen zum Ziel haben. Im folgenden werden einige dieser Kriterien fiir den
Mode I-Belastungsfall dargestellt und beziiglich ihrer Anwendbarkeit eingeordnet.

Eshelby [79] hat das Konzept einer Kraft auf eine elastische Singularitit formuliert und
sie als Flachenintegral beschrieben, das die Singularitdt beinhaltet. In weiteren Arbeiten
[80, 81] erweiterte er diesen Ansatz, indem er einen Energie-Momenten-Tensor einfiihrte
und spezielle Formen von Singularitdten betrachtete. Unabhéngig davon formulierte Rice
[6] das J-Integral als wegunabhingiges Linienintegral, welches die physikalische Bedeutung
einer Energiefreisetzung pro Rifiverlingerung in Rifirichtung besitzt. Es gilt fiir nicht-
linear elastisches Materialverhalten, aber auch fiir das Auftreten plastischer Verform-
ungen, sofern keine Entlastungen im Material auftreten, wie in Kapitel 2 schon erwahnt
worden ist. Das so definierte J-Integral eignet sich von seiner theoretischen Grundlage her
nur fiir stehende Risse, die quasi-statisch belastet werden. Allerdings gibt es eine Vielzahl
von Versuchen, das J-Integral nach Rice auch fiir davon abweichende Anwendungsfille
zu verwenden und den Fehler abzuschitzen. Yoda [82] untersuchte fiir quasi-statische
Anwendungsfille den Einflufl von Entlastungen und fand nur geringe Abweichungen zu
experimentellen Ergebnissen. Zu &hnlichen Aussagen kamen Dowling und Begley [83] bei
Untersuchungen der Anwendbarkeit des J-Integrals auf die Berechnung von Ermiidungs-
riBwachstum.

Aufbauend auf einer Arbeit von Knowles und Sternberg [84] entwickelten Rice und Bu-
diansky [85] das L-Integral und das M-Integral, die einer Rotation bzw. einer Vergréfierung
der umschlossenen Singularitit Rechnung tragen. Lubarda [86] verwendete das M-Integral,
um den elastischen K-Faktor fiir belastete Rififlanken zu berechnen. Der physikalische
Hintergrund dieser Formulierungen ist die Existenz einer Prozefizone um eine Singula-
ritdt [87], die im allgemeinen vernachlissigt wird, da sie im Vergleich zur Rifilinge meist
sehr klein ist.

Diese zwei-dimensionalen Formulierungen eines wegunabhingigen Integrals wurden von
einigen Autoren auf den rdumlichen Fall erweitert. Miyamoto und Kikuchi [88] formulier-
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ten das J-Integral fiir dreidimensionale elastische Riflkonfigurationen:

J = /(U,,nl - ui,laijnj)d[‘ —f(ui,10i3)’3 dA (3.4)
r A

A ist hierbei die vom Integrationsweg umschlossene Fliche. Die Wegunabhéngigkeit ist fiir
elastisches Materialverhalten gegeben. Blackburn [89] entwickelte das J*-Integral, das zur
numerischen Modellierung allerdings nicht geeignet ist, da es als Integrationspfad einen
Pfad um die Ri8spitze beinhaltet, dessen Radius gegen Null geht:

1
J = 11_‘1_1;% (Eaijui,jda:g - aijnju,-,ldf‘) (35)

Zur besseren numerischen Handhabung kann das Integral unter Anwendung des
Green’schen Theorems umformuliert werden [90]:

1
J = / (—2-Uijui,jd$2 - O'ijnjui,ldf‘l) (3.6)
. 1 1
=Y AP (uin) 5 = o T tiy — (diswis) 5| dA

'y bezeichnet hier einen dufferen Pfad um die Rifispitze, wiahrend I'; einen Kreis um die
RiBspitze beschreibt, dessen Radius gegen Null geht (siehe auch Gleichung (3.5)). Zur nu-
merischen Auswertung wird in [90] ein kleines Rechteck um die Rifispitze zur Berechnung
gewihlt.

Kishimoto et al. [91] formulierten als Erweiterung des J-Integrals nach Rice das J-Integral,
welches auch fiir das Auftreten plastischer Verformungen, thermischer Dehnungen und
Tragheitskraften seine Wegunabhingigkeit behiilt:

j = / (Uiju,;,j’nl — O'-gj’n,j’u,;,l) dl’ + / [0',;_7'5;]-’1 + (ﬂ’l.l,,, — p,-) ’u,;,l} dA (37)
I A

g;; sind die Eigendehnungen, die aufgrund thermischer Lasten entstehen konnen. J be-
inhaltet ein Flichenintegral, welches iiber die vom Rifipfad ' umschlossene Fliche be-
rechnet wird. In [92] werden J* und J mit weiteren Integralformulierungen fiir spezielle
Anwendungsfille verglichen.

Atluri und Nishioka [93, 94] haben Integralkriterien fiir eine Vielzahl von Anwen-
dungsféllen beschrieben, von denen fiir den Fall der elastodynamischen Rifausbreitung
einige numerisch auf ihre Wegunabhéngigkeit hin gepriift wurden [95, 96]. Darauf aufbau-
end stellen sie die Anwendbarkeit von wegunabhéngigen Integralen dar, die inkrementell
formuliert sind [15]. Sie gelten auch fiir Entlastungen, da nicht die Deformationstheorie der
Plastizitatslehre zur Beschreibung elastisch-plastischen Materialverhaltens benutzt wird,
sondern die assoziierte Fliefiregel (siche Abschnitt 5.1.5). Ebenso wird das Tragheitsver-
halten des Materials beriicksichtigt. Das inkrementell formulierte AT,-Integral, welches
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im Rahmen dieser Arbeit zur Berechnung der Kerbspannungsintensitit benutzt wird,
lautet:

BAui Bu,-
AT, = / [(AW + AK)n; — (t; + Aty) oz, Atia—xl] ds
r
1 1
- / I:Adij (E,;j,l + -Z_AEij’l) - AE-ij (O'ij,l + aAaij.l) (3-8)
V-V

+ p (u, + Au,) Au,-ll -p ('fli + Au,) A’Ili,l + pAﬁi‘lli,l - pA’l:Lz"ll-,"l] dv

Nakamura et al. [97] stellten eine allgemeine Vorgehensweise bei der Aufstellung von In-
tegralkriterien dar, indem sie, ausgehend von einer Formulierung fiir den Energieflufl in
die Rifispitze, ausgedriickt in Nahfeldgrofien, fiir das gewiinschte Materialverhalten die
entsprechende Formulierung wahlten. Fiir den Fall elastisch-plastischen Materialverhal-
tens unter dynamischen Belastungsbedingungen erhalten sie als Maf} fiir die Energie-
freisetzungsrate:

J= /(Uvm — O‘ijn]-'uu) dl"+/pii,-u,-,1dA (39)
Lo A

Dabei bezeichnet Ay die Flache, die von einem beliebigen Pfad I'y um die RiBspitze um-
schlossen wird, abziiglich einer Fliche A, die von einem Pfad I' umschlossen wird, der
ebenfalls um die Riffspitze verlauft, dessen Radius aber sehr klein ist.

3.2.2 Untersuchungen zur Berechnung von Kerbspannungsin-
tensitdten

Die gebriuchlichste Methode zur numerischen Bestimmung der Kerbspannungsintensitit
ist die Finite-Elemente-Methode [98, 99]. Dies hat seinen Grund in der allgemein guten
Anwendbarkeit der FE-Methode auf Ingenieurprobleme, da diese hiufig durch eine oder
ein System gekoppelter Differentialgleichungen mit vorgegebenen Rand- und Anfangs-
bedingungen beschrieben werden kénnen [98]. Aufgrund der zunehmenden Rechnerkapa-
zitdten konnen die Modellierungen auerdem immer komplexeren Umfang annehmen. Im
folgenden sind einige numerische Berechnungen der Rifispitzenintensitit dargestellt.

Ayres [100] untersuchte eine gekerbte Charpy-Probe mit einem Ermiidungsanri}, die als
EDZ- Problem modelliert wurde. Als duflere Belastung nahm er eine konstante Geschwin-
digkeit des Kraftangriffspunktes an, im Versuch betrug die Schlaggeschwindigkeit 1,8 m/s.
Die berechnete Kraft-Zeit-Kurve stimmt von der Amplitude her mit der gemessenen un-
gefahr iiberein, die Frequenz ist jedoch zu hoch. Dieser Fehler ist wohl zum Teil dadurch zu
erkliren, dafl die kinematischen Randbedingungen am Widerlager als fest angenommen
wurden, und das Abhebverhalten somit nicht wiedergegeben werden konnte. Plastische
Zonen wurden im Bereich der Rifispitze und, etwas ausgedehnter, im Bereich des Kraftan-
griffspunktes festgestellt. Zur Berechnung des J-Integrals verwendete er die Formulierung
nach Rice [6], die fiir diesen Anwendungsfall nicht zuldssig ist. Da keine Vergleiche mit
experimentellen Daten gemacht wurden, kénnen keine Aussagen iiber die Qualitit der
berechneten J-Werte getroffen werden.
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Ahmad et al. [101] untersuchten eine angerissene Charpy-Probe aus Stahl unter einer
Schlaggeschwindigkeit von 6,88 m/s. Als dufiere Belastung der numerischen Berechnung ist
die experimentell ermittelte Kraft als Funktion der Zeit verwendet worden. Als Kenngrofie
der RiBspitzenbelastung wurde das J-Integral nach Kishimoto (siche Gleichung (3.7)) be-
nutzt. Den beim Vergleich der elastischen und der elastisch-plastischen Losung entdeck-
ten Unterschied des berechneten J-Integrals schrieben sie der Rifispitzenplastizitat zu, die
allerdings nicht niher untersucht wurde.

Tvergaard und Needleman [102] beriicksichtigten bei ihren Untersuchungen zum Einfluf}
der Temperatur auf das Bruchverhalten das Schiadigungsverhalten sowohl durch die Ent-
stehung und das Wachstum von Poren, was schliefilich zum Duktilbruch fiihrt, als auch
durch die Bildung von Mikrorissen, was zum Spaltbruch fiihrt. In ihrem EDZ-Modell
wurde die Belastung durch Vorgabe einer konstanten Geschwindigkeit des Kraftangriffs-
punktes simuliert, das Abhebverhalten wurde aber nicht beriicksichtigt, da auch hier Fest-
lager als kinematische Randbedingungen gewéahlt wurden.

Ein weiterer Versuch zur Beriicksichtigung der duktilen Schadigung durch Porenwachstum
wird von Jha und Narasimhan [103] dargestellt. In ihrem EDZ-Modell wird die Schlag-
belastung durch die gemessene Hammerkraft repréasentiert, die kinematischen Rand-
bedingungen am Auflager werden ebenfalls durch die gemessene Auflagerkraft ersetzt.
Dies stellt, ebenso wie die Annahme eines Festlagers, nur eine sehr grobe Naherung des
tatsachlichen Probenverhaltens dar, da die Phase des Abhebens durch eine Messung der
Auflagerkraft zwar ermittelt, aber nicht repriisentativ abgebildet werden kann, da fiir die
Zeit des Abhebens die gemessene Kraft zu Null wird. In dem berechneten Verschiebungs-
Zeit- Diagramm, das nur schlecht das tatsachliche Probenverhalten wiedergibt, wirkt sich
diese Niaherung deutlich aus.

Eine sehr gute Ubereinstimmung der Schwingungsfrequenzen der experimentellen und
der berechneten Kraft-Zeit-Kurve erreichte Lin [104] mittels eines EDZ-Modells einer
gekerbten Charpy-Probe aus Stahl. Er untersuchte das Spannungs-Dehnungs-Verhalten
sowie die Grofle der Dehnungsraten an der Rifispitze. Allerdings sind keine Angaben zur
Darstellung der Auflager gemacht. Auch sind keine weiteren Vergleichsdaten zwischen den
experimentellen und numerischen Ergebnissen angegeben.

Die Uberlagerung einer analytischen und einer numerischen Lésung zur Bestimmung des
Spannungsintensitatsfaktors fiir verschiedene Rikonfigurationen wird von Yamamoto und
Sumi [105] dargestellt. Dabei wird der singulire Anteil der Lésung analytisch bestimmt,
der verbleibende Anteil durch die FE-Rechnung. Sie beschrénken sich auf elastisches Ma-
terialverhalten unter quasi-statischer Belastung und kénnen eine Ubereinstimmung mit
Berechnungen anderer Autoren erzielen.

Den Einflul verschiedener Belastungsformen auf die Grofle des K-Faktors fiir elastisches
Materialverhalten in einem Korper unendlicher Ausdehnung untersuchten Zhang und
Gross [106]. Sie benutzten die Methode der Randintegralgleichungen und konnten einen
signifikanten Einflul ermitteln. Inwieweit sich diese, mathematisch aufwendige Methode
auch fiir Bauteile endlicher Abmessung mit elastisch-plastischem Materialverhalten eig-
net, kann nach dem gegenwirtigen Kenntnisstand allerdings nicht gesagt werden.

Auf der Grundlage der analytischen Losung der Charpy-Probe unter dynamischen Lasten
von Nash [107] formulierten Kishimoto et al. [108] eine elastodynamische Formel zur
Berechnung von K(t) und verglichen sie mit zweidimensionalen FE-Lésungen unter der
Annahme eines ebenen Dehnungszustands. Als &uflere Belastung verwendeten sie einen
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modellhaften Kraftverlauf. Die kinematische Randbedingung am Auflager wird als zeit-
lich unverdnderlich angenommen, ebenso wie dies Nash zur Ermittlung der analytischen
Losung voraussetzte. Eine weitere Annahme ist die Gleichheit der Verschiebungen an der
Krafteinleitungsstelle und an der Kerbspitze. Dieses Modell fiihrt bei der Berechnung von
Charpy-Proben unter realen Lasten zu inkorrekten Bestimmungen von K(t). Dies wird in
Abschnitt 5.3 ndher behandelt. In einer Erweiterung dieses Konzepts wurden auch plasti-
sche Effekte durch Einfiihrung einer Rifllingenkorrektur durch die plastische Zone beriick-
sichtigt [16] und mit FE-L&sungen verglichen. Hier zeigte sich fiir einen modellhaften
Kraftverlauf eine qualitative Ubereinstimmung zwischen beiden Berechnungsmethoden.



4 Experimentelle Untersuchungen

4.1 Ermittlung der mechanischen Eigenschaften der
verwendeten Werkstoffe

Als Modellwerkstoff fiir die durchgefiihrten Untersuchungen wurde Aluminium aus-
gewihlt. Dies hatte seinen Grund im ausgeprégten plastischen Verhalten des Werkstoffs,
aber auch in seiner technischen Relevanz (Verwendung im Flugzeugbau). Auflerdem be-
sitzt er eine gute mechanische Bearbeitbarkeit, und aufgrund des vergleichsweise geringen
E-Moduls von 71000 MPa geniigen relativ geringe Kréfte zur experimentellen Belastung,
so daf die dynamischen Versuche am vorhandenen Fallwerk durchgefiihrt werden konnten.

Verwendet wurde die Aluminium-Knetlegierung Al-Cud4Mgl (Werkstoffnummer 3.1355,
Al 2024 nach der Internat. Legierungsliste) mit der Warmebehandlung T351 (16sungs-
gegliiht, abgeschreckt, kaltverformt, kaltausgehirtet). Geliefert wurde das Material von
der Firma Hoogovens Aluminium GmbH, Koblenz, die allerdings keine Angaben iiber
das mechanische Verhalten des Werkstoffs machte. Deshalb wurden Flachzugproben nach
DIN 53453 angefertigt, um die fiir die Untersuchungen notwendigen mechanischen Ei-
genschaften zu bestimmen. Zusatzlich wurde der E-Modul durch Dehnungsmefstreifen
(DMS) ermittelt. Die Fliefigrenze o¢ und die FlieBkurve wurden im einachsigen Zugver-
such gemessen. Die Mafle der verwendeten Probe sind Abbildung 4.1 zu entnehmen.

Dicke 2.5
]| 3| Riiote
R 65
VV 20

Abbildung 4.1: Flachzugprobe nach DIN 53453
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Bei der Herstellung der Proben wurde darauf geachtet, dafl bei allen Proben die Langsach-
se in der Walzrichtung lag, um vergleichbare Ergebnisse zu erzielen. Da die orthotropen
Eigenschaften des Materials allerdings nach Herstellerangaben nur sehr gering sind, wurde
fiir die Simulation isotropes Materialverhalten angenommen. Insgesamt wurden die me-
chanischen Eigenschaften von vier Zugproben gemessen und die Ergebnisse, die nur sehr
gering voneinander abwichen, gemittelt. Die verwendete Priifmaschine war eine mecha-
nische Priifinaschine der Bauart Zwick 1387. Die Dehnung der Proben wurde mit Setz-
dehnmessern aufgenommen.

Gemessen und fiir die Kaustikenauswertung sowie die numerischen Simulationen verwen-
det wurden ein E-Modul von 71058 MPa sowie eine Fliefigrenze or von 350 MPa. Die
Querkontraktionszahl v wurde mit 0,33 angenommen. Die Ergebnisse fiir die einachsige
Fliefkurve an 7 Stiitzpunkten sind Tabelle 4.1 zu entnehmen.

Stiitzpunkt | o [MPa] | ¢,
0 350 0
1 362,27 0,003
2 379,74 0,01
3 389,28 | 0,0172
4 398,81 0,0244
5 411,52 | 0,0316
6 416,29 | 0,0392
7 424,23 | 0,0464

Tabelle 4.1: Stiitzpunkte der einachsigen FlieSkurve von Al 2024T351

4.2 Oberflichenbehandlung der Proben

Um die Spannungsintensitit an der Kerbspitze der Proben durch das in Abschnitt 2.3.2
beschriebene Kaustikenverfahren ermitteln zu kénnen, muBl die Probe im Bereich der
Rifispitze optisch eben sein, um Streueffekte aufgrund von Unebenheiten der Oberfliche
auszuschliefien.

Daher wurde die der Kamera (siehe Versuchsaufbau im Abschnitt 4.3) zugewandte Seite
der Probe verspiegelt. Dazu wurde auf eine gesduberte und mit Trennmittel polierte Glas-
platte Aluminium im Vakuum aufgedampft. Anschliefend wurde die aufgedampfte Alu-
miniumschicht mit der zuvor entfetteten Oberfliche der Probe verklebt. Verwendet wurde
als Klebstoff Epoxidharz DER 324 der Firma Dow Chemicals, dem als Hiarter DEH 24
des gleichen Herstellers im Verhaltnis 1:10 zugemischt wurde. Nach dem Aushirten des
Klebstoffs wurde die Glasplatte entfernt, die Aluminiumschicht haftete als Spiegelschicht
auf der Probe.
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4.3 Dynamische Messungen

4.3.1 Allgemeines

Die dynamischen Versuche zur Messung der Kerbspitzenintensitit erfolgten an einem
Fallwerk, an dem ein Fallhammer in einer entsprechend der gewiinschten Schlaggeschwin-
digkeit bestimmten Hohe arretiert wurde. Die Hammermasse betrug 8,47 kg, und um die
gewiinschte Schlaggeschwindigkeit von 5 m/s zu erreichen, wurde der Hammer in einer
Hohe von 1,28 m iiber der Probe arretiert. Aus Vorversuchen wurde dieser Wert fiir die
Aufprallgeschwindigkeit bestimmt, um ausreichende dynamische Effekte wahrend des Be-
lastungsvorgangs in der Probe zu erzeugen. Die Hammerfinne ist durch einen Radius von
2mm ausgerundet, um die Proben mdglichst punktférmig zu belasten.

Die Proben lagerten auf zylindrischen Bolzen, deren Abstand je nach Probengrifie va-
rilerte. Verwendet wurden drei verschiedene Probenformen, deren MaBle Tabelle 4.2 zu
entnehmen sind. Wie bereits in Kapitel 2 erwdhnt wurde, sind nicht die Standardma-
Be der Charpy-Probe, ersichtlich aus Abbildung 2.8, gewidhlt worden, sondern verkiirzte
Proben, um ein stérkeres dynamisches Verhalten zu erzeugen.

Probe | Héhe | Breite | Dicke | Kerbtiefe | Auflagerabstand
A45 10 45 10 2 40
A65 10 65 10 2 60
A90 20 90 10 4 80

Tabelle 4.2: Probenmafie [mm] der drei verwendeten Probenformen

4.3.2 Ermittlung der Hammerkraft

Die Messung der Hammerkraft erfolgte iiber zwei auf der Hammerfinne angebrachte Deh-
nungsmeBstreifen (DMS), die in einer Wheatstone’schen Halbbriicke verschaltet waren.
Thr Signal wurde durch einen Mefiverstarker mit 100kHz verstdrkt und mit einem digita-
len Oszilloskop der Firma Nicolet gespeichert. Die Ergebnisse der Kraftmessungen fiir die
drei verschiedenen Probenformen sind in den Abbildungen 4.2-4.4 dargestellt.
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Abbildung 4.3: Kraft-Zeit-Verlauf der Probe A65
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Abbildung 4.4: Kraft-Zeit-Verlauf der Probe A90

Deutlich zu erkennen ist bei allen drei Probenformen der Tragheitspeak in der Kraft-
Zeit-Kurve, der allerdings unterschiedlich stark ausgeprigt ist. Bei der Probe A65, die
aufgrund ihrer Geometrie die geringste Steifigkeit aufweist, ist sogar ein Zuriickgehen der
Kraft auf Null zu erkennen, was auf einen kurzzeitigen Kontaktverlust zwischen Hammer
und Probe schlieflen 1a8t. Weiterhin lassen die nur schwach geddmpften Schwingungen
der Proben A45 und A65 nur eine ungenaue Ermittlung des Beginns der makroskopi-
schen RiBausbreitung aus dem Kraftverlauf zu, da die maximale Kraft nicht eindeutig zu
bestimmen ist. Bei der Probe A90 hingegen sind die Schwingungen vergleichsweise schnell
gedampft, so dafl in diesem Fall eine gute Auswertbarkeit hinsichtlich des Zeitpunktes der
Riflinitiierung gegeben ist.

Fiir eine ausfiihrliche Diskussion der MeBergebnisse beziiglich des Kraftsignals und ein
Vergleich mit den numerisch ermittelten Verlidufen sei auf Kapitel 6 verwiesen.

4.3.3 Messung der Kerbspannungsintensitit

Um den zeitlichen Verlauf der Kerbspitzenbeanspruchung zu ermitteln, wurde zur Be-
leuchtung und zur Aufnahme der dynamischen Kaustiken eine Cranz-Schardin-Kamera
der Firma Drello verwendet. Sie erméglicht die Aufnabme von 24 Bildern pro Versuch
nach dem Prinzip der optischen Bildtrennung. Die dazu notwendigen 24 Funken und
ebensoviele Objektive sind in einer Matrix 6x4 angeordnet. Die Funken kénnen mit einem
minimalen zeitlichen Abstand von 0,5 us geziindet werden. Die zeitliche Abweichung der
Einzelfunken vom eingestellten Ziindzeitpunkt betrigt maximal + 20 ns, was fiir den
vorliegenden Anwendungsfall unbedeutend ist. Die Aufnahmen erfolgten im divergenten
Strahlengang, um die Kaustiken optisch zu vergréflern. Getriggert wurden die Kamera
mit dem DMS-Signal der Hammerkraft-Messung, so dafl der Zeitpunkt der Aufnahmen
der Kaustiken durch das Einstellen der Ziindzeitpunkte gesteuert wird. Der schematische
Versuchsaufbau ist in Abbildung 4.5 dargestellt.
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Abbildung 4.5: Schematischer Versuchsaufbau der dynamischen Schlagversuche

Obwohl pro Probenform mehrere Versuche zur Messung der Kaustiken durchgefiihrt
wurden, waren einige Kaustiken nicht auswertbar, d.h. die fotografierte Kaustik wies
keinen erkennbaren Umrifi auf, der eine Messung des Durchmessers erlaubt hitte. Dies
kann mit Paralaxefehlern der Optik zusammenhingen, aber auch mit der gewahlten Pro-
bengrofe, da im allgemeinen die Kaustikenexperimente an hochskalierten Charpyproben
durchgefiihrt werden [4].

Die Werte fiir die in Gleichung (2.115) benétigten Parameter des Ramberg-Osgood-
Modells betragen fiir diesen Werkstoft:

Sp=0,0715 a,=1,03 h=11,85 (4.1)

Da das Ramberg-Osgood-Modell die Spannungs-Dehnungs-Kurve, die keinen linearen Ver-
lauf aufweist, durch die Annahme eines linearen Verfestigungskoeffizienten h ersetzt, kann
durch diese Beschreibung nur eine Niherung des tatsdchlichen Materialverhaltens erreicht
werden. Experimentelle Untersuchungen haben aber gezeigt, daf fiir die praktische Aus-
wertung mit diesem Modell gute Ergebnisse erzielt werden [70].

In Tabelle 4.3 sind die Meflergebnisse der Kaustikendurchmesser und die entsprechen-
den Meflzeiten aufgelistet. Aufgefiihrt sind ebenfalls die aus den Kaustiken ermittelten
K-Faktoren (Gleichung (2.111})) und J-Integrale (Gleichung (2.116)). Bei den Kaustiken-
aufnahmen, fiir die keine Auswertung erfolgen konnte, sind die entsprechenden Felder in
der Tabelle mit n.a. gekennzeichnet. Zum besseren Vergleich der Mefiwerte von K und J ist
die Umrechnung des experimentell ermittelten K-Faktors nach Gleichung (2.5) angegeben.
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4.3 Dynamische Messungen

Meflergebnisse der dynamischen Kaustikenexperimente

Tabelle 4.3
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Aus dem Vergleich der J-Integral-Werte der elastisch bzw. der elastisch-plastisch ausge-
werteten Kaustiken lassen sich annihernd gleiche Meflergebnisse erkennen. Wie bereits in
Abschnitt 2.3.2 erwahnt worden ist, miissen fiir eine gliltige Auswertung allerdings unter-
schiedliche Kriterien beziiglich des Urkreisradius ry erfiillt sein. Bei der Auswertung der
elastischen Kaustiken mufi darauf geachtet werden, dafl der Urkreisradius mindestens die
halbe Probendicke betragt, was im vorliegenden Fall 5mm sind. Dieser Wert wird fiir alle
drei Probenformen erst ab t = 80us erreicht. Ist der Urkreisradius kleiner, wird die Kerb-
beanspruchung der Probe durch die Messungen unterschatzt. Allerdings wird auch fiir
Urkreisradien rp >5mm die mechanische Kerbspannungsintensitét durch die Messungen
nicht korrekt wiedergegeben, da das Spannungsfeld um die Kerbspitze aufgrund von Rand-
einfliissen nicht mehr Kj-dominiert ist (siehe auch Abschnitt 2.1.2).

Bei elastisch-plastisch ausgewerteten Kaustiken mufl der Urkreisradius hingegen innerhalb
der plastischen Zone liegen. Diese Forderung ist fiir Werte von ry >3mm jedoch nicht
mehr erfiillt, wie Untersuchungen der gebrochenen Probe gezeigt haben. Dies fiihrt dazu,
daBl die optisch ermittelten Kerbbeanspruchungen lediglich qualitativ die in Kapitel 6
dargestellten numerischen Ergebnisse bestatigen konnen.

Um einen Eindruck von der Giite der fotografierten Kaustiken zu geben, sind in den
Abbildungen 4.6 fiir verschiedene Zeitpunkte die Kaustikenaufnahmen der Probe A90
dargestellt. Die Belastung aufgrund des Hammers erfolgt beziiglich der Bilder von oben
nach unten. Man erkennt, dafl die Kaustiken eine Form aufweisen, die gut auswertbar ist.
Zur Zeit t = 56us hingegen weist die Kaustik eine nach oben gezogene Form auf. Dies
deutet auf Einfliisse hin, die sich zusatzlich zur Kerbspannungsintensitit auf die Form der
Kaustik auswirken. Effekte aufgrund der Probenumrandung oder der Spannungsgradien-
ten, die in der Kontaktfliche zwischen Hammer und Probe induziert werden, kénnen dazu
filhren, dafl die Werte, die aus den Kaustiken erhalten werden, in diesem Anwendungsfall
fehlinterpretiert werden.



4.3 Dynamische Messungen 51

Abbildung 4.6: A90 bei t=8 us Abbildung 4.7: A90 bei t=16 us

Abbildung 4.8: A90 bei t=24 us Abbildung 4.9: A90 bei t=32 us

e

Abbildung 4.10: A90 bei t=40 ps Abbildung 4.11: A90 bei t=>56 us




5 Numerische Untersuchungen

5.1 Die Methode der Finiten Elemente

5.1.1 Allgemeines

Die Methode der Finiten Elemente (FEM) ist ein hiufig genutztes Diskretisierungs-
verfahren von Differentialgleichungen und Differentialgleichungssystemen, welches zur
numerischen Loésung einer Vielzahl von allgemeinen physikalischen und mechanischen
Fragestellungen eingesetzt wird [98, 99]. Bei den folgenden Betrachtungen wird sich auf
Festigkeitsprobleme beschrinkt. Die FE-Methode basiert darauf, dafl das problembe-
schreibende Differentialgleichungssystem in der Regel iiber eine Variationsformulierung
in eine schwache Form gebracht wird. Daraus ergibt sich nach einer Aufteilung der
Variationsformulierung in finite Elemente durch entsprechende Umwandlungen ein Glei-
chungssystem, dessen Losung die gesuchten Grofien liefert [98]. Das zur Durchfiihrung der
Fallversuch-Simulation verwendete FE-Programm ABAQUS ist eine kommerzielle Soft-
ware, die deshalb gewdhlt wurde, weil sie fiir eine Vielzahl der bei dieser Simulation
auftretenden Fragestellungen Losungsmoéglichkeiten bereithalt:

e Modellierung des Kontakts zwischen Hammer und Probe
e Beriicksichtigung des dynamischen Verhaltens von Hammer und Probe

e Wahl geeigneter Randbedingungen zur Simulation des Abhebverhaltens.

Die Wahl der Modellierung des Schlagversuchs hangt von mehreren Komponenten ab.
Obwohl, wie bereits diskutiert wurde, Welleneffekte eine Rolle spielen, insbesondere fiir
den zeitlichen Verlauf des Spannungsintensititsfaktors, werden die Spannungswellen und
ihre zeitliche Verteilung nicht im Modell beriicksichtigt. Dies wird dadurch gerechtfertigt,
dafl die zeitliche Abhéangigkeit der gesuchten Gréfien und ihr Verlauf in der Probe durch
die Losung des dynamischen Gleichgewichts (Gleichung (5.5)) erhalten wird. Es handelt
sich daher um ein Tragheitsproblem, fiir das die globale Lésung gefunden werden soll, und
fiir das lokale Effekte aufgrund der Wellenausbreitung vernachlassigt werden [109].

5.1.2 Dynamisches Gleichgewicht und Prinzip der virtuellen Ar-
beit

In diesem Abschnitt werden die der numerischen Loésung zugrunde liegende Gleichge-
wichtsbedingung und die schwache Formulierung des Prinzips der virtuellen Arbeit dar-
gestellt. Schwach heifit die Formulierung deshalb, weil ihr die Annahme vorausgeht, daf§
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die Erfiillung der Gleichgewichtsbedingung fiir den gesamten Korper angenihert werden
kann durch die Erfiillung der Gleichgewichtsbedingung auf einer endlichen Anzahl von
Teilvolumen, was eine weniger strikte, also schwichere Forderung darstellt. Es gelten die
in Abschnitt 2.2 benutzten Bezeichnungen.

Ausgehend von dem Prinzip der virtuellen Arbeit (Gleichung (2.73)) und unter Verwend-
ung der dynamischen Formulierung der Volumenkraft p, die aufgespalten wird in eine
vorgeschriebene Volumenkraft p und die d’Alembert-Kraft pi:

p=p—pi (5.1)

kann das Prinzip der virtuellen Arbeit folgendermaflen geschrieben werden:

f odDdV = f FovdS + / pvdV — / piibvdV (5.2)
5 v v

v

Der linke Teil von Gleichung (5.2) stellt die innere virtuelle Arbeit dar, die in der Refe-
renzkonfiguration beschrieben werden kann durch:

/T:éDdVozjf-dvdS+fp-6vdV (5.3)
s

Vo v

Dabei stellen 7 und D ein adjungiertes Paar dar. Im vorliegenden Fall sind der
Deformationsratentensor und der Kirchhoff’sche Spannungstensor die gew#hlten Grofien.

Zur numerischen Berechnung wird der Anteil der d’Alembert-Kraft bezogen auf die Aus-
gangskonfiguration formuliert:

/ pitdvdV, (5.4)

Vo

Die Dichte p wird als konstant fiir den gesamten Zeitbereich betrachtet. Diskretisiert man
nun die FeldgroBen durch die Interpolationsfunktionen (siehe auch néchster Abschnitt)
und formuliert sie am Ende eines Zeitschritts t + At unter Verwendung der impliziten
Integration, so ergibt sich als FE-Formulierung der Gleichgewichtsbedingung:

/pNINJdVO 'ﬁJ‘i‘/BI'G'dV(]— /Nf'fds+fNj'ﬁdV =0 (55)
Vo 5 14

Vo

— p— '

MY I Pl

M bezeichnet die Massenmatrix, I ist der Vektor der inneren Krifte und P ist der
Vektor der duBleren Krifte. B ist die im n&ichsten Abschnitt erlauterte Dehnungs-
Verschiebungsmatrix, und die groflen Indizes I und J bezeichnen den I-ten bzw. J-ten
Freiheitsgrad des Gesamtsystems.
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5.1.3 Modellierung des Kontakts zwischen Festkérpern

Zur numerischen Modellierung des Kontakts zwischen Hammer und Probe wird in
ABAQUS/Standard die Annahme getroffen, dafl zum Zeitpunkt des Aufeinandertreffens
die Kontaktflichen sofort die gleiche Geschwindigkeit in Richtung der Schlagbeanspru-
chung annehmen. Diese Annahme lokalen vollplastischen Impulsaustauschs verletzt die
Bedingung der Energieerhaltung fiir den Zeitpunkt des Auftreffens. Die Auswirkung auf
das gesamte Probenverhalten ist aber sowohl zeitlich als auch rdumlich klein und kann
daher vernachlissigt werden [110]. Trifft der Hammer (Index A) zum Zeitpunkt tq auf die
Probe (Index B), so gilt fiir die Geschwindigkeiten und Beschleunigungen zum Zeitpunkt
to:

Ny =N-Ups
(5.6)
n-ilAI =n-ii,31

n ist die Normale der Kontaktfliche in Richtung des auftretenden Kontakts. Wird der Ge-
schwindigkeitssprung wihrend des Auftreffens mit Au = a1 — 1~ bezeichnet, so ergibt
sich:

n- (T:LZI + AﬁAI) =1"n- (’!.'LEI + A'&B]) (57)
Fir die Komponente der auf die Kontaktfiache A; bezogenen Kraft in Normalenrichtung
zwischen den Kontaktkorpern gilt:

Fayr=-Fg , t>t
(5.8)
Far=Fpr=0 , t<t

Da die Geschwindigkeitsspriinge wihrend des infinitesimal kleinen Zeitintervalls ty bis t7
auftreten, werden fiir diesen Zeitraum alle Krifte aufier den Normalenkriften F und den
d’Alembert-Kraften vernachlissigt. Dadurch vereinfacht sich der Ausdruck der virtuellen
Arbeit wahrend dieses Zeitintervalls zu:

Z /pﬁ-&udV +/F’An-6uAdS+/FBn-6quS=U (5.9)
AB |y Ar A

Integriert man diese Gleichung von tg bis tg, so erhilt man:

ty ty.
Z //pﬁ-dudtdv +// (F’An~6uA+ﬁ‘Bn-6u3) dtdS =0 (5.10)
AB |y 2

Ar ty

Der zweite Teil der Gleichung ergibt sich zu Null wegen n-dus =n-dup zum Zeit-
punkt to und Fy = —Fg. Die Bedingung aus Gleichung (5.7) wird mittels eines Lagrange-
Multiplikators H als Nebenbedingung eingefiihrt, so daf§ sich Gleichung (5.10) ergibt zu:

Z /pAl'l -udV | + /(5 [Hn - (0}, + Augr — up, — Aug)]dS =0 (5.11)
Aj

A,B \%
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Physikalisch repriisentiert H den zwischen den Kontaktfiichen herrschenden Druck. Durch
Variation des gewichteten Ausdrucks erhilt man die Impulsgleichung:

Z prfl(SUdV + /Hn ((SilA] _JﬁBI)dS+f(AﬁAI'—AﬁBI) H(SHdS
AB Vv Az Ag

_ j/@&—ﬁ&yMHﬂ? (5.12)
Aj

Diese Gleichung wird gelost, um den Geschwindigkeitssprung fiir beide Kontaktflichen
zu erhalten. Zwischen den in Kontakt getretenen Flichen wird eine Zwangsbedingung
eingefiihrt [98]. Im weiteren Verlauf der modellierten Belastung wird nach der Berechnung
jedes Zeitschritts gepriift, ob weitere Knoten in Kontakt treten oder ob Knoten wieder
getrennt werden. Dies geschieht durch die Uberpriifung der Bedingung

/n-mA—uwdszo (5.13)

Az

die zur numerischen Losung mit dem Lagrange-Multiplikator gewichtet wird. Da die-
ser den Kontaktdruck reprisentiert, kann durch Uberpriifung seines Wertes festgestellt
werden, ob die Zwangsbedingung wieder gelost wird (negativer Wert von H) oder beibe-
halten wird (positiver Wert von H).

5.1.4 Die Formulierung der Elemente
5.1.4.1 Ebene Elemente

In der vorliegenden Arbeit wurden zur Modellierung der Probe und des Hammers ebe-
ne Scheibenelemente verwendet, sowohl fiir den Fall des ebenen Spannungszustands als
auch fiir den des ebenen Dehnungszustands. Gewihlt wurden isoparametrische Vierecks-
elemente mit 8 Knoten (Abbildung 5.1), d.h. der Ansatzgrad der Polynomansitze fiir die
geometrische Transformation und der Approximation der entsprechenden Feldgrofie (hier
die Verschiebungen) ist gleich. Im vorliegenden Fall wurde ein quadratischer Polynoman-
satz gewihlt. Die Verschiebungen in einem Element werden durch eine Linearkombination
der Formfunktionen mit den jeweiligen Knotenverschiebungen ausgedriickt:

ué(€,n) = Z N:(§,n)ui , n=8 (Anzahl der Knoten) (5.14)
i=1

Dabei sind & und 7 die lokalen Koordinaten des Elements, die Werte zwischen -1 und 1 an-
nehmen kénnen. Die Bestimmung der Elementgeschwindigkeiten 1 und -beschleunigungen
i erfolgt auf entsprechende Weise.

Die Formfunktionen sind stetig differenzierbare Funktionen, die fiir den jeweiligen Knoten
i den Wert 1 und fiir alle anderen Knoten den Wert 0 annehmen. Sie haben fiir die
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erwahnten Elemente die folgende Form:

NE=T(vEE)(Ltm)(E6tm— 1), i=1234  (5.15)
e __ 612 . 2 n_iz i 2 [
Np =2 (1+&6) (1 =) + 5 (L+mm) (1-€8) |, i=5678 (5.16)

Die Knotennummern, die in ABAQUS verwendet werden, konnen Abbildung 5.1 entnom-
men werden.

Abbildung 5.1: Darstellung ebener Spannungs- bzw. Dehnungselemente mit 8 Knoten
und 4 Gaufipunkten. Die Numerierung ist dquivalent zu der in ABAQUS.

Die Gauflpunkte sind Stiitzpunkte fiir die numerische Integration von Funktionen iiber
die Elementfliche (siehe auch Abschnitt 5.1.6). Beim vorliegenden Elementtyp kann zwi-
schen 2 und 3 Punkten pro Integrationsrichtung gewahlt werden, so daf} sich Gesamtwerte
von 4 bzw. 9 Integrationspunkten pro Element ergeben. Aus Griinden der Datenweiter-
verarbeitung wurden hier 4 Gaufipunkte gewihlt, worauf in Abschnitt 5.2.2 noch niher
eingegangen wird. Ebenso wie die Verschiebungen kénnen auch die Dehnungsraten im
Element durch die Formfunktionen berechnet werden. Auf der Grundlage der in Kapi-
tel 2.2 dargestellten Beziehungen wird die Deformationsrate mit den Geschwindigkeiten
verkniipft:

D° =) Biv; (5.17)
=1

Groflen mit einem hochgestellten e beziehen sich hier auf ein finites Element. Der
tiefgestellte Index i bezeichnet eine Knotenvariable. B ist die globale Dehnungs-
Verschiebungsmatrix:

[N o
oz 0
ON;
B= 0 —8y— (5.18)
ON; ON;

\ % O
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Die Dehnungen erhilt man nun durch die Zeitintegration der Deformationsraten iiber
einen Zeitschritt:

€ = / Dedt (5.19)

At

Wie bereits erwahnt, verwendet man bei isoparametrischen Elementen dieselben Ansatz-
funktionen fiir die Darstellung der Elementgeometrie wie fiir die Darstellung der approxi-
mierten Feldgrofle. Somit ergibt sich folgende Formulierung fiir einen Ort in einem Element
(globale Koordinaten):

ij) = ZNZE:E?])Z 3 j=1,2 (5.20)
i=1

Dabei entspricht x(;y der x-Koordinate, und x(z) der y-Koordinate.

Die so definierten Elemente haben in ABAQUS die Bezeichnung CPS8R (ESZ) bzw.
CPESR (EDZ).

5.1.4.2 Kontaktelemente

Um den auftretenden Kontakt zwischen Hammer und Probe zu modellieren, wurden spe-
zielle Kontaktelemente gew#hlt, um die méglichen Knoten, die in Kontakt treten kénnen,
zu kennzeichnen. Die Lage der Elemente ist in Abbildung 5.2 schematisch dargestellt.

Integrationspunkte

Abbildung 5.2: Kontaktelemente mit Angabe der Integrationspunkte, der Knotennu-
merierung und der Lage des Normalenvektors

Der beschriebene Elementtyp wird in ABAQUS mit INTERS3 bezeichnet.

ABAQUS bietet weitere Moglichkeiten, um auftretenden Kontakt wihrend des Rechen-
gangs zu simulieren, z.B. Gap-Elemente oder die Definition von Kontaktflichen. Beide
Moglichkeiten wurden im Vorfeld der Simulationen ebenfalls getestet, zeigten aber fiir
das vorliegende Problem nicht die gewiinschte Effizienz. Bei der Verwendung von Gap-
Elementen traten erhebliche Konvergenzprobleme auf, wohingegen bei der Modellierung
des Kontaktvorgangs durch Kontaktflichen starke Schwankungen der berechneten Pro-
benverschiebungen und -geschwindigkeiten im Verlauf der Rechnung auftraten. Dieser Ef-
fekt hat seine Ursache darin, dafl die Kontaktknoten des Hammers fiir den Zeitpunkt des
Auftreffens in die korrespondierende Kontaktflache der Probe eindringen und im néichsten
Zeitschritt wieder “herauskatapultiert” werden. Die Methode der Kontaktflachen ist daher
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nur fiir die Berechnung solcher Phianomene sinnvoll, deren globales Verhalten aufgrund
des Schlagvorgangs simuliert werden soll. Fiir die Simulation lokaler Vorgénge im Bereich
des Kontakts sind die Kontaktelemente am ehesten geeignet.

5.1.4.3 Die Modellierung der Auflager

Um dem in Kapitel 2 erwdhnten Abhebverhalten der Probe wihrend des Belastungsvor-
gangs Rechnung zu tragen, dirfen die Auflager nicht durch Verwendung eines Festlagers
simuliert werden. Da die genaue Modellierung des Geschwindigkeits- und Verschiebungs-
verlaufs in diesem Bereich der Probe nicht im Vordergrund steht, sondern nur der Effekt
des Abhebens erlaubt sein soll, werden an dieser Stelle die eben erwihnten Kontaktflichen
verwendet. Dies hat vornehmlich zwei Griinde:

¢ der numerische Aufwand zur Berechnung des Kontakts ist durch die Verwendung
von Kontaktflichen geringer;

e die Probe mufl im Bereich des Auflagers nicht so fein diskretisiert werden, so daf
die Gesamtzahl der Elemente nicht {ibermafig ansteigt.

Der Simulation von Kontakt durch Kontaktflachen liegt das Master-Slave-Konzept zu-
grunde [111]. Dabei kénnen die Knoten der Master-Surface in die Slave-Surface eindrin-
gen. Um dies zu umgehen, wurde das Auflager als Master-Surface definiert und als starrer
Koérper modelliert, der keine Knoten auf der Kontaktfliche besitzt. Dies geschieht in
ABAQUS durch die Wahl der RIGID SURFACE - Option. In Abbildung 5.3 ist diese
Modellierung schematisch dargestellt.

Slave-Surface

™ Master-Surface

Referenzknoten
Festlager

Abbildung 5.3: Modellierung des Auflagers durch Kontaktflichen

Das Auflager wird modelliert durch einen Zylinder mit der Dicke d, die gleich der Proben-
dicke ist, und einem Durchmesser von 2mm, der dem Durchmesser der Auflager entspricht,
die bei den Experimenten verwendet wurden. Seine Bewegung wird durch die Freiheitsgra-
de des zur RIGID SURFACE gehorenden Referenzknotens beschrieben. Da das Auflager
sich im Verlauf der Simulation nicht bewegen soll, wird der Referenzknoten durch ein
Festlager festgehalten.

5.1.5 Die Spannungs-Dehnungs-Beziehungen

Der hier untersuchte Werkstoff Al 2024 T3 zeigt, wie in Kapitel 4 dargelegt wurde, ein
elastisch-plastisches Werkstoffverhalten. Der Bereich der linearen Elastizitdt wird durch
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das verallgemeinerte Hooke'sche Gesetz beschrieben, wie dies in Abschnitt 2.2.4 bereits
angedeutet wurde: . )
oc=D% e bzw. e=C%: ¢ (5.21)

Fiir den Fall des im Rahmen dieser Arbeit betrachteten ebenen Spannungs- bzw. Deh-
nungszustands kann der elastische Nachgiebigkeitstensor C® beschrieben werden durch:

/ \

1 v
E B
c=| - 1 , ESZ 5.22
P B 0 (5.22)
2(1+v)
K 0 0 5 /
bzw.
[ 11— v(l+v) o \
E E
c=| _v+y) 127 0 EDZ (5.23)
E E
9 0 2(1+v)

\ E )
Zur Modellierung des plastischen Verhaltens wird die FlieSregel nach von Mises verwen-

det. Auch dies ist in Abschnitt 2.2.4 schon beschrieben worden. An dieser Stelle soll die
Formulierung der isotropen Verfestigung dargestellt werden.

Um die Ausdehnung der Fliefifliche bei zunehmender Verfestigung zu beschreiben, wird
die Verinderung der Fliefispannung aufgrund der plastischen Dehnung durch die Ande-
rung des Verfestigungsparameters h ausgedriickt:

ho=¢b=4/Zebel (5.24)

Die plastischen Dehnungsinkremente kénnen mit Hilfe des plastischen Potentials Q aus-
gedriickt werden:
. O
.= A ¢

i 30,;,-

(5.25)

Gleichung (5.25) bezeichnet man als Fliefiregel. Nimmt man nun an, dafl Q gleich der
FlieBfunktion f ist, was fiir Metalle im allgemeinen angenommen wird [32], so erhilt man
die assoziierte Fliefiregel, die auch als Normalenregel bezeichnet wird:

. . Of
L
& =g (5.26)
Der plastische Multiplikator wird durch folgende Beziehung bestimmt:
. 3 0y . Oy
=27 =2 (5.27)

T 20,k éb
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Durch diese Gleichungen ist das Materialverhalten im Rahmen der vorliegenden Arbeit
ausreichend beschrieben.

5.1.6 Die numerische Integration

Die analytische Bestimmung der Steifigkeitsmatrix oder des Lastvektors ist in den meisten
Fillen, auf die eine numerische Simulation angewendet wird, nicht méglich, weshalb in
diesem Fall numerische Integrationsalgorithmen verwendet werden. Im folgenden wird
daher die Gauf-Legendre-Quadratur beschrieben, die sowohl in ABAQUS als auch bei
der Berechnung des AT,-Integrals (siehe Abschnitt 5.2) benutzt wird.

Betrachtet wird eine beliebige Funktion ¥ (x,y), die iiber ein Volumen integriert werden
soll:

W (z,y) = / ¥ (z,y)dV (5.28)

Da die numerische Integration in lokalen Koordinaten ausgefiihrt wird (siehe Abbildung
5.1), wird die Jacobi-Matrix J® verwendet, die die Transformation vom globalen in das
lokale Koordinatensystem eines finiten Elementes beschreibt:

dr By ON: _, ONg
. | o ae Z Z: Ead
Je = NE = 1 (5.29)
dr Oy ON? ON;
a. a_ T i
o | | o §a~”-
und drdy O
e 9TO0Y 0OZOY
o (5.30)

NE bezeichnet die Anzahl der finiten Elemente des Problems. Betrachtet man die Inte-
gration iiber ein Element, so kann Gleichung (5.28) nun als Integration iiber die lokalen
Koordinaten formuliert werden [98]:

1

e = {° j f U (¢,n) det J°dédn

-1-1

(5.31)

de bezeichnet die Dicke des Elementes. Diese Integration kann unter Verwendung der
Gauf’schen Stiitzpunkte (siehe Abbildung 5.1) als Summe formuliert werden:

NGP NGP

=d° Y Y (&) det IW,W;

i=1 j=1

(5.32)

wobei W; und W; Gewichtungsfaktoren darstellen [98], und & und #; die lokalen Koordi-
naten der Stiitzpunkte angeben. NGP ist die Anzahl der Gauf’schen Integrationspunkte
pro Element.
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5.1.7 Die Losung des nichtlinearen dynamischen Problems
5.1.7.1 Die implizite Zeitintegration

Der implizite Faktor, der zur Zeitintegration des dynamischen Problems verwendet wird,
ist ein von Hilber et al. [112] zum Zweck der numerischer Diampfung eingefiihrter Para-
meter, der fiir den verwendeten Fall der automatischen Zeitschrittwahl sehr geeignet ist.
Wenn die Zeitschrittweite gedndert wird, tritt “numerisches Rauschen® [110] auf, welches
durch geringfiigige numerische Dampfung unterdriickt wird. Die Gleichgewichtsbedingung
aus Gleichung (5.5) wird mit Hilfe der d’Alembert-Krafte ausgedriickt, berechnet am Ende
des Zeitschritts, und einem gewichteten Mittelwert der statischen Krifte zwischen den
Werten zu Beginn und zum Ende des jeweiligen Zeitschritts:

Mg o+ A+ @) (I |eoae — P esar) —a (I = P + L' [ ioae =0 (5.33)

L! ist die Summe aller Lagrange-Multiplikator-Krifte, die mit dem globalen Freiheitsgrad
I verbunden sind. Die Berechnung der Geschwindigkeiten und Verschiebungen erfolgt
ebenfalls durch Gewichtung mit dem Operator a:

Ulgrar =G|+ AE((1 —¥) @]t + Y| trat) (5.34)
und )
U|t+At='U|t+At’l:L|t+At2((E—ﬁ)ﬁlt+ﬁﬁ|t+At) (535)
mit
1 \ 1 1
==(1~- = —a,--<a<
f=1(-0)f y=5-a, —3<asg0

Durch die Wahl von « kann der Einflu der numerischen Dampfung kontrolliert werden.
Mit @ = 0 wird die Ddmpfung unterdriickt, und man erhilt die bekannte Trapezregel
zur numerischen Integration. Als geeignete Wahl fiir o ist in [111] ein Wert von -0,05
angegeben, der fiir die Simulation auch verwendet wurde.

Aus der so ausgefiihrten numerischen Zeitintegration erhélt man zwar ein dynamisches
Gleichgewicht fiir den diskretisierten Korper am Ende eines Zeitschritts, aber es ist kei-
ne Information iiber die Qualitit der Losung wéhrend des Zeitschritts verfiigbar. Aus
diesem Grund fithrten Hibbitt und Karlsson [112] das Konzept des “half-step residual®
ein, wonach fiir die Mitte des Zeitschritts die Residualkraft berechnet wird. Diese ergibt
sich durch die Berechnung des dynamischen Gleichgewichts nach Gleichung (5.5) zum
Zeitpunkt t + At/2. Sie hat fiir jeden Freiheitsgrad I die folgende Form:

R vears = M7y [vensps + (14 @) (I | crarse — PT e4ai2)
(5.36)
1
—se ([ =p [+ I - = P e) + L isnepe
wobei t~ die Zeit zu Beginn des vorherigen Zeitschritts bezeichnet, wenn das normale

Zeitschrittverfahren verwendet wird. Ist der aktuelle Zeitschritt hingegen der erste nach
der Berechnung eines Kontakts (siehe Abschnitt 5.1.3), so ist t— = t. Zur Uberpriifung der
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Genauigkeit wird der grofite Wert der Residualkraft, die fiir alle globalen Freiheitsgrade
des Systems berechnet wird, herangezogen.

Die Residualkraft R stellt somit ein Kriterium fiir die Qualitdt der berechneten Losung
hinsichtlich des Gleichgewichts von inneren und aufleren Kraften dar. Dazu wird R mit
einem berechneten Durchschnittswert der Knotenkréfte verglichen [111]. Ist die Abwei-
chung geringer als eine vorgegebene Toleranzgrenze (in diesem Fall 0,5% ), so gilt die
Losung als hinreichend genau. Ist dies nicht der Fall, so wird die Berechnung des Inkre-
ments unter Verwendung eines kleineren Zeitschritts wiederholt.

5.1.7.2 Der nichtlineare Losungsalgorithmus nach Newton

Da das vorliegende Problem nichtlinear ist, ist die Verwendung eines iterativen Losungs-
verfahrens erforderlich. Die von ABAQUS fiir den hier vorliegenden Anwendungsfall emp-
fohlene Methode ist der Algorithmus nach Newton [111].

Zur Losung der Gleichgewichtsbedingungen muf} ein Verschiebungszustand u gefunden
werden, der folgende Bedingung erfiillt:

F(@a)=P(0) |irac—I(T) |42 =0 (5.37)

Ist nun in einer i-ten Iteration ein Verschiebungszustand ui, 5, berechnet worden, so erhilt
man aus einer Taylor’schen Reihenentwicklung unter Vernachliassigung der Terme héherer

Ordnung:
= i oF = i
F (@) =F (uf,,,) + [%] |u§+m (G- ui,,,) (5.38)

Setzt man Gleichung (5.38) in Gleichung (5.37) ein, so erhilt man unter der Annahme,
dafB die dufieren Lasten nicht von den Verschiebungen abhingen:

JF _ ; .
[55] | K (@ —ulin) = Prrar — Ly (5.39)
Definiert man eine inkrementelle Verschiebungszunahme:
Augla, = U — upp (5.40)
und berechnet die Jacobimatrix:
‘ OF
trar = En |uj$}3t (5.41)

dann kann Gleichung (5.39) auch so geschrieben werden:
RHUWALTHIVED SINESS gV (5.42)

Fiir das vorliegende Problem ist die Jacobi-Matrix gleichbedeutend mit der Tangenten-
steifigkeitsmatrix [98].
Da die Taylorreihenentwicklung (Gleichung (5.38)) nach dem linearen Term abgebrochen
worden ist, wird Auitl,, als Korrekturterm zu den Verschiebungen des i-ten Inkrements
addiert: . ' '

U A = Upay + AW, (5.43)
Gleichung (5.43) stellt die Verschiebungsnaherung fiir das nichste Inkrement dar. Der Ite-
rationsvorgang wird solange durchgefiihrt, bis Gleichung (5.37) in geniigend guter Nihe-

rung erfiillt ist.
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5.2 Die Ermittlung der Kerbspannungsintensitit

5.2.1 Allgemeines

Das AT,-Integral nach Atluri [15], das hier zur Berechnung der Kerbspannungsintensitit
dient, stellt eine inkrementell formulierte Grofle zur Berechnung einer Riflspitzenbela-
stung dar (siehe Gleichung (3.8)) und besitzt die physikalische Bedeutung einer Energie-
freisetzungsrate fiir dynamisch belastete Risse. Es ist giiltig fiir folgende Anwendungsfélle:

e dynamische Belastungen
e elastisch-plastisches Materialverhalten

e kleine und moderate Dehnungen

Es wurde zur Berechnung der Kerbspannungsintensitét ausgewahlt, weil die obengenann-
ten Effekte, die bei der Schlagbelastung einer Biegeprobe auftreten, erfaft werden, und
weil es zur numerischen Berechnung gut geeignet ist.

Weiterhin wird das von ABAQUS zur Verfiigung gestellte J-Integral nach Rice [6] be-
stimmt, das ein reines Linienintegral darstellt und fiir das vorliegende Problem keine
theoretische Grundlage besitzt, wie in Kapitel 3 bereits dargelegt wurde. Es wird aber
trotzdem ermittelt, um einen Vergleich zwischen beiden Berechnungsmethoden zu erhal-
ten.

Um das erstellte Fortran77-Programm zur Berechnung des AT-Integrals zu verifizieren,
wurden neben statischen Testrechnungen auch solche fiir ein elastodynamisches Problem
durchgefiihrt. Dazu wurde aus der Literatur [4] ein Beispiel entnommen, dessen Material-
daten bekannt sind und fiir das die Meflergebnisse der K-Faktoren vorliegen.

Zur Uberpriifung der Genauigkeit der allgemein verwendeten Balkentheorie zur Berech-
nung von Charpy-Proben wurde die Berechnungsformel nach Kishimoto [108] in ein
Fortran77-Programm iibertragen und so fiir elastodynamische Anwendungsfille der K(t)-
Verlauf ermittelt.

5.2.2 Die numerische Formulierung von AT,

Wie bereits erwéhnt, ist das AT,-Integral zur numerischen Auswertung gut geeignet,
da keine Einschrdnkungen beziiglich der Lage und der Geometrie der Integrationswege
bestehen. Zur Berechnung wurde ein Fortran77-Programm erstellt, welches fiir jeden in
der Simulation gerechneten Zeitschritt At den Wert des Integralausdrucks bestimmt.

Wie aus Gleichung (3.8) erkennbar ist, besteht das AT,-Integral aus einem Linieninte-
gral und einem Flichenintegral (siehe auch Abbildung 5.4). Im folgenden wird zuerst die
Berechnung des Linienintegrals beschrieben.

Integriert wird iiber einen geschlossenen Integrationspfad, der die Kerbspitze enthilt, d.h
die Anteile aller Elemente, die der Integrationspfad durchliuft, werden durch numerische
Integration bestimmt und aufaddiert.

Die der Berechnung des Linienintegrals zugrunde liegende Integrationsmethode wurde aus
[113] entnommen, die nur die Verwendung von vier Gaufpunkten pro Element erlaubt.




64 5 Numerische Untersuchungen

Abbildung 5.4: Integrationspfad I', Gesamtvolumen V und Pfadvolumen Vr eines
Korpers

Um eine automatische Vernetzung durch entsprechende Software (siehe Abschnitt 5.4)
anwenden zu konnen, beriicksichtigt der Algorithmus den Verlauf des Integrationspfa-
des relativ zum lokalen Koordinatensystem eines Elementes. In Abbildung 5.5 sind die
moglichen Integrationspfade beziiglich des lokalen Koordinatensystems dargestellt, die in
positiver und negativer Richtung durchlaufen werden kénnen.

. - *I —e
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Abbildung 5.5: Mogliche Integrationspfade beziiglich des lokalen Koordinatensystems

Gestattet ist aber auch die Verwendung von ‘Eckelementen’‘, d.h. von Elementen, in de-
nen der Integrationspfad seine Richtung andert. Fiir diesen Fall, der in Abbildung 5.6
dargestellt ist, werden in beiden Richtungen die Integrationspfade komplett ausgewertet,
gewichtet [113] und addiert. Dadurch wird ein numerischer Fehler verursacht, so daf die
Anzahl der Eckelemente, die in einem Pfad enthalten sind, nicht zu grof sein sollte.

Der Anteil eines Elementes zum Linienintegral fiir einen Integrationsweg £ = const. lautet
wie folgt:
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Abbildung 5.6: Berechnung von Eckelementen in einem Integrationspfad
l A A 0A
/ [ gij + iy Agij+p | i+ & Auin; (t: + At;) i (5.44)
2 2 6:51
-1

Ou; oz \? oy\?
- a3y (%) e () o
Dabei werden folgende Beziehungen verwendet:

t; = oyn; und At; = Aaijnj (5.45)
Fiir die Berechnung des Normalenvektors werden zwei Hilfsvektoren a und b verwendet

(siche Abbildung 5.7):

Jzr Oy
T = —————— —
a = [377 3 0] (5.46)
Jx Oy
T — — —_—
v = %
Abbildung 5.7: Definition des Normalenvektors n
Der Vektor ¢ wird durch das Vektorprodukt von a und b bestimmt:
Jrdy Oyoz
T _ b)Y = — T 47
¢ =(axb) 00 Gn € om0 (5.47)
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Bestimmt man nun die Vektoren 4 und e:

d" = (cxa) =(d, d, 0) (5.48)
ef = (cxb)=(e; ¢ 0)

so 148t sich der Normalenvektor n berechnen zu:

1
n' = ——=(d, d,) , &= const. (5.49)
JVE+E .
n’ = S (ez ey) 7 = const.
ez +e2 =Y

Der Anteil von AT, der aus dem Volumenintegral bestimmt wird, wird fiir den Bereich
V — Vr berechnet, d.h das Volumen, das der Integrationspfad I' einschliefit, wird nicht
zur Berechnung herangezogen. Fiir ein Element bestimmt sich das Volumenintegral aus
Gleichung (3.8) zu:

11 A i A ii
f f [Acr,-j (Eij,l + ;J'I) — AE,'J' (Uij,l + —%)] d{d‘l] (550)
-1-1
11
+ f f [p ((il-, + A-u,) A‘u,',]_ — (ily,; + Au,) A'l..l,‘,l + Aﬁiﬂi,]_ — Aﬂii‘i,l)] dfdi]
-1-1

Falls Elemente berechnet werden, die auch zur Ermittlung des Linienintegrals benétigt
werden, wird der Anteil dieser Elemente gewichtet, d.h. es wird nur der Anteil verwendet,
der auflerhalb des Integrationspfades liegt. In Abbildung 5.8 ist dieser Anteil durch die
grau unterlegte Fliche exemplarisch gekennzeichnet.

Abbildung 5.8: Anteil des Volumenintegrals fiir Elemente, durch die der Integrations-
pfad verlauft

5.3 Die elastodynamische Vergleichsl6sung

Kishimoto et al. [108] priisentierten fiir den elastodynamischen Belastungsfall einer an-
gerissenen Drei-Punkt-Biegeprobe eine zeitabhingige Losung K(t), die sie spiter fiir den
Fall plastischer Verformungen erweiterten [114]. Ausgehend von der Differentialgleichung
2. Ordnung fiir einen angerissenen Balken nach Euler-Bernoulli entwickelten sie folgende
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Gleichung unter der Annahme, dafl K(t) proportional zur Verschiebung des Kraftangriffs-
punkts ist:

K(t) = KSF““'(‘t / F(r)sin(w (t—7) dr (5.51)

Dabei stellt Ks den quasistatischen Spannungsintensititsfaktor dar:

F(t)s
mit
1,9 -a(l —a)(2,15 - 3,93a + 2, 7a?
7= 3va (1, a(l-a)(2,15 - <l a+2,70%)) (5.53)
2142a)(1 - )~
und
a
Die 1. Eigenfrequenz der Probe berechnet sich zu:
_ {M)? El i
wobei 7, die 1. Nullstelle der folgenden Gleichung ist:
tan2 = 25 + tanh™ (5.56)
2 DI(%) 2
mit
c 21-A)w duw®
D = —————}————V(a) (I 12 ) (5.57)

und V(a) einen Geometriefaktor darstellt, der fiir das Verhiltnis s/w=4 gilt:

«x

V(a) = (a 2

2
1) (5,455 — 20, 61a + 55,920° — 101,90 + 103,50 — 42,80°) (5.58)

Diese Berechnungsmethode von K(t) soll mit den Ergebnissen der elastischen Charpy-
Probe aus Araldit B verglichen werden.

Zur Berechnung des K(t) wurden die Bereiche zwischen den MeSpunkten der Kraft durch
hermitische Splinefunktionen [115] dargestellt, um eine mdglichst genaue Zeitintegration
zu erreichen. Die Nullstelle 7, wurde durch die ‘Regula falsi® [115] ermittelt. Die sich fiir
die Charpy-Probe C400 ergebenden Werte kdnnen der Tabelle 5.1 entnommen werden.

Die korrekte Programmierung des in Fortran77 erstellten Programmcodes wurde anhand
des in [108] dargestellten Beispiels verifiziert. Das Ergebnis der Berechnung sowie die
Diskussion ist in Kapitel 6 dargestellt.
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o A I Vv D T v Wi
0,3 | 0,001 | 0,420 | 8,33E-07 | 89869,187 | 2,901 | 1,521 | 2429,160

Tabelle 5.1: Werte zur Berechnung von K(t) fiir die Charpy-Probe C400

5.4 Preprocessing, Postprocessing und Interface-
Programme

Die Erstellung der Probengeometrie, der Netztopologie sowie die Eingabe der zur Berech-
nung notwendigen Materialdaten, der Anfangs- und Randbedingungen sowie der Daten
zur Steuerung der Zeitinkremente erfolgte mit Hilfe des kommerziellen Pre- und Post-
processing Programms SDRC/IDEAS [116], welches die Moglichkeit bietet, die erstellten
Daten im ABAQUS-Eingabeformat [111] als Datei zu speichern. In diesem Softwarepaket
besteht die Option, die erstellten FE-Netze anhand verschiedener Kriterien auf ihre Giite
beziiglich der numerischen Genauigkeit zu iiberpriifen, was eine wichtige Voraussetzung
darstellt, um eine mdoglichst gute Modellierung des Probenverhaltens zu erreichen [98].
Die so erstellten Eingabedateien wurden dem ABAQUS-Paket zur Verfiigung gestellt.

Die Berechnung des AT,-Integrals nach jedem Zeitinkrement erfordert einen Datenaus-
tausch zwischen ABAQUS und dem Berechnungsprogramm JINT. Dazu werden die zur
Berechnung erforderlichen Daten von ABAQUS in ein *.fil-File geschrieben, welches op-
tional im ASCII- als auch im Binir-Format dem Nutzer zur Verfligung gestellt wird. Die
Struktur dieser Datei ist ausfiihrlich dokumentiert [117]. Das selbst erstellte Fortran77-
Programm DATALOADER liest die Daten aus dieser Datei ein und stellt sie dem Pro-
gramm JINT in geeigneter Form zur Verfligung.

Das Post-Processing erfolgte entweder {iber ASCII-Dateien, die die berechneten Daten in
Tabellenform enthalten, oder iiber IDEAS, das in diesem Fall als Moglichkeit zur graphi-
schen Darstellung berechneter Gréfien, wie Verschiebungs- und Spannungsverteilung in
der Probe, genutzt wurde. Um die Daten fiir IDEAS in geeigneter Form zur Verfiigung
zu stellen, wurde das Fortran77-Programm DATAWRITER erstellt, welches die Daten im
sogenannten universal-file Format, das von IDEAS eingelesen werden kann, in einer Datei
speichert.

Die Vorgehensweise bei der Simulation des Schlagversuchs wird in Abbildung 5.9 schema-
tisch dargestellt.
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Abbildung 5.9: Schematische Darstellung der verwendeten Programme und des Daten-
austauschs wihrend der dynamischen Berechnungen



6 Darstellung und Diskussion der
Ergebnisse

6.1 Verifikation der FEM-Modellierung

6.1.1 Dynamisches Verhalten der Proben

Bevor die Ergebnisse der FE-Simulationen diskutiert werden, soll eine Uberpriifung der
Giite der gewéhlten Modellierung des Probenverhaltens stattfinden. Diese zeigt sich vor
allem in der richtigen Wiedergabe des globalen Bauteilverhaltens. Die Geschwindigkeiten
und Verschiebungen im Bereich der Kontaktfliche zwischen Hammer und Probe, die sich
aus den Messungen ergeben, sollen von der Simulation gut wiedergegeben werden. Das
dynamische Verhalten der Proben, das sich in der Schwingungsdauer, den berechneten
Kriften und dem Abhebverhalten widerspiegelt, sollte ebenfalls mit den experimentellen
Ergebnissen in Einklang stehen. Daraus kann zwar noch keine Aussage iiber die Giiltigkeit
der Modellierung lokaler Effekte abgeleitet werden, aber die realititsnahe Wiedergabe der
genannten Grofen ist die Grundlage der weitergehenden Berechnungen.

In den Abbildungen 6.1-6.3 ist das im Rahmen dieser Arbeit verwendete FE-Modell der
Charpy-Probe dargestellt. Fiir die angerissene Charpy-Probe C400 ist im wesentlichen
das gleiche FE-Netz verwendet worden wie fiir die gekerbte Probe. Lediglich im Bereich
der RiBspitze wurde die Probe aufgrund der verinderten Geometrie neu vernetzt. Aus
Symmetriegriinden wird nur die halbe Probe sowie eine Hilfte des Hammers modelliert.
Dies ist durch die Darstellung der Gleitlager an der Symmetrielinie angedeutet.

Die duflere Belastung erfolgt durch die Vorgabe der Anfangsgeschwindigkeit des Ham-
mers, mit der die Probe in den Experimenten belastet worden ist (5 m/s). Die Masse des
Hammers wird in der numerischen Simulation entsprechend der halben Hammermasse der
experimentellen Untersuchungen gewahlt. Zur Modellierung des Auflager ist ein Zylinder
gewihlt worden, der ein Absenken der Probe verhindert, aber ein Abheben ermdglicht, so
dafl das experimentell beobachtete Abhebverhalten nachgebildet werden kann.

Dargestellt sind das FE-Netz, die verwendeten Integralwege sowie die Verbindung des
Hammers und der Probe durch Kontaktelemente.
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Abbildung 6.3: Modellierung der Kontaktfliche Hammer-Probe durch Kontaktelemente

In Abbildung 6.4 sind exemplarisch fiir die Probe A45 (ESZ) die numerisch ermittelten
Wege und Geschwindigkeiten im Vergleich zu den experimentell ermittelten Daten auf-
getragen. Es ist erkennbar, daf} eine gute Ubereinstimmung erzielt wird. Obwohl nur die
Verschiebung eines einzelnen Knotens dargestellt ist, schwanken die berechneten Werte
nicht, sondern sind zeitlich in ihrem Verhalten den Experimenten gut vergleichbar. Dies
gilt unabhéngig von der betrachteten Probengeometrie und der Wahl der Modellierung.

Die berechneten Geschwindigkeiten kdnnen die Hammergeschwindigkeit ebenfalls gut
nachbilden. Die Werte oszillieren zwar, aber die Amplitude ist gering. In numerischer
Hinsicht ist dies erklarbar, da die Geschwindigkeiten die Zeitableitung der Verschiebun-
gen darstellen, die im FE-Programm iiber ein endliches Zeitintervall ermittelt wird. Dieses
Zeitintervall ist im Rahmen der impliziten Zeitintegration aber veranderlich (siehe Ab-
schnitt 5.1.7.1). Deshalb sind fiir so ermittelte Werte numerisch bedingte Schwankungen
Zu erwarten.

Die sich aus den anderen Probenformen ergebenden Diagramme fiir die Verschiebungen
und Geschwindigkeiten weisen qualitativ den gleichen Verlauf auf und sind nicht auf-
gefiihrt.

Vergleicht man die berechneten Kréfte mit den experimentell gemessenen, so sind einige
Einschrinkungen zu nennen. Die Krifte werden wihrend des Schlagversuchs durch DMS
ermittelt, die in der Ndhe der Hammerfinne angebracht sind. Im numerischen Modell
hingegen wird die Kraft bestimmt, die in der Kontaktfiche wirkt. Zu ihrer Ermittlung
werden die zur jeweiligen Zeit an der Kraftiibertragung beteiligten Kontaktelemente her-
angezogen.

In Abschnitt 5.1.4.2 wurde dargestellt, daf§ jedes Kontaktelement mit den entsprechen-
den Knoten der finiten Elemente verkniipft ist, die in Kontakt treten sollen. Daher ist
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Abbildung 6.4: Vergleich von experimentell und numerisch ermittelten Verschiebungen
und Geschwindigkeiten am Kraftangriffspunkt fiir die Probe A45

es nicht méglich, eine grofie Anzahl von Kontaktelementen zur Modellierung des Ham-
merschlags auf die Probe zu verwenden, da durch ihre Verbindung mit dem FE-Netz der
Probe die Anzahl der finiten Elemente stark ansteigen wiirde. Eine Erhohung der Anzahl
der finiten Elemente war aber aus Speicherplatzgriinden nicht méglich. Die Modellierung
des Kontakts erfolgt also durch eine im Vergleich zur Dynamik des Vorgangs grobe Diskre-
tisierung. Deshalb ist nicht zu erwarten, da$§ der numerisch ermittelte Kraft-Verlauf den
experimentell gemessenen quantitativ gut wiedergibt. Trotzdem wird der zeitliche Kraft-
verlauf fiir die jeweilige Probenform hinreichend gut simuliert, wie aus den Abbildungen
6.5-6.7 zu erkennen ist.

Dargestellt ist der Vergleich zwischen der experimentell und numerisch ermittelten Pro-
benkraft fiir alle Probenformen. Prinzipiell kann festgestellt werden, dafi die berechneten
Werte fiir den ebenen Spannungszustand zu niedrig und fiir den ebenen Dehnungszustand
zu hoch liegen. Diese Tendenz ist auch in anderen Untersuchungen festgestellt worden
[100]. Die Schwingungsfrequenzen der berechneten Krifte stimmen hingegen im wesent-
lichen mit denen der experimentell ermittelten Krifte tiberein. Dies ist ein Indiz dafiir,
dafl das globale Probenverhalten durch die Modellierung in der richtigen Weise erfaft
worden ist.
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Abbildung 6.5: Darstellung der gemessenen und berechneten Hammerkrifte (A45)
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Abbildung 6.6: Darstellung der gemessenen und berechneten Hammerkréfte (A65)
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Abbildung 6.7: Darstellung der gemessenen und berechneten Hammerkrafte (A90)

Aus der Annahme des ebenen Spannungszustands ergibt sich fiir alle drei Probenformen
zu frithen Zeiten des Belastungsvorgangs eine qualitativ bessere Wiedergabe der Ver-
suchskrifte, die Extrema der Krifte werden genauer simuliert. Bei grofieren Zeiten ist die
Ubereinstimmung im allgemeinen nicht so gut, weder fiir den Fall des ebenen Spannungs-
noch den des ebenen Dehnungszustands. Die Verlaufe der Kraft-Zeit-Kurven lassen den
SchluBl zu, daB8 das dynamische Verhalten der Proben gerade in der friihen Phase des
Belastungsvorgangs gut modelliert werden kann. Daher sollte das Abhebverhalten der
Proben, das experimentell in den frithen Phasen der Schlagbelastung beobachtet wird,
auch numerisch nachgebildet sein. In den Abbildungen 6.8-6.10 sind fiir alle drei Proben-
formen die Wege des FE-Knotens, der unmittelbar iiber dem> Auflager liegt, zusammen
mit den Hammerkréften {iber der Schwingungsdauer der Proben aufgetragen. Aufgetragen
als Vertikallinie ist der Zeitpunkt, an dem die Transversalwelle, die von der Kontaktfliche
ausgeht, das Auflager erreicht. Dieser Zeitpunkt wurde im Rahmen von experimentellen
Untersuchungen als Zeitpunkt bestimmt, an dem erstes Abheben hiufig beobachtet wird.
Es ist zwar keine exakte Ubereinstimmung des numerisch ermittelten Zeitpunktes mit dem
Zeitpunkt zu erkennen, an dem die Welle auf das Auflager trifft, aber das Abhebverhal-
ten tritt dann auf, wenn die Hammerkraft ihr Maximum erreicht. Dieser Effekt wird auch
experimentell beobachtet. Die Phase des Abhebens beginnt im Trégheitspeak und erreicht
ihr Maximum genau dann, wenn die Hammerkraft minimal ist. Dieses Verhalten wird in
der numerischen Simulation recht gut nachgebildet. Die Abnahme der Hammerkraft ist
demnach mit der beginnenden Durchbiegung der Probe korreliert, die sich im Losen der
Probe von den Widerlagern ausdriickt, d.h. sie tritt dann ein, wenn der Zeitpunkt der hal-
ben Schwingungsdauer der gelagerten Probe erreicht wird. Im Umkehrpunkt, d.h. wenn
die Zeit gerade der Schwingungsdauer der Probe entspricht, zeigt sie umgekehrtes Ver-
halten. Die Bewegungsrichtung ist tendenziell der des Schlaghammers entgegengerichtet,
was sich in einem Anstieg der Kraft ausdriickt. Dies ist in den Abbildungen 6.8-6.10
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Abbildung 6.8: Abhebverhalten der Probe A45
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Abbildung 6.9: Abhebverhalten der Probe A65
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Abbildung 6.10: Abhebverhalten der Probe A90

Anhand der dargestellten Daten 148t sich der Schluf8 ziehen, dafl der Schlagversuch in
geniligend guter Weise simuliert wird, um die berechneten inneren Gréflen zur Ermittlung
der Kerbspannungsintensitdt heranzuziehen. Die globalen Meflwerte, die im Rahmen des
Kerbschlagbiegeversuchs ermittelt werden, kénnen gut nachgebildet werden.

6.1.2 Berechnung der Spannungsintensitét

Bevor die Berechnung des AT,-Integrals fiir die elastisch-plastischen Proben erfolgte,
wurde die programmtechnische Umsetzung anhand einer hochskalierten Charpy-Probe
aus ARALDIT B iiberpriift. Dieses Beispiel ist der Literatur entnommen [4] und bietet
gesicherte experimentelle Daten beziiglich des K(t)-Verlaufs. Das Material verhilt sich
linear-elastisch, seine Materialkennwerte sind in Tabelle 6.1 angegeben.

E-Modul | Querkontraktion | Dichte | Linge | Hohe | Breite | Aufl.-abstand
3380 0,33 1,320 412 100 10 400

Tabelle 6.1: Materialwerte und geometrische Abmessungen der Probe C400

Zur Simulation wurde im wesentlichen das FE-Netz der gekerbten Proben verwendet,
lediglich der Bereich des Risses wurde aufgrund der zur gekerbten Probe unterschiedli-
chen Geometrie neu modelliert und vernetzt. Uberpriift wurde die Berechnung des AT,-
Integrals am erwihnten K(t)-Verlauf. Der Vergleich dieser Berechnung mit den experimen-
tell ermittelten Daten ist in Abbildung 6.11 dargestellt.
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Abbildung 6.11: Verlauf von K(t) der Probe C400

Es ist ersichtlich, daf der experimentell ermittelte K(t)-Verlauf durch die Berechnung
der Energiefreisetzungsrate und die anschlieende Umrechnung in den entsprechenden
K-Faktor nach Gleichung (2.5) sowohl qualitativ als auch quantitativ gut nachgebildet
werden kann. Die Abweichungen der Werte, die sich aus der Modellierung des ebenen
Spannungs- bzw. ebenen Dehnungszustands ergeben, sind geringfiigig, so da§ auch unter
diesemn Gesichtspunkt von einer guten Wiedergabe der Kerbspannungsintensitit gespro-
chen werden kann.

Fiir den hier betrachteten Anwendungsfall ist das ATp-Integral von seiner theoretischen
Grundlage her geeignet, da ein riflbehaftetes Problem vorliegt. Untersuchungen zur We-
gunabhingigkeit ergaben einen nahezu identischen Wert fiir die verwendeten Pfade. Diese
Untersuchung wird auch im folgenden Abschnitt fiir die Anwendung des AT, -Integral auf
die Berechnung der Kerbspannungsintensitit der Charpy-Probe angewendet werden.

6.2 Vergleich und Bewertung der Verfahren zur Be-
rechnung der Kerbspannungsintensitét

Fiir die Auswertung eines Kerbschlagbiegeversuchs unter Laborbedingungen sind aufwen-
dige numerische Simulationen nicht geeignet, da sie sehr zeitintensiv sind und den Zugriff
auf leistungsfahige Hard- und Software voraussetzen, der nicht immer gegeben ist. Da-
her werden in diesem Abschnitt die Werte der Kerbspannungsintensititen, die sich aus
den Ergebnissen der Simulationsrechnungen ergeben, mit denjenigen verglichen, die auf
herkémmliche Weise aus der Interpretation der Meflergebnisse gewonnen werden. Anhand
dieser Vergleiche wird ein Vorschlag zur Korrektur des praktischen Auswerteverfahrens
prisentiert, der eine genauere Bestimmung des zeitlichen Verlaufs der Kerbbeanspruchung
einer Charpy-Probe zum Ziel hat.
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In den Abbildungen 6.12-6.14 sind die J-Integralwerte dargestellt, die sich unter Verwend-
ung der Probenenergie nach Gleichung (2.13) ergeben. Verglichen werden die Ergebnisse
der experimentellen Auswertung und der numerischen Simulation fiir alle drei Probenfor-
men.

Es ist deutlich zu sehen, dafi die Ergebnisse fiir die untersuchten Probengeometrien in dem
Zeitbereich, der kleiner als Tau (Schwingungsdauer) ist, nahezu identisch sind. Ebenfalls
ist nur ein geringer Unterschied zwischen den Simulationen aufgrund der unterschiedlichen
Modellierungen (ESZ, EDZ) vorhanden. Bei gréfieren Zeiten hingegen divergieren die
berechneten Werte, d.h. die Probenenergie fiir den Fall des EDZ ist héher als die fiir den
ESZ.

J-Werte aus der Energie (A45)

Tau 2 Tau

J {N/mm)]

0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 0,10 0,12 0,14 0,16 0,18 0,20
Zelt t [ms]

Abbildung 6.12: Vergleich der experimentellen und numerischen Werte des J-Integrals,
berechnet aus der Probenenergie (Probe A45)
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J-Werte aus der Energie (A65)
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Abbildung 6.13: Vergleich der experimentellen und numerischen Werte des J-Integrals,
berechnet aus der Probenenergie (Probe A65)
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Abbildung 6.14: Vergleich der experimentellen und numerischen Werte des J-Integrals,
berechnet aus der Probenenergie (Probe A90)

Fiir alle Probenformen stimmen die Werte bis zur Zeit t ~ 1,57 gut iberein, lediglich
die Probe A65 weist schon im Anfangsbereich ein oszillierendes Verhalten der numerisch
ermittelten Probenenergie auf.

Dieses Probenverhalten weist darauf hin, dafl zu Beginn des Belastungsvorgangs die
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Trigheitskrifte den Bewegungsablauf der Probe dominieren. Je grofier die Steifigkeit der
Probe ist, desto geringeres oszillierendes Verhalten weisen die mechanischen Gréflen auf.
Dies wird auch deutlich am Abhebverhalten der Probe A65, die als einzige der drei Pro-
benformen zweimal vom Auflager abhebt.

Wie schon in Kapitel 2 angesprochen wurde, ist es notwendig, den Zeitpunkt der Riiniti-
ierung t,, einer Probe maglichst in den Bereich zu verschieben, in dem die Tragheitskrafte
keine signifikante Rolle mehr spielen, um die Kraft-Verschiebungs-Kurve unbeeinflufit von
Oszillationen aufgrund der Trédgheit auf den Zeitpunkt der Riflinitiierung hin untersuchen
zu kénnen. Die Ubergangszeit t, (siche Gleichung (2.15)) soll dazu dienen, den Bereich
signifikanten Einflusses der Tragheitskrifte einzugrenzen. Sie ist definiert als der Zeit-
punkt, in dem die kinetische Energie der Probe gleich ihrer Dehnungsenergie ist. In den
Abbildungen 6.15-6.17 ist fiir die numerisch ermittelten Energien dieses Kriterium fiir die
drei Probenformen dargestellt.

Verhiltnis kinetische Energle zu Dehnungsenergie (A45)
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Abbildung 6.15: Verhéltnis der kinetischen Energie zur Dehnungsenergie der Probe A45
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Verhiltnis von kinetischer Energie zur Dehnungsenergie (A65)
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Abbildung 6.16: Verhiltnis der kinetischen Energie zur Dehnungsenergie der Probe A65

Verhilinis von kinetischer Energie zur Dehnungsenergle (A%0)
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Abbildung 6.17: Verhiltnis der kinetischen Energie zur Dehnungsenergie der Probe A90

Die geringe Abweichung der berechneten Ubergangszeit von derjenigen, die sich aus den
numerischen Rechnungen ergibt, ist ein weiteres Indiz fiir die realistische Modellierung des
Schlagversuchs. Man erkennt aus den Darstellungen, dafl die Probe A90 trotz der Tatsa-
che, dafl sie die grofite Steifigkeit aufweist, selbst zu Zeiten > 27 noch einen signifikanten
Anteil an kinetischer Energie im Vergleich zur Dehnungsenergie der Probe aufweist. Bei
allen drei Probenformen ist erst dann der Anteil der kinetischen Energie sehr gering, wenn
der Zeitpunkt der Riflinitiierung, der etwas spéater als 37 liegt, beinahe erreicht ist. Dies



6.2 Vergleich und Bewertung der Verfahren zur Berechnung der Kerbspannungsintensitit83

verdeutlicht anschaulich die Forderung nach Bruchzeiten > 37 des ASTM-Normvorschlags
zur Auswertung entsprechender Versuche [23].

Es ergibt sich nun die Fragestellung, ob und inwieweit die Auswertung eines Schlagver-
suchs hinsichtlich des J-Integrals fiir Bruchzeiten, die deutlich friiher als 37 auftreten,
giltig ist. Die Forderung nach geniigend hohen Bruchzeiten ist einschrinkend und fiir
manche Anwendungsfalle nicht praktikabel. Es stellt sich auflerdem die Frage, welchen
Einflufl der Trdgheitspeak auf die Bestimmung des J-Integrals hat, dessen Energieanteil
sich aus der planimetrierten Flache der Kraft-Verschiebungs-Kurve ergibt.

Experimentell ist es sehr schwierig, den Einflufl des Tragheitspeaks zu bestimmen, da
die mogliche Beobachtungsphase nur sehr kurz ist und aufler optischen Verfahren kaum
Moglichkeiten bestehen, diese frilhen Phasen des Belastungsvorgangs und seine Aus-
wirkungen auf das Probenverhalten quantitativ zu bewerten. Zur Untersuchung solcher
Phinomene eignen sich gekoppelte Vorgehensweisen am besten [74], d.h. wenn numerische
Verfahren und experimentelle Beobachtungen gemeinsam angewendet werden, bieten sich
gute Moglichkeiten, solche Kurzzeit-Phidnomene zu untersuchen.

In den Abbildungen 6.18-6.20 sind die berechneten Energiefreisetzungsraten aus den ex-
perimentellen Ergebnissen mit den Werten, die sich aus dem AT,-Integral nach Atluri
ergeben, fiir die Zeit bis zur Riflinitiierung aufgetragen. Es ist zu erkennen, dafl fiir Zei-
ten nahe t,, die Unterschiede zwischen den experimentellen und den numerischen Werten
vergleichsweise gering sind, wenn man beriicksichtigt, da8 fiir diese Zeiten keine quantita-
tive Ubereinstimmung zu erwarten ist, was sich aus den vorher diskutierten Ergebnissen
ergibt. Dies gilt besonders fiir die Werte, die sich aus dem ebenen Dehnungszustand erge-
ben. Bei Zeiten ¢ < 1, 57 weichen die Werte allerdings stark voneinander ab, was zunachst
iiberrascht, da gerade bei diesen frithen Zeiten das globale Probenverhalten durch die
Simulation gut wiedergegeben werden konnte.
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Abbildung 6.18: J aus 2U (exp.) und AT, der Probe A45
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Abbildung 6.19: J aus 2U (exp.) und AT, der Probe A65
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Abbildung 6.20: J aus 2U (exp.) und AT, der Probe A90

Alle drei Probenformen weisen, abgesehen von der Gréfle der Oszillationen, qualitativ das
gleiche Verhalten auf: Sie bleiben iiber eine gewisse Zeit nach der Schlaghelastung ohne
nennenswerten Anstieg, erst dann ist ein deutlicher Zuwachs zu erkennen, und die Werte
nahern sich, zumindest fiir den Fall des ebenen Dehnungszustands, denen der experimen-
tell ermittelten an. Die Stirke der Oszillationen hingt offensichtlich mit der Steifigkeit
der Probe zusammen, wobei die Amplitude bei der Probenform A65 sehr grof ist. Aber
auch hier ist die Tendenz, sich der experimentellen Kurve anzunihern, klar zu erkennen.
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Die Annahme ebenen Spannungszustands unterschatzt bei allen drei Probenformen die
experimentell ermittelten J-Werte bei groBen Zeiten zum Teil erheblich. Dies ist mit den
Ergebnissen aus den Kraftberechnungen vereinbar, aus denen ersichtlich ist, dafl die be-
rechneten Krifte fiir den Fall des ebenen Dehnungszustands grofer sind als fiir den des
ebenen Spannungszustands, d.h. fiir den Fall des ebenen Dehnungszustands wird mehr
Energie in die Probe eingebracht, was zu einer hoheren Kerbspannungsintensitat fiihrt.

Auffallend ist jedoch der plétzliche starke Anstieg des numerisch bestimmten J-Wertes,
und zwar unabhéingig von der Probenform und der Modellwahl. Bis zu diesem Zeitpunkt
sind die Werte nahezu Null, von geringen Schwankungen abgesehen, was bedeutet, dafl
bis dahin die Kerbspannungsintensitit nur einen sehr geringen Wert hat. Auf den ersten
Blick stiitzt dieses Verhalten die These, dafl der Trdgheitspeak nicht zur Auswertung der
Kerbspitzenbelastung herangezogen werden soll. Dem ist aber entgegen zu halten, daf§
der plétzliche Anstieg erst zu einer Zeit t =~ 1, 757 auftritt, der Trigheitspeak hingegen
bei t = 7 schon abgeklungen ist.

Zur Erklarung kann der Effekt des Kontaktverlusts ebenfalls nur bedingt herhalten. Zur
Veranschaulichung des Probenverhaltens ist der Verlauf der Durchbiegung zu Beginn des
Schlagvorgangs in Abbildung 6.21 dargestellt.

t=0 t>0,57 t=r1

] I —

Beginn der Belastung  Beginn des Kontaktverlusts maximaler Kontaktverlust

t=1,257 t=1,57 t=1,757
S ) S
Kontakt eventuell wiederum Kontaktverlust Kontakt

(hangt von Probenform ab)
Abbildung 6.21: Anschauliche Darstellung der Phasen der Probenbelastung [4]

Nach dem Zeitpunkt der Lasteinleitung beginnt nach einer Zeit, die ungefahr der halben
Schwingungsdauer der Probe entspricht, die Phase des Abhebens. Das entspricht ungefihr
dem Zeitraum, den die von der Lasteinleitungsstelle ausgehenden Druckwellen benétigen,
um das Auflager zu erreichen. Das Abheben der Probe erreicht zu einer Zeit t =~ 7 den
Maximalwert. Danach kommt die Probe wieder in Kontakt mit dem Auflager, tendiert
bei t &= 1,57 jedoch wieder zum Abheben. Ob dieses Abheben stattfindet oder lediglich
ein Abfall des Hammersignals gemessen wird, hangt von der Steifigkeit der Probe ab. Fiir
Zeiten t > 1, 757 tritt nur bei sehr nachgiebigen Proben ein weiterer Kontaktverlust auf.

Durch dieses Verhalten der Probe kann zwar erklart werden, warum bei t = 1, 757 die
Kerbspannungsintensitat ansteigt, aber nicht, warum vor diesem Zeitpunkt die Kerbspitze
nahezu unbelastet ist. Die Ergebnisse des ATy-Integrals beziiglich der elastischen Probe
C400 zeigen, dafl der steile Anstieg nicht zu beobachten ist. Die Rifispitzenintensitit
nimmt im Einklang mit den experimentellen Ergebnissen kontinuierlich zu, von den durch
die Oszillationen der Hammerkraft induzierten Schwankungen abgesehen.

Die Vermutung liegt also nahe, dafl die Energie, die in der elastischen Probe zum Aufbau
der Kerbspannungsintensitit zu friithen Zeiten zur Verfiigung steht, bei den untersuchten
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Aluminium-Proben, deren Materialverhalten elastisch-plastisch ist, dissipiert wird, so daf§
es zu keinem Aufbau der Kerbspitzenbelastung kommt. Diese Energiedissipation tritt im
dem Bereich der Probe auf, der in der friihen Phase der Schlagbelastung den gréfiten Be-
anspruchungen ausgesetzt ist. Es mu8 also iiberpriift werden, welche Gréfle die plastischen
Verformungen im Bereich der Lasteinleitungsstelle aufweisen. Um diese Gréfle einordnen
zu konnen, soll zuerst die plastische Probenenergie, bezogen auf die Gesamtenergie der
Probe, dargestellt werden. In den Abbildungen 6.22-6.24 ist dieses Verhiltnis fiir die drei
untersuchten Probenformen dargestellt.
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Abbildung 6.22: Verhiltnis der plastischen Energie zur Dehnungsenergie (A45)
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Verhiiltnis von plastischer Energis zur Gesamtenergie (AG5)
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Abbildung 6.23: Verhiltnis der plastischen Energie zur Dehnungsenergie (A65)
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Abbildung 6.24: Verhiltnis der plastischen Energie zur Dehnungsenergie (A90)

Es ist gut zu erkennen, daBl das Verhiltnis der plastischen Energie zur Gesamtenergie
unabhingig von der Probenform einen &hnlichen Verlauf aufweist. Unter der Annahme
eines ebenen Spannungszustands ist der ermittelte Anteil der plastischen Energie grofier,
als es fiir die Annahme des ebenen Dehnungszustands der Fall ist, da hier ein héher-
er hydrostatischer Spannungszustand besteht, der das plastische Flielen behindert. Der
Maximalwert der bezogenen plastischen Energie wird zu der Zeit t ~ 0, 57 angenommen,
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was dem Zeitpunkt des Maximalwerts des Triagheitspeaks entspricht. Bei allen drei Pro-
benformen dhnlich ist auch der Zeitpunkt des minimalen Anteils der plastischen Energie
zur Zeit t =~ 7, was ungefihr dem Zeitpunkt des maximalen Kontaktverlustes entspricht.
Somit wird vermutet, dafi der Verlauf der bezogenen plastischen Dehnung mit dem zeit-
lichen Verlauf des Tragheitspeaks korreliert werden kann, da auch die Kraft-Zeit-Kurve
bei t &~ 7 ein Minimum aufweist.

Aufgrund dieser Uberlegungen wird gefolgert, daB die plastische Energie, die wihrend
des Auftretens des Trigheitspeaks in der Probe dissipiert wird, eine Auswirkung auf den
spaten Anstieg des AT,-Integrals hat. Es wird vermutet, dal aufgrund der Tragheitskrifte
in elastisch- plastischen Materialien ein gewisser Anteil der Schlagenergie im Bereich der
Krafteinleitungsstelle dissipiert wird, der zum Aufbau der Kerbspannungsintensitat dem-
zufolge nicht zur Verfiigung steht. Um diese Vermutung zu iiberpriifen, wird das Verhalt-
nis der im Bereich der Krafteinleitungsstelle dissipierten Energie zur gesamten plastischen
Energie der Probe berechnet. Dazu wurde die plastische Energie der finiten Elemente auf-
summiert, die im Bereich des Aufschlagpunkts des Hammers liegen. Das Ergebnis ist in
Abbildung 6.25 dargestellt..

Verhiilinis von plastischer Energie im Bereich der Kontaktfliche zur gesamten plastischen Energie
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Abbildung 6.25: Verhéltnis von lokaler zu globaler plastischer Dehnung fiir die Probe
A45

Man erkennt, daB nahezu der gesamte Anteil der plastischen Energie, der in der Probe
dissipiert wird, in der Krafteinleitungsstelle vorliegt. Die Annahme scheint daher gerecht-
fertigt, daB ein noch zu bestimmender Anteil der Energie, die durch den Hammeraufprall
in die Probe eingebracht wird, im Zeitbereich 0 < t < 7 im Bereich des Kraftangriffspunkts
dissipiert wird und somit nicht zum Aufbau der Kerbspannungsintensitit beitrigt.

Aufgrund der numerischen Ergebnisse wird nunmehr festgestellt, dafl wihrend des Auf-
tretens des Trigheitspeaks im Bereich der Lasteinleitungsstelle plastische Dehnungen ent-
stehen, die sich auf die zu berechnende Energiefreisetzungsrate auswirken. Dieser Einfluf
soll nun quantifiziert werden.
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Nach der Berechnungsgleichung fiir das J-Integral (Gleichung (2.13)) wird die aus der
Kraft- Verformungs-Kurve ermittelte Energie zur Auswertung des J-Integrals herangezo-
gen. Wird der Tragheitspeak mit ausgewertet, so ergibt sich wegen der bisher dargestellten
Uberlegungen ein Wert, der korrigiert werden muf. In den Abbildungen 6.26-6.27 ist fiir
die Probe A45 das berechnete J-Integral aus der experimentell ermittelten Energie sowie
das um den Anteil der plastischen Energie korrigierte J-Integral dargestellt. Zum Vergleich
werden auch die Werte des AT,-Integrals aufgefiibrt.
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Abbildung 6.26: Korrigierte 2U-Auswerteformel im Vergleich mit dem experimentell
ermittelten J-Integral und dem AT,-Integral (ESZ)
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J-Werte (A4S)
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Abbildung 6.27: Korrigierte 2U-Auswerteformel im Vergleich mit dem experimentell
ermittelten J-Integral und dem AT,-Integral (EDZ)

Es ist zu erkennen, daf der Unterschied zwischen dem auf herkommliche Weise berech-
neten J-Integral und dem um die dissipierte Energie korrigierten J-Integral zu einer Zeit
t = 7 den grofiten Wert annimmt. Dies ist fiir alle drei Probenformen zu beobachten.

Wie bereits in Abschnitt 3.1.1 dargelegt wurde, wird die Probenenergie aus der plani-
metrierten Fliache der Kraft-Verschiebungs-Kurve bestimmt. Es besteht aber Unklarheit
dariiber, inwieweit die Energie, die sich aus der Fliche unter dem Trigheitspeak er-
gibt, beriicksichtigt werden mufs. Anhand der hier dargestellten Ergebnisse soll nun eine
Moglichkeit angegeben werden, den Anteil dieser Energie festzulegen. Dazu ist in den
Abbildungen 6.28-6.30 das Verhiltnis des korrigierten zum unkorrigierten J-Integral als
Funktion der Schwingungsdauer dargestellt.
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Abbildung 6.28: Verhiltnis von Jy./J der Probe A45
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Abbildung 6.29: Verhiltnis von Jy,r/J der Probe A65
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Veshiiltnis von korigiestem zu unkorrigiertem J-Integral (A90)
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Abbildung 6.30: Verhiltnis von Jy,r/J der Probe A90

Fiir die Anfangszeit der Belastung besteht kein Unterschied zwischen den J-Integral-
Werten, da noch keine plastische Energie dissipiert wurde. Hingegen ist die Differenz,
die sich durch die Korrektur ergibt, fiir Zeiten bis t &~ 1, 57 signifikant, wenn man den
Fall des ebenen Dehnungszustands betrachtet. Fiir die Annahme ebenen Spannungszu-
stands sind deutliche Auswirkungen sogar bis zu einer Zeit von t ~ 27 festzustellen. Die
Annahme eines ebenen Spannungszustands iiberschitzt die Auswirkungen allerdings, da
die berechneten plastischen Zonen im Vergleich zu denen, die sich in realen Bauteilen
ergeben, zu groB sind. Die Annahme eines ebenen Dehnungszustands ist konservativ, d.h.
die Grofe der plastischen Zone ist geringer, als es in der Probe der Fall ist.

Vergleicht man die Ergebnisse fiir die verschiedenen Probengeometrien untereinander, so
stellt man fest, da8 der zeitbezogene Verlauf der Kurven dhnlich ist. Das Minimum wird
jeweils zur Zeit t =~ 0, 57 angenommen, was ungefihr dem Zeitpunkt entspricht, zu dem
der Triagheitspeak den Maximalwert annimmt. Fiir Zeiten t > 0,57 nimmt die Auswir-
kung der Korrektur quantitativ ab, bis sie schliefllich klein im Vergleich zum Absolutwert
ist. Im Zeitbereich t > 27 konnen im Rahmen der vorliegenden Arbeit keine quantitativen
Angaben mehr gemacht werden, da die Feldgré8en, die im Rahmen der numerischen Si-
mulation ermittelt werden, im Vergleich mit den experimentellen Ergebnissen zu ungenau
sind, um giiltige Aussagen zu treffen.

Die Ergebnisse der Proben A45 und A90 sind auch quantitativ vergleichbar. Beide Kurven
weisen fiir gleiche Zeiten 7 &hnliche Verhiltnisse der korrigierten zu den unkorrigierten J-
Integralwerten auf. Die Werte der Probe A65 hingegen liegen hoéher, d.h. die Auswirkung
der Korrektur ist geringer als bei den anderen Proben. Die Ergebnisse lassen sich aber
eventuell korrelieren, wenn man das Verhiltnis des Auflagerabstands zur Hohe der Probe
beriicksichtigt. Die Kurven weisen dann auch quantitativ ungefihr den gleichen Verlauf
auf. Dies wiire aber spekulativ, gesicherte Erkenntnisse {iber diesen Zusammenhang liegen
nicht vor und werden daher im Rahmen der vorliegenden Arbeit nicht weiter verfolgt.
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In Abbildung 6.31 ist der Verlauf der Korrekturfaktoren fiir den Fall des ebenen Deh-
nungszustands dargestellt. Man erkennt, dafi die Werte fiir die Proben A45 und A90 gut
iibereinstimmen, die Werte fiir die Probe A65 hingegen deutlich héher liegen.

Kotrekturfakior fir die drei Proben A4S, AGS und A90
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Abbildung 6.31: Korrekturfaktoren fiir das J-Integral fiir die Proben A45, A65, und
A90

Als Ergebnis der dargestellten Untersuchungen soll nun die Formel fiir das kor-
rigierte J-Integral angegeben werden. Sie soll in die Lage versetzen, dafl gesamte
Kraft-Verschiebungs-Diagramm unter Beriicksichtigung des Trigheitspeaks hinsichtlich
der Energie auszuwerten, so daB keine Annahmen {iber Ausgleichsgeraden oder Kur-
venglattungen getroffen werden miissen. Sie gilt quantitativ fiir den hier verwendeten
Werkstoff Al 2024 T351 und die entsprechende Probenform:

2 (U e Ukorr (T))
d(w — a)

Jkorr = (61)
Ukorr(T) kann aus der Abbildung 6.31 fiir die verschiedenen Probengeometrien zu den
entsprechenden Zeiten entnommen werden.

Es stellt sich die Frage, warum das AT,-Integral nach Atluri zwar das korrigierte J-Integral
im Bereich bis t = 0, 57 gut beschreibt, aber fiir die Zeit bis t = 1, 757 weiterhin im Bereich
von Null bleibt. Diese Abweichung soll an dieser Stelle nicht {iberbewertet werden, da die
Fehler, die sich aufgrund der numerischen Modellierung in den quantitativen Ergebnissen
fir AT, ausdriicken, sicherlich eine Rolle spielen. Trotzdem soll versucht werden, fiir diese
Frage zumindest eine qualitative Erkldrung zu finden. Betrachtet man die Versuchsergeb-
nisse und die numerischen Vergleichsrechnungen der elastischen Probe C400, so stellt man
fest, dafB8 ab einer Zeit von t = 0, 57 die K-Werte zuriickgehen. Dieser Riickgang setzt sich
fort bis zur Zeit von t = 1,37. Danach steigt der K-Faktor wieder an. Dieses oszillierende
Verhalten ist charakteristisch fiir eine schlagbelastete Probe, d.h. die kinetischen Einfliisse
in der Probe haben zur Folge, daf§ die Kerbspannungsintensitidten sowohl positive als auch
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negative Gradienten aufweisen konnen. Diese Einflisse sind auch bei elastisch-plastischen
Proben vorhanden, wie der Vergleich der berechneten Ubergangszeit mit dem Ergebnis
der Formel von Nishioka zeigte. Die Phase der Entlastung tritt also ebenfalls auf, was dazu
fiihrt, dal der berechnete Wert des AT, -Integrals fiir diesen Zeitbereich nur sehr gering
ist, bevor man eine Zunahme aufgrund der Probenbeanspruchung beobachten kann. Eine
Abnahme des J-Integral-Wertes, welcher mit Hilfe der Gleichung (2.13) berechnet wird,
ist hingegen nicht méglich, da die Bestimmung auf einer quasi-statischen Auswertung be-
ruht. Somit ist zumindest qualitativ eine Erklirung der zeitlichen Verzogerung zwischen
der Zunahme des korrigierten 2U-Integrals und der des AT,-Integrals moglich.

Bevor nun ein Vergleich der Ergebnisse mit den J-Integral-Werten folgt, die aus den Kau-
stikenaufnahmen der dynamischen Versuche erhalten werden, soll auf die Giiltigkeit der
Verwendung des AT,-Integrals eingegangen werden. Als Indikator fiir eine hinreichend
gute Modellierung soll die Wegunabhangigkeit verwendet werden. Wenn diese Wegun-
abhingigkeit gegeben ist, so wird davon ausgegangen, dafl das ATp-Integral hinreichend
gut die Kerbspannungsintensitit beschreibt. Das AT, -Integral ist als wegunabhingiges
Integralkriterium eingefiihrt worden; zeigt es bei seiner Anwendung auf ein Problem,
das eine Singularitit beinhaltet, wegunabhingiges Verhalten, so kann davon ausgegangen
werden, dafl die Beschreibung der Beanspruchungsintensitit ausreichend wiedergegeben
wird.

In Abbildung 6.32 ist die Wegunabhangigkeit exemplarisch fiir die Probe A45 fiir zwei

Integralwege aufgefiihrt. Zur Lage des inneren bzw. dufieren Pfades wird auf Abbildung
6.2 verwiesen.
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Abbildung 6.32: Wegunabhingigkeit des AT,-Integrals fiir die Probe A45 (EDZ)



6.2 Vergleich und Bewertung der Verfahren zur Berechnung der Kerbspannungsintensitit9s

Man erkennt, daB die Wegunabhéngigkeit gegeben ist. Daher wird davon ausgegangen,
daffi das AT,-Integral die Kerbspannungsintensitit gut wiedergeben kann. Einschrinkend
mufB allerdings gesagt werden, dal keine Wege gewihlt worden sind, die weit von der
Kerbspitze entfernt liegen. Deshalb kann keine Aussage dariiber gemacht werden kann,
inwieweit die Wegunabhingigkeit fiir solche Integralwege gegeben ist.

An dieser Stelle wird darauf hingewiesen, dafl das AT,-Integral nicht zur Quantifizierung
der Gleichung (6.1) benttigt wird. Sein zunéchst unerklirlicher Verlauf zu den Zeiten,
in denen der Triigheitspeak dominierte, fiihrte zu den energetischen Uberlegungen, die
als Ergebnis der vorliegenden Arbeit dargestellt werden. Es stellt sich fiir die Giiltigkeit
der hier vorgestellten Untersuchungen nicht die Frage, ob das AT,-Integral geeignet zur
Beschreibung der dynamischen Belastung einer gekerbten Probe ist. Allerdings ist es von
Bedeutung fiir numerische Untersuchungen von dynamisch belasteten Proben, dafl sei-
ne Wegunabhingigkeit auch fiir solche bruchmechanischen Probleme, deren Singularitat
nicht durch einen Riff beschrieben wird, gezeigt werden kann.

Die Ergebnisse der korrigierten Bestimmungsformel werden im folgenden mit den experi-
mentellen Werten verglichen, die aus den Kaustikenaufnahmen resultieren.

In den Abbildungen 6.33-6.35 ist der Vergleich der J-Integral-Werte aus den Kaustiken-
messungen mit den J-Integral-Werten dargestellt, die aus der korrigierten Probenenergie
erhalten werden. Da die vorausgesagte Kerbspannungsintensitat fiir Zeiten t < 7 nur sehr
klein ist, sollte dieses Verhalten durch die Kaustikenmessungen wiedergegeben werden.
Allerdings miissen Einschrinkungen beziiglich der Aussagekraft der gemessenen Kausti-
ken gemacht werden, wenn sie auf kleine Proben angewendet wird. Wie in Abschnitt 2.3.2
dargelegt wurde, besteht fiir die Urkreisradien der Kaustiken eine Mindestanforderung
an ihre Grofle, namlich die halbe Probendicke. Wird diese nicht eingehalten, werden die
Kerbspannungsintensititen durch die Melwerte unterschitzt. Da die Probendicke 10mm
betrigt, sollte der Urkreisradius also ungefihr 5mm aufweisen, um giiltige Mefiwerte zu
erhalten. Bei dieser Grofle des Urkreisradius sind aber Randeinfliisse der Proben auf die
Kaustikenform nicht auszuschlieflen, was dazu fithren kann, dafl die Kerbspannungsinten-
sitdt nicht korrekt wiedergegeben wird.
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Vergleich der korrigierten J-Werte und der J-Werte aus Kaustiken (A45)
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Abbildung 6.33: Vergleich der J-Integral-Werte, ermittelt aus Kaustiken und der korri-
gierten Probenenergie der Probe A45

Vergleich der korrigierten J-Werte und der J-Werte aus Kaustiken (A65)
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Abbildung 6.34: Vergleich der J-Integral-Werte, ermittelt aus Kaustiken und der korri-
gierten Probenenergie der Probe A65
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Vergleich der korrigierten J-Werte und der J-Werte aus Kaustiken (A90)
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Abbildung 6.35: Vergleich der J-Integral-Werte, ermittelt aus Kaustiken und der korri-
gierten Probenenergie der Probe A90

Unter Beriicksichtigung der obengenannten Einschridnkungen 148t sich feststellen, daf§ die
aus den Kaustiken ermittelten J-Integral-Werte die Ergebnisse des J-Integrals, berechnet
aus der korrigierten Probenenergie, bestitigen. Es wird nochmals darauf hingewiesen, da8
aufgrund der Einschrankungen, denen die Auswertung der Kaustiken im vorliegenden Fall
unterworfen ist, diese Aussage nur von qualitativer Natur sein kann.

6.3 Die elastodynamische Vergleichslésung

Die Berechnungsformel zur Bestimmung des K(t)-Verlaufs einer dynamisch belasteten, an-
gerissenen Dreipunktbiegeprobe ist in Abschnitt 5.3 bereits dargestellt worden. Hier sollen
nun die Ergebnisse prisentiert und diskutiert werden, die sich aus einer entsprechenden
Untersuchung ergeben haben.

Berechnet wurde die im vorigen Abschnitt bereits beschriebene Charpy-Probe C400 aus
Araldit B, welches linear-elastisches Materialverhalten aufweist. Dargestellt ist in Abbil-
dung 6.36 der K(t)-Verlauf, der sich aus der Berechnung unter Verwendung von Gleichung
(5.51) ergeben hat.
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Kraft und K(t)-Verlauf (C400)
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Abbildung 6.36: Experimentell ermittelte Kraft und K-Faktor im Vergleich zur K(t)-
Lésung nach Kishimoto

Wie aus dem Vergleich mit den Mefwerten des K(t)-Verlaufs erkennbar ist, wird der erste
Bereich bis ca. 0,6 ms gut wiedergegeben Das Absinken der Spannungsintensitit wird
allerdings nicht beschrieben, so dafi die Gegenlaufigkeit von P(t) und K(t) mit dieser
Simulation nicht erreicht wird. Dies ist verstéindlich, wenn man bedenkt, dal das Ab-
hebverhalten, das die Probe aufweist, durch das Modell, welches der Berechnungsformel
zugrunde liegt, nicht beriicksichtigt wird. Weiterhin ist die der Herleitung der Gleichung
zugrunde liegende Annahme, die Verschiebung der Rifispitze sei gleich der Verschiebung
des Kraftangriffspunktes, nicht gerechtfertigt. Die ist in Abbildung 6.37 verdeutlicht.
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Weg des Kraftangriffspunkts und der Riispitze (C400)
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Abbildung 6.37: Numerisch ermittelte Verschiebung des Kraftangriffspunktes und der
Riflspitze der Probe C400

Die dargestellten Ergebnisse entstammen der FE-Modellierung, die im vorigen Abschnitt
bereits erwahnt wurde. Es ist deutlich erkennbar, daB die Verschiebung des Kraftangriffs-
punktes und der RiBspitze nicht gleich verlaufen. Wahrend der Kraftangriffspunkt im
wesentlichen die Verschiebung des Hammers aufweist, zeigt die Verschiebung der Rifispit-
ze eine schwingende Form. Die Frequenz dieser Schwingung entspricht ungefihr 2/3r. Die
Beziehung ist demnach fiir solche Berechnungen, die das in einem Schlagversuch gemessene
P(t) als Ausgangsdatum wihlen, nicht geeignet, da die Annahme, der Kraftangriffspunkt
und die Rifispitze verschieben sich in gleicher Weise, offensichtlich nicht erfiillt ist.

Aus Gleichung (5.51) ist erkennbar, dafl der quasi-statisch bestimmte K-Faktor als Vor-
faktor multiplikativ mit dem Zeitintegral verkniipft ist. Bei der Herleitung von Gleichung
(5.51) wird folgende Beziehung verwendet:

K(t) = ku,(t) (6.2)

wobei k einen Proportionalititsfaktor darstellt. uy(t) ist die zeitabhingige Verschiebung
in Kraftrichtung im Kraftangriffspunkt. Diese Formulierung 148t es zu, die Formulierung
. der Verschiebung uy(t) so zu verdndern, dafl einer Beschreibung der Verschiebung der
Rifispitze gemifB obigem Ergebnis Rechnung getragen wird:

uR(t) = u,(t) [1 _ sin (%’Ti)] “eap (-%) (6.3)

3

Die Exponentialfunktion stellt ein Dampfungsglied dar, welches entsprechend den im vo-
rigen Abschnitt gewonnenen Erkenntnissen gewdhlt wurde. Dort wurde festgestellt, daf
zu der Zeit t =~ 7 der Trdgheitspeak vollstandig zuriickgegangen ist, so daB sich fiir die
folgenden Zeiten das dynamische Verhalten der Probe immer mehr dem quasi-statischen
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Zustand annihert. Deshalb wird als Dampfungsfaktor die Zeit auf die Schwingungsdau-
er 7 der gelagerten, angerissenen Charpy-Probe bezogen. Das schwingende Verhalten der
Verschiebung an der Rifispitze wird als Sinusschwingung mit der oben bestimmten Schwin-
gungsdauer 2r angenommen. Der Vorfaktor = Tes (siche Abschnitt 2.1.4.3) dient der
quantltatlven Anpassung. Berechnet man den Verlauf von K{(t) mit Hilfe dieser modifi-
zierten Formel, so erhilt man das Ergebnis, das in Abbildung 6.38 dargestellt ist:
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Abbildung 6.38: Vergleich des experimentellen K(t)-Verlaufs mit dem modifizierten
K(t)

Der Verlauf des experimentell bestimmten K-Faktors wird durch die modifizierte Bestim-
mungsgleichung fiir K(t) gut wiedergegeben. Dieses Ergebnis zeigt, dafi zumindest fiir den
elastodynamischen Fall die Oszillationen im K(t)-Verlauf mit den Oszillationen, denen die
Verschiebung der Riflspitze unterworfen ist, korreliert sind.

Im vorigen Abschnitt wurde versucht, den gegeniiber dem korrigierten J-Integral verspite-
ten Anstieg des ATp-Integrals mit dem dynamischen Verhalten der Probe zu verbinden.
Diese These soll nun mit Hilfe der modifizierten K(t)-Formel erhéirtet werden. Wenn
auch nicht erwartet werden kann, dafl die K(t)-Werte quantitativ mit den ermittelten
J-Integral-Werten iibereinstimmen, so sollte zumindest das im allgemeinen beobachtete
gegenldufige Verhalten der Kraft und des K-Faktors, das auch aus der Abbildung 6.38
deutlich hervorgeht, wiedergegeben werden kénnen. In den Abbildungen 6.39-6.41 sind
die Ergebnisse fiir die drei Probengeometrien, die im vorigen Abschnitt untersucht worden
sind, dargestellt.
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Abbildung 6.39: Hammerkraft und korrigierter K(t)-Verlauf der Probe A45
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Abbildung 6.40: Hammerkraft und korrigierter K(t)-Verlauf der Probe A65
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Kraft und K-Faktor der korrigierten clastodynamischen Vergicichaldeung (A90)
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Abbildung 6.41: Hammerkraft und korrigierter K(t)-Verlauf der Probe A90

Fiir alle drei Probenformen wird die experimentell zu beobachtende Gegenlaufigkeit
der Hammerkraft und des K(t)-Verlaufs sehr gut wiedergegeben. Die Gleichung ist auf
elastisch- plastisches Materialverhalten zwar nicht anwendbar, aber diese Einschrinkung
bezieht sich nur auf die quantitativen Werte des K-Faktors, nicht auf die qualitative Be-
schreibung des dynamischen Verhaltens der Proben.
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In der vorliegenden Arbeit wurde auf der Basis des Vergleichs von Ergebnissen aus expe-
rimentellen Untersuchungen und numerischen Simulationen eine Korrektur der iiblichen
Vorgehensv'neise bei der Bestimmung der Kerbspannungsintensitit aus dem instrumen-
tierten Kerbschlagbiegeversuch vorgeschlagen. Die Korrektur begriindet sich durch ener-
getische Uberlegungen, die durch die numerische Simulation der Schlagbelastung einer
Charpy-Probe quantifiziert wurden. Vornehmlich wirkt sich der Einflu} der modifizier-
ten Berechnung der Kerbbeanspruchung in den friihen Phasen der Belastung aus, wenn
die Trigheitskrifte in der Probe einen grofien EinfluB aufweisen. Es wurde festgestellt,
daB fiir Zeiten, zu denen die Trégheitskrifte nur noch einen sehr geringen Einfluff auf
das Probenverhalten erkennen lassen, die korrigierte Berechnung der Kerbspannungsin-
tensitat von der GroBenordnung her die gleichen Ergebnisse liefert wie die herkémmliche
Berechnungsweise. Fiir Zeiten, die im Bereich des Auftretens des Tragheitspeaks liegen,
ist der Einflul der Korrektur hingegen erheblich.

Die Bedeutung der modifizierten Formel zur Auswertung experimenteller Daten hinsicht-
lich der Bestimmung von Kerbspannungsintensititen liegt darin, dafl keine Vereinfach-
ungen oder Annahmen beziiglich der Beriicksichtigung des energetischen Anteils, den
der Tragheitspeak zur Kerbbeanspruchung liefert, notwendig sind. Die Energie aus der
Kraft-Verschiebungs- Kurve kann vollstindig zur Bestimmung des J-Integrals verwendet
werden, vermindert um den Anteil, der sich aus der Korrekturfunktion Uy, (7) ergibt.
Dieses Ergebnis ist besonders dann von Interesse fiir praktische Auswertungen, wenn die
Bruchzeiten von Proben in dem zeitlichen Bereich t < 27 liegen, in dem die Tragheitskrifte
in der Probe eine signifikante Auswirkung auf die Entwicklung der Kerbbeanspruchung
haben.

Ein Vergleich der vorliegenden Ergebnisse beziiglich der verschiedenen Probengeometrien
148t vermuten, dafl eine Korrelation zwischen den Korrekturfunktionen und den geome-
trischen Abmessungen der Proben gefunden werden kann. Der qualitativ gleiche Verlauf,
den die Korrekturfunktionen aufweisen, ist ein deutlicher Hinweis darauf. Im Rahmen
dieser Arbeit konnten solche Untersuchungen allerdings nicht erfolgen, da die Anzahl der
analysierten Probengeometrien fiir eine solche Korrelation nicht ausreicht.

Die Korrekturfunktionen wurden anhand der Ergebnisse aus dem FE-Modell des ebenen
Dehnungszustands quantifiziert. Diese Annahme ist, wie bereits erwahnt wurde, konser-
vativ, d.h. die in der Realitit zu erwartende GroBe der dissipierten Energie wird un-
terschétzt. Der tatsidchliche Verlauf wird im Bereich zwischen den Werten angenommen,
die sich aus der Modellierung ebenen Spannungs- bzw. ebenen Dehnungszustands erge-
ben. Um genauere Ergebnisse zu erhalten, ist deshalb eine 3D-Simulation notwendig. Der
numerische Aufwand einer solchen Modellierung ist allerdings betréchtlich, ebenso wie die
dazu erforderliche Rechen- und Speicherleistung, da die Anzahl der Ergebnisdaten erheb-
lich ansteigt. Eine Vorgehensweise, wie sie im Rahmen der vorliegenden Arbeit prisentiert
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wurde, ist fiir dreidimensionale Analysen nicht mehr sinnvoll. Der Aufwand, die von einem
FE-Programm berechneten Daten nach jedem Zeitinkrement in ein eigenes Programm zur
Berechnung der Spannungsintensititen zu iibertragen, ist nach dem heutigen Stand der
Rechnerkapazititen nicht gerechtfertigt. Ein Vorschlag zur Losung ist die Implementie-
rung eines zur Bestimmung der Kerbbeanspruchung schlagbelasteter Proben geeigneten
Berechnungsmodells in ein kommerzielles FE-Programm, was den technischen Rechenauf-
wand erheblich senken wiirde. Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete wegunabhingige
ATy-Integral ist fiir rilbehaftete Proben definiert. Die theoretische Grundlage fiir seine
Anwendung auf gekerbte Bauteile oder Proben ist nicht gegeben. Die Ergebnisse, die so-
wohl beziiglich der Wegunabhiingigkeit als auch der quantitativen Ubereinstimmung mit
experimentellen Daten erzielt wurden, lassen allerdings darauf schlieflen, dafi die Unge-
nauigkeiten, die durch die Anwendung des AT -Integrals auf das vorliegende Problem
auftreten, klein genug sind, um seine Verwendung zur Berechnung der Kerbspannungsin-
tensitat zu rechtfertigen.

Die Modellierung und Bestimmung der Dehnungskonzentrationen, die sich fiir elastisch-
plastisches Materialverhalten im Bereich der Kerbspitze ergeben, war nicht Gegenstand
der Untersuchung. Deshalb wurden keine singuliren Elemente [106] verwendet, sondern
der Bereich um den Kerb wurde mit isoparametrischen Elementen mit quadratischer An-
satzfunktion vernetzt, die fiir das gesamte Modell verwendet wurden. Da der Bereich um
die Rifispitze nicht zur Berechnung des AT,-Integrals benétigt wurde, ist diese Vorge-
hensweise gerechtfertigt.

Erwihnt werden soll in diesem Zusammenhang die Problematik der Kontaktmodellierung
zwischen Hammer und Probe. Im Verlauf der Diskussion der Ergebnisse ist bereits ange-
sprochen worden, dafl die hier verwendeten Kontaktelemente zwar eine gute Wiedergabe
der gemessenen Hammerkrifte ermdglichen. Diese Aussage gilt allerdings nur fiir die An-
fangszeiten der Belastung. Ein Grund dafiir liegt sicherlich in der diskreten Modellierung
des Knotenkontakts, mit der das Auftreffen des Hammers auf die Probe simuliert wird.
Geeigneter wire ein Algorithmus, der stetige Kontaktflichen bereitstellt, ohne die in Ka-
pitel 5 angesprochenen Nachteile des Ineinanderdringens der Kontaktflichen aufzuweisen.

Im Rahmen dieser Arbeit war der Aluminium-Werkstoff Al 2024 T351 Gegenstand der
Untersuchung. Das verwendete Materialmodell wurde als elastisch-plastisch mit isotroper
Verfestigung angenommen. Die Annahme isotroper Verfestigung ist im allgemeinen bei
Metallen nur unter monotoner Beanspruchung zu rechtfertigen [32]. Zur Beschreibung des
Materialverhaltens unter Be- und Entlastungsvorgingen ist ein Verfestigungsmodell, da$
die kinematische Verfestigung einschlieBit, sicherlich besser geeignet. Inwieweit das fiir den
hier untersuchten Werkstoff gilt, ist allerdings im Rahmen dieser Arbeit nicht betrachtet
worden.

Weiterhin wurde angenommen, dafi das Materialverhalten des Werkstoffs nicht von der
Deformationsrate abhiingt. Diese Annahme ist fiir Aluminium weitgehend giiltig. Werden
allerdings Materialien untersucht, die eine solche Abhingigkeit von der Verformungs-
geschwindigkeit aufweisen, so ist die Implementierung eines viskoplastischen Material-
modells vonnéten. Einschriankend ist zu sagen, dafi die Bestimmung der zur Anwendung
eines solches Modells notwendigen Materialparameter sehr aufwendig ist.

Ein weiterer Einfluf auf den Verlauf der Korrekturfunktion ist sicherlich durch die An-
fangsgeschwindigkeit des Fallhammers gegeben. Es 148t sich vermuten, dal mit zuneh-
mender Geschwindigkeit der beobachtete Effekt grofler wird, unter der Voraussetzung,
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daB die Fliefigrenze bei einer Erhohung der Deformationsrate nicht ebenfalls so stark an-
steigt, dafl die dissipativen Vorginge in der Probe gleich bleiben oder geringer werden.
Hier sind weitere Studien notwendig, um den Einfluf der Belastungsgeschwindigkeit auf
die Korrekturfunktion unter Verwendung verschiedener Werkstoffe zu priifen.

Die experimentellen Ergebnisse, die das Kaustikenverfahren liefert, sind fiir den hier vor-
liegenden Anwendungsfall vorsichtig zu interpretieren. Einerseits bestdtigen sie den un-
tersuchten Effekt, daff die Kerbbeanspruchung erst nach dem Ende des Tréigheitspeaks
signifikant ansteigt. Andererseits sind die moglichen Auswirkungen der Einfliisse hoherer
Ordnung auf die Spannungen, bedingt durch Randeffekte und optische Verzerrungen bei
den verwendeten kleinen Proben nicht quantifizierbar und kénnen dazu fiihren, daf die
Ergebnisse der Kaustiken hier fehlinterpretiert werden. Eine Moglichkeit zur Uberpriifung
ist die Untersuchung hochskalierter Charpy-Proben, die frei von den erwihnten storenden
Einfliissen sind, so daf die experimentellen Untersuchungen auf einer gesicherten Grund-
lage stehen.

Die gewihlte Korrektur der elastodynamischen Bestimmungsformel nach Kishimoto zeigt
selbst fiir elastisch-plastisches Materialverhalten qualitativ einen im Einklang mit ande-
ren Untersuchungen [4] stehenden Verlauf der Spannungsintensitit an einer kerb- oder
rifbehafteten Probe. Quantitativ weist sie eine gute Ubereinstimmung mit experimen-
tellen Ergebnissen bei linear-elastischem Materialverhalten auf, wobei allerdings nur eine
Probenform beriicksichtigt wurde. Einschrinkend ist zu sagen, daf die der Bestimmungs-
gleichung zugrunde liegende theoretische Losung eine falsche Annahme beziiglich des dy-
namischen Verhaltens einer schlagbelasteten Biegeprobe trifft. Das Abhebverhalten, daf3
die Proben bei einer solchen Beanspruchung aufweisen, mufl beriicksichtigt werden, um
eine giiltige Grundlage zur Entwicklung einer Lésung dieses Problems zu erhalten.
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Die vorliegende Arbeit hatte zum Ziel, den Einflufl der Trigheitskrifte auf die Bestimmung
der Kerbspannungsintensitit schlagbelasteter, duktiler Biegeproben zu untersuchen und
zu quantifizieren. Bei der Ermittlung der Kerbbeanspruchung nach der iiblichen energe-
tischen Bestimmungsmethode werden deren Auswirkungen entweder vernachlissigt oder
gemittelt. Dadurch entstehen Ungenauigkeiten bei der Berechnung des zeitlichen Verlaufs
der Kerbspannungsintensitit, was Auswirkungen auf die so ermittelten Werkstoffkenn-
werte haben kann.

Der zeitliche Verlauf der Kerbbelastung wurde durch die Verbindung von experimentel-
len Befunden und numerischen Simulationen beschrieben. Als Modellwerkstoff wurde die
Aluminium-Knetlegierung AL 2024 mit der Warmebebandlung T351 ausgewihit. Sie be-
sitzt eine niedrige Streckgrenze und weist ein ausgepragtes plastisches Verhalten auf. Ver-
wendet fiir die Untersuchungen wurden verkiirzte Charpy-Proben, die mit einem V-Kerb
versehen wurden.

Der instrumentierte Kerbschlagbiegeversuch ist ein zur Untersuchung gekerbter Proben
geeignetes Priifverfahren, um den Einflul einzelner Energieanteile, die zum Bruch der
Probe beitragen, zeitlich einzugrenzen und Aussagen iiber das dynamische Verhalten der
Proben zu treffen. Fiir unterschiedliche Probenabmessungen wurde der zeitliche Verlauf
der Hammerkraft unter Verwendung der DMS-Technik ermittelt und daraus die in der
Probe gespeicherte Energie errechnet. Das dynamische Verhalten der Proben zeigte eine
deutliche Abhangigkeit der Ausprigung des Trigheitspeaks von der Probengeometrie.

Das schattenoptische Kaustikenverfahren ist ein optisches Mefiverfahren zur Bestimmung
von Spannungsgradienten in Proben und Bauteilen. Mit Hilfe dieses Verfahrens wurde
der zeitliche Verlauf der Kerbspannungsintensitit bestimmt. Dazu wurden die Proben im
Bereich des Kerbs verspiegelt und mit Hilfe einer Cranz-Schardin Hochgeschwindigkeits-
kamera die Kerbbelastung wahrend des Schlagvorgangs bestimmt.

Zur numerischen Simulation des Schlagversuchs wurde das kommerzielle FE-Programm
ABAQUS verwendet. Es verfiigt iiber geeignete Moglichkeiten zur Modellierung des Kon-
takts zwischen dem Hammer und der Probe sowie zu einer solchen Modellierung des Auf-
lagers, dafl ein Abheben der Probe moglich ist. Das Materialverhalten der Probe wurde
isotrop elastisch-plastisch simuliert, wobei ein deformationsratenunabhingiges Werkstofi-
modell verwendet wurde. Das Materialverhalten des Hammers wurde linear- elastisch
angenommen. Sowohl von der Probe als auch vom Hammer wurde ein ebenes FE- Modell
erstellt.

Die Simulation des Schlagvorgangs wurde fiir drei verschiedene Probenformen unter der
Annahme eines ebenen Spannungs- und ebenen Dehnungszustands durchgefiihrt. Die Er-
gebnisse der Simulation hinsichtlich des Kraftverlaufs im Kontaktbereich Hammer-Probe,
des Abhebverhaltens der Probe und der Probenenergie stimmten mit den experimen-
tellen Ergebnissen gut iibercin, insbesondere in der Anfangsphase der Belastung. Das
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AT,-Integral nach Atluri [15] stellt ein Ma8 fiir die Energiefreisetzungsrate in dynamisch
belasteten, angerissenen Proben dar. Es wurde fiir jeden Zeitschritt mit Hilfe des selbst
erstellten Programms JINT berechnet und vom qualitativen und quantitativen Verlauf her
mit den J-Integral-Werten verglichen, die aus der experimentell bestimmten und nume-
risch berechneten Probenenergie ermittelt wurden. Es zeigte sich, dafl zu den Zeiten des
Belastungsvorgangs, bei denen die Trégheitskrifte in der Probe dominieren, die berech-
neten Werte des AT,-Integrals nur auf eine sehr geringe Kerbbeanspruchung hindeuten.
In dieser Phase weisen die nach der Energiemethode bestimmten Kerbbeanspruchungen
bereits einen deutlichen Anstieg auf. Dieses Verhalten tritt unabhingig von der Proben-
geometrie auf. Eine starke Zunahme der aus dem AT,-Integral berechneten Kerbspan-
nungsintensititen ergeben die Simulationen erst fiir Zeiten, zu denen das Abhebverhalten
der Proben beendet ist.

Zur Erkliarung dieses Verhaltens dienten die im Rahmen der Simulation berechneten pla-
stischen Zonen. Es zeigt sich, dal zu Beginn des Schlagvorgangs im Bereich der Kon-
taktfliche des Hammers und der Probe ein Bereich grofler plastischer Zonen entsteht.
Der Anteil der plastischen Energie an der gesamten Probenenergie ist dabei abhingig
von der Probengeometrie. Der Zeitpunkt, an dem das Maximum dieses Verhiltnisses er-
reicht wird, ist hingegen unabhingig von den Probenabmessungen und stimmt mit der
Zeit iiberein, zu der der Tragheitspeak seinen Maximalwert aufweist. Einen Minimalwert
erreicht die auf die Gesamtenergie der Probe bezogene plastische Energie am Ende des
ersten Trigheitspeaks, wenn die Proben vom Auflager stark abgehoben sind.

Aufgrund dieser Ergebnisse wurde angenommen, dafl die in der Probe im Bereich der
Kontaktfliche wihrend des Tragheitspeaks dissipierte Energie am Kerb nicht zum Auf-
bau einer Kerbspannungsintensitiat zur Verfiigung steht. Um diese These zu iiberpriifen,
wurde die Schlagbelastung einer hochskalierten, angerissenen Charpy-Probe aus Araldit
B simuliert, dessen Materialverhalten linear-elastisch ist. Der Rechengang entsprach dem
der elastisch- plastischen Proben. Aus den berechneten Werten des AT,-Integrals konnte
der gemessene Verlauf des Spannungsintensitdtsfaktors gut wiedergegeben werden.

Da somit der Nachweis gefiihrt wurde, dafl mit dem AT ,-Integral, angewendet im Rahmen
der ebenen Modellierung der Probengeometrie, der zeitliche Verlauf der Spannungsinten-
sitdt nachgebildet werden kann, wurde zur Berechnung der Kerbspannungsintensitit aus
der Probenenergie diese um den Anteil der im Bereich der Kontaktfliche dissipierten
Energie korrigiert und mit dem Verlauf der durch das AT,-Integral ausgedriickten Be-
anspruchung der Kerbspitze verglichen. Es zeigt sich, daf fiir die Zeiten, in denen der
Trigheitspeak die das Probenverhalten dominierende Kraftgréfie dargestellt, der Verlauf
beider Groflen gut {ibereinstimmt, was fiir alle untersuchten Probengeometrien gilt. Ab-
weichungen sind jedoch fiir den Zeitbereich zwischen dem Abklingen des Trigheitspeaks
und dem Zeitpunkt des deutlichen Anstiegs der aus dem ATy-Integral bestimmten Kerb-
spannungsintensitit festzustellen. Hier liegt der Erklirungsansatz darin, daBl das dyna-
mische Verhalten der Probe und dessen Auswirkungen auf die Kerbbeanspruchung von
der quasi-statischen energetischen Auswertemethode nicht erfafit wird, was aber nicht
quantifiziert werden konnte.

Der korrigierte Beanspruchungsverlauf der Kerbspitze wurde mit den Spannungsinten-
sititen aus den Kaustikenmessungen verglichen. Die Resultate dieser Messungen wider-
sprechen den dargestellten Ergebnissen nicht. Allerdings mufl erwahnt werden, daf fiir die
verwendeten Probengeometrien der Einflufl von nicht quantifizierbaren Storgrofien auf die
Form der Kaustiken dazu fithren kann, dafl die so ermittelten Kerbspannungsintensititen
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deutlich unterschitzt werden.

Im Rahmen der Untersuchungen der linear-elastisch reagierenden Charpy-Probe aus Aral-
dit B wurde die Giiltigkeit der Gleichung nach Kishimoto [108] zur Bestimmung des zeit-
lichen Verlaufs der Spannungsintensitat in angerissenen Biegeproben unter dynamischen
Lasten iberpriift. Dazu wurde ein Programm entwickelt, welches aus den gemessenen
Hammerkriften eines Schlagversuches den Spannungsintensititsfaktor nach der angege-
benen Formel bestimmt. Es konnte nachgewiesen werden, da8 fiir den iiberpriiften Anwen-
dungsfall der zeitliche Verlauf der Rifispitzenbeanspruchung, insbesondere die Abnahme
zu bestimmten Zeiten, nicht wiedergegeben wird. Auf der Basis der Ergebnisse der durch-
gefithrten Simulation wurde eine empirische Modifikation der Auswerteformel eingefiihrt,
die den Verlauf des Spannungsintensitatsfaktors gut beschreibt.

Die Ergebnisse der vorliegenden Arbeit ermoglichen ein besseres Verstindnis der
Vorgange, die die zeitliche Entwicklung der Kerbspitzenbeanspruchung dynamisch be-
anspruchter Charpy-Proben beeinflussen. Weitere Untersuchungen, die die Giiltigkeit fiir
andere Werkstoffe iiberpriifen, miissen folgen, um die hier gefundenen Zusammenhinge
zwischen den Trigheitskriften und ihren Auswirkungen auf die Bestimmung von Werk-
stoffkennwerten zu verallgemeinern und fiir die praktische Auswertung nutzbar zu machen.
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