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1 Einleitung und Motivation

Mit verbesserten Verfahren, einem hoheren Erfahrungsschatz der verarbeitenden Be-
triebe und einem tieferen Verstéindnis der Mikrostruktur lassen sich mit Kunststoffen
immer grofere Einsatzgebiete erschliefen. Griinde hierfiir sind die sehr vielfiltigen
Verarbeitungs- und Formgebungsverfahren mit deren Hilfe sehr unterschiedliche Pro-
dukte hergestellt werden konnen und die im Vergleich zu Metallen deutlich geringere
Dichte.

Fiir hoher beanspruchte Bauteile sind konventionelle Polymerwerkstoffe haufig nicht
ausreichend steif oder belastbar. Eine Md6glichkeit das Einsatzgebiet zu erweitern, spe-
ziell fiir Bauteile im strukturellen Einsatz, stellt die Verstarkung mit Fasern dar. Mit-
hilfe der Kombination zweier Werkstoffe wird versucht auch eine Kombination ihrer
Eigenschaften zu erreichen. Typischerweise steigern Fasern sowohl die Steifigkeit als
auch die Festigkeit des Kompositwerkstoffes. Werden diese Kennwerte auf die Dichte
bezogen, riicken die Begriffe der spezifischen Steifigkeit und der spezifischen Festigkeit

in den Fokus, die im Leichtbau eine zentrale Rolle spielen.

Moderne Autos bestehen im Durchschnitt zu 11,7 Gew.-% aus Kunststoffen - Tendenz
steigend [1|. Kunststoffe ergénzen und verdrangen zum Teil klassische Metallbauteile.
Beispiele, welche diese Entwicklung illustrieren, werden in 2] am Nissan Pathfinder
aufgezeigt. Bei diesem Fahrzeug wurden die Aluminiumlegierungen der vorderen Mo-
torabdeckung und des Ventildeckels durch ein glasfaserverstirktes PA6.6 ersetzt. Das
Resultat dieser Mafnahme ist eine Gewichtsersparnis von 40% und eine Kostenre-
duktion um ca. 30%. Damit solche Trends aufrechterhalten werden konnen, muss das
Potenzial kunststoffbasierter Werkstoffe moglichst gut ausgeschopft und erweitert wer-

den.

Die Verstarkungswirkung beruht darauf, dass die Fasern eine héhere Steifigkeit und
Festigkeit als das Matrixmaterial, in das sie eingebracht sind, besitzen [3]. Eine gute
Anbindung der Fasern an die Matrix ermoglicht, dass die Polymermatrix und die ein-

gebetteten Fasern im Gleichmafs verformt werden. Dabei nehmen die Fasern aufgrund



ihrer hoheren Steifigkeit einen grofsen Anteil der auf den Verbund wirkenden Spannun-
gen auf und entlasten damit die Polymermatrix. Einen entscheidenden Einfluss auf die
Effektivitdt der Lastiibernahme hat hierbei die Linge der Fasern [4]. Grundsitzlich

sind lange Fasern besser in der Lage die Matrix zu verstérken.

In Abb. 1.1 wird der Einfluss der Faserldnge (bei konstantem Faserdurchmesser) veran-
schaulicht. Bei konstantem Querschnitt haben lange Fasern ein hoheres Verstirkungs-
potenzial als kurze. Je grofer das Verhéltnis der Lange zur Dicke (Aspektverhéltnis)
einer Faser ist, umso hoher sind die auftretenden Schubspannungen an der Grenzfliche
zwischen Faser und Matrix [4]. Da diese auftretende Schubspannung fast ausschlief-
lich fiir den Lasttransfer von der Matrix auf die Faser verantwortlich ist, wird deutlich,
dass ldngere Fasern die Polymermatrix stirker entlasten. Daraus lésst sich schlussfol-
gern, dass ein hoheres Aspektverhiltnis eine effektivere Versteifung und Verstirkung
erzielt. Die Steigerung des Aspektverhiltnisses ist allerdings nur solange sinnvoll bis
entweder die Schubspannung an der Grenzfliche die Fliefgrenze 7, der Matrix oder
die Zugfestigkeit oy, der Faser erreicht wird. Sind die Fasern so lang, dass sie bei einer
Belastung zum gleichen Zeitpunkt wie die Matrix versagen, besitzen sie die kritische
Lange [.. Der Einsatz von Fasern, deren Lange grofe als die kritische Lange ist, fiihrt

nicht zu einer weiteren Verstiarkung.
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Abbildung 1.1: Abhéngigkeit der Faserspannung von der Faserldnge [4]



Die eingesetzten Verstirkungsfasern lassen sich nach verschiedenen Gesichtspunkten
klassifizieren |5]. Je nach Fasertyp ergeben sich unterschiedliche Verstarkungspotenzia-
le. Ein Uberblick iiber die Moglichkeiten der Klassifikation wird in Abb. 1.2 gegeben.
Fiir eine mechanische Betrachtung von Faserverbundwerkstoffen ist die Einteilung in
langfaser- und kurzfaserverstirkte Werkstoffe sinnvoll, da sie, wie Abb. 1.1 zu entneh-

men ist, dem groften Einfluss der Faserlinge auf das Eigenschaftsprofil gerecht wird.

Faser

Lange Herkunft | Art |
kurz lang synthetisch natiirlich organisch anorganisch
e E-Glas o E-Glas e E-Glas e Holz e Aramid e E-Glas
o Kohlenstoff o Kohlenstoff e Kohlenstoff ® Zellulose o Kohlenstoff e Bor
o Metall e Aramid e Aramid e Lignin e Holz o Metall

Abbildung 1.2: Méglichkeiten der Klassifizierung von Verstarkungsfasern

Fiir die Geometrie eines Bauteils und fiir seine Kosten spielt neben der Mechanik auch
der Formgebungsprozess und dessen Zykluszeit eine entscheidende Rolle. Die Verar-
beitungsverfahren fiir langfaserverstiarkte Kunststoffe konnen in Bezug auf erreichbare
Stiickzahlen, geometrische Formen und Zykluszeiten derzeit nicht mit kurzfaserver-
starkten Kunststoffen konkurrieren. Die Mo6glichkeit der Formgebung mithilfe grofsse-
rientauglicher Verfahren wie des Spritzgiefsens ist der wichtigste Grund fiir den Einsatz

von aus mechanischer Sicht weniger effektiven Kurzfasern zur Verstirkung.

Das wichtigste Problem, das mit dem Einsatz von Verstiarkungsfasern einhergeht, ist
die faserinduzierte Anisotropie des Kompositwerkstoffes. Eine werkstoffliche Anisotro-
pie bedeutet, dass entlang unterschiedlicher Raumrichtungen, unterschiedliche Eigen-
schaften vorliegen. Bei vielen Werkstoffen ldsst sich dieser allgemeine Zustand durch
Symmetriebetrachtungen vereinfachen. Fiir kurzfaserverstirkte Kunststoffe lassen sich
drei orthogonale Symmetrieebenen finden. Erfolgt die Belastung des Werkstoffes ent-
sprechend der Symmetrieebenen, entfillt die Kopplung zwischen Normaldehnungen

und Gleitungen im Elastizititstensor [6].



Die Anisotropie betrifft fast alle Eigenschaften des Werkstoffes. Aus mechanischer
Sicht sind hier die Steifigkeit, die Festigkeit und ferner auch der thermische Ausdeh-
nungskoeffizient hervorzuheben.

Die Beriicksichtigung der Anisotropie erfolgt bei kurzfaserverstirkten Kompositen
hauptsachlich numerisch oder durch Erfahrungswerte, bei langfaserverstirkten auch
analytisch. Wichtig fiir die Bauteilauslegung ist die moglichst gute Kenntnis der Faser-
orientierung. Gerade bei Kurzfasern stellt dies ein Problem dar, da der Orientierungs-
zustand nicht mehr direkt durch den Herstellungsprozess bekannt ist und entweder
experimentell ermittelt oder anderweitig approximiert werden muss. Die Beschreibung
des Orientierungszustandes kann durch den Orientierungstensor erfolgen. Dieser l1asst
sich in seine Eigenvektoren und die korrespondierenden Eigenwerte zerlegen. Die Eigen-
vektoren reprisentieren die Hauptrichtungen der Faserorientierung und die Eigenwerte
den Grad der Faserorientierung. Sie sind ein Mafs dafiir, wie eng die Verteilung um die
entsprechende Hauptrichtung ist.

Charakteristisch fiir Polymere ist ihr ausgeprégtes, zeitabhéngiges (viskoelastisches),
mechanisches Verhalten. Dies manifestiert sich makroskopisch durch Kriech- und Er-
holungsvorgiinge im Werkstoff. Diese Vorginge spielen eine grofte Rolle wihrend der
Auslegung des Bauteils und fiir die Abschéitzung der vorrausichtlichen Lebensdauer.
Kriechvorgéinge im Werkstoff wirken sich unter verschiedenen Randbedingungen un-

terschiedlich aus. Es sind zwei Grenzfille der Randbedingungen zu betrachten:
1. Spannung konstant

Die Folge einer permanent anliegenden Spannung kann eine zeitliche Verénde-
rung der Form oder der Grofe des Bauteils sein. Diese Bauteildeformationen
konnen so grof werden, dass die urspriingliche Funktion nur noch eingeschrankt
oder gar nicht mehr erfiillt wird. Damit ergibt sich, neben dem ultimativen Ver-
sagen durch eine zu hohe Spannung, eine weitere Moglichkeit des Versagens.
Diese Art des Versagens ist typisch fiir Kunststoffe und wird mit dem Begriff
der Retardation verkniipft.

2. Dehnung konstant

Die Folge einer konstanten, aufgebrachten Dehnung kann die Umlagerung von
elastischen zu plastischen Dehnungsanteilen sein. Daraus resultiert eine Verrin-
gerung der urspriinglichen Spannung im Laufe der Zeit. Dieser Vorgang wird als

Spannungsrelaxation bezeichnet.



Die aufgefiihrten idealen Spezialfille treten hidufig nur in entsprechend belasteten Priif-
korpern auf. Im realen Bauteil hingegen werden hohe Spannungen meist unter ortlicher

Umlagerung relaxiert.

Die genannten Prozesse miissen durch Funktionen der Zeit, Spannung, Temperatur
und des Faserorientierungszustandes beschrieben werden. Bei der Auslegung von fa-
serverstarkten Kompositen miissen nun die Probleme der Viskoelastizitit, die durch
die Polymermatrix und die Probleme der Anisotropie, die durch die Anwesenheit der
Fasern hervorgerufen werden, in Kombination betrachtet werden. Wird der Komposit
als homogener, anisotroper Werkstoff betrachtet, wird zur vollstindigen Charakteri-
sierung des zeitabhéngigen Verhaltens ein dreidimensionales Werkstoffgesetz bendtigt.
Ein solches Gesetz verlangt bereits fiir einen isotropen Werkstoff eine betréchtliche
Anzahl an Parametern zur Anpassung. Durch die orthotrope Natur des kurzfaserver-
stiarkten Werkstoffes steigt die Anzahl weiter [6]. Die experimentelle Bestimmung einer
solchen Menge von Parametern ist zum einen unékonomisch und zum anderen eine sehr
herausfordernde und zugleich wenig erfolgversprechende Aufgabe. Vor diesem Hinter-
grund erscheint eine Modellierung auf die konventionelle Art und Weise ungiinstig.
Daher sollen zunéchst exemplarisch alternative Beschreibungen des Kriechens aufge-

zeigt werden:

e Aufbauend auf den Halpin-Tsai-Gleichungen [7] wurde in [8] versucht aus den
mechanischen Eigenschaften der Kompositkonstituenten das Kriechverhalten des

Komposites zu beschreiben.

e In [9] wurden Kriechprozesse mithilfe einer auf Findley [10] aufbauenden Formu-
lierung der Kriechrate als Potenzfunktion beschrieben. Die Parameteranpassung
wurde an speziellen Priifkérpern mit nahezu unidirektionaler Faserorientierung
parallel und transversal zur Faserorientierung durchgefiihrt. Die Beriicksichti-
gung des Grades der Faserorientierung bleibt allerdings unberiicksichtigt, da die

Elemente schichtweise transversal-isotrop modelliert wurden.

e Alternativ zu den bisherigen Modellierungsversuchen kommen auch 2-Skalen-
ansitze zum Einsatz [11, 12, 13|. Bei einer solchen Herangehensweise wird der
heterogene Werkstoff auf der Mikroebene auch wéihrend der Rechnung als sol-
cher modelliert. Erst auf der Makroebene wird die mechanische Antwort des
Komposites auf eine Anregung aus dem Verhalten von Faser und Matrix auf der
Mikroebene abgeleitet [13, 11]. Fasern und Matrix interagieren dabei mit sepa-

raten Konstitutivimmodellen auf der Mikroebene. Die Interaktion kann numerisch



[14, 11, 15] oder analytisch [16, 17, 18] modelliert werden. Numerische Ansétze
sind sehr vielfiltig beziiglich der Interaktionen, die einbezogen werden. Mogliche

Stellschrauben, die die Simulationsgiite und deren Dauer beeinflussen, sind z.B.:

— die Art der Modellierung der Haftung der Faser an der Matrix

— die Grofe des betrachteten Ausschnittes auf der Mikroebene (Interaktion

von Fasern untereinander)

— die Elementdefinition

e Analytische Ansitze der 2-Skalenmodellierung bieten den Vorteil, dass sie deut-
lich weniger Rechenleistung zur Auswertung benotigen. Eine Moglichkeit, um
analytisch mithilfe mikromechanischer Theorien [16, 17, 18] aus den Konstituen-
ten auf das makroskopische, viskoelastische Verhalten zu schliefen, wird in [19]
fiir einen transversal-isotropen PEEK-Komposit aufgezeigt. Es wird aus dem
Gesamtspannungszustand der Spannungszustand der Polymermatrix berechnet.
Auf Grundlage dieser Spannung wird mithilfe eines viskoelastischen Material-
modells die Kriechrate der Matrix bestimmt. Mit dieser Matrixkriechrate wird

versucht die Kriechrate des Komposites zu modellieren.

Der letztgenannte Ansatz erscheint sehr iiberzeugend, da er das tatséchliche Verhal-
ten der Konstituenten als Grundlage verwendet und daraus das mechanische Verhalten
des Gesamtwerkstoffes ableitet. Aus diesem Grund soll hier in dieser Arbeit ein dhn-
licher Zugang zu den Effekten der Viskoelastizitit gefunden werden. Ein wesentlicher
Unterschied wird darin bestehen, dass der Kriechmodul der Matrix eine zentrale Rol-
le einnehmen soll. Die Anderung des Kriechmoduls der Matrix infolge des Einflusses
von Spannung und Zeit wird innerhalb eines inkrementellen Berechnungsschemas die
Grundlage fiir die Verdnderung der effektiven Kompositsteifigkeit bilden. Ein weiterer
Unterschied im Vergleich zu [19] betrifft den Anwendungsbereich der zu erarbeiten-
den Methodik. In [19] wird nur das Kriechen fiir unidirektional orientierte Langfasern
beschrieben. Bedingt durch den Formgebungsprozess konnen Bauteile aus kurzfaser-
verstirkten Kompositwerkstoffen héchstens naherungsweise als transversal-isotrop an-
genommen werden. Tatsédchlich liegt bei geeigneter Wahl des Koordinatensystems ein
orthotroper Werkstoff vor. In der Konsequenz sollte dieser Unterschied auch in die Me-
thodik zur Modellierung des Werkstoffes eingearbeitet werden, um die Anwendbarkeit

fiir realistische Bauteile zu erméoglichen.



Die beschriebene Modellierung des Komposites erfolgt mithilfe eines 2-Skalenansatzes.
Die Aufspaltung der makroskopischen Spannung in die Anteile, die Fasern und Matrix
tragen und der Schritt zuriick auf die Kompositebene erfordern den Einsatz verschie-
dener mikromechanischer Anséitze und Prinzipien, die im Kap. 2 zusammengefasst
sind. Der Anteil der Spannung, der auf die isotrope Matrix wirkt, ist ursichlich fiir die
auftretenden Kriechprozesse. Die einachsige Beschreibung des Kriechens der Matrix
ist auf verschiedene Arten moglich. In Kap. 3 werden verschiedene Modelle diesbeziig-
lich diskutiert. Es wird fiir ausgewahlte Modelle eine Anpassung an experimentelle
Daten fiir die Werkstoffe Ultramid A3K und Ultradur B4500 durchgefiihrt. Diese bei-
den Werkstoffe sind den Matrixwerkstoffen der Komposite Ultramid A3W Gx und
Ultradur B4300 Gx, fiir die experimentelle Datensétze vorliegen, sehr dhnlich. Die
Aufstellung und Beschreibung eines Algorithmus, um aus den einzelnen Komponenten
des Komposites dessen Eigenschaften zu bestimmen, erfolgt in Kap. 4. Zusétzlich ist
an dieser Stelle ein Vergleich der Modellierung und experimenteller Daten dargelegt.
Da fiir kurzfaserverstarkte Komposite die Beriicksichtigung der Faserorientierung eine
wichtige Rolle spielt, ist diesem Thema das Kap. 5 gewidmet. Es werden Verfahren
vorgestellt, um die numerisch bestimmte Faserorientierung aus Moldflow nach Abaqus
auf ein anderes FE-Netz zu iibertragen. In diesem Zusammenhang wird im Kap. 6
anhand eines faserverstirkten Bauteils das Zusammenspiel der Kopplung der Simula-
tionsprogramme und des erarbeiteten Algorithmus zur werkstoffseitigen Beschreibung
demonstriert. Die simulierten Ergebnisse werden im Anschluss mit experimentellen

Daten verglichen.



2 Grundlegende Theorien

Im folgenden Kapitel sollen zunéchst alle bendtigten oder historisch wichtigen, theo-
retischen Grundlagen zur Beschreibung der Mikromechanik von kurzfaserverstirk-
ten Kompositen erldutert werden. Es wird auf die Beschreibung des Orientierungszu-
standes der Fasern sowie auf die Ableitung effektiver Eigenschaften daraus eingegan-
gen. Ein wichtiges Instrument dafiir ist sowohl mit den Spannungs- und Verzerrungs-
Konzentrationstensoren als auch mit den auf Eshelbys [16] Arbeit aufbauenden Theo-

rien gegeben, die im Folgenden behandelt werden.

2.1 Faserorientierung

Die Orientierung einer durch eine Strecke dargestellten Faser ldsst sich mithilfe zweier
Winkel beziiglich eines kartesischen Koordinatensystems darstellen. Die Bestimmung
der Koordinaten des Vektors p, der dann die Faser symbolisiert, ist Abb. 2.1 entnehm-
bar.

€3

A

p1 = sin 6 cos ¢

p2 = sinfsin ¢

p3 = cos¢

Abbildung 2.1: Faserdarstellung beziiglich eines kartesischen aus den orthogonalen Ein-

heitsvektoren e;, e; und ez aufgespannten Koordinatensystems |21]



2.1. FASERORIENTIERUNG 10

Da in einem Faserverbund sehr viele Fasern vorliegen, ist es ineffizient alle Fasern
einzeln zu beschreiben. Aus diesem Grund wird in verschiedenen Verdffentlichungen
[21, 22| eine Orientierungsverteilungsfunktion definiert, die die Wahrscheinlichkeit der
Faserorientierung in bestimmte Richtungen beschreibt. Die Wahrscheinlichkeit P eine

Faser in einer bestimmten Richtung, die durch die Winkel
¢1 <o <¢1+do, 6 <0 <0, +d0

gekennzeichnet ist, zu finden, ist wie folgt definiert:

P(d1 << dr+dp, 0 <0 <6, +df) = (61, 61)sind, dds (2.1)

Die Bestimmung und Auswertung dieser Verteilungsfunktion 1 (6, ¢) im Rahmen nu-
merischer Simulationsverfahren ist sehr ineffizient. Advani und Tucker [21] schlugen
deshalb vor, diese Funktion durch Orientierungstensoren zweiter Stufe zu ersetzen.
Diese enthalten alle Informationen iiber die Orientierung der Faser, sind aber nume-
risch deutlich effizienter zu handhaben. Die Bildung des Orientierungstensors zweiter
Stufe erfolgt durch die Integration des dyadischen Produkts des Vektors p, der die

Faserorientierung einer Faser darstellt, iiber alle moglichen Richtungen [22, 21]:
Q5 = ]{pz‘pﬂ/) (p) dp (2.2)

Die Eigenvektoren und die Eigenwerte des Orientierungstensors nehmen eine wichtige
Rolle fiir die weiteren Betrachtungen ein. Die Eigenvektoren stellen die Vorzugsrich-
tungen der Faserorientierung dar und die korrespondierenden Eigenwerte sind ein Mafs

fiir den Grad der Faserorientierung.

In Abb. 2.2 sind alle moglichen Kombinationen der zwei unabhéngigen Eigenwerte \;
und Ay dargestellt. Der dunkel eingefarbte Bereich schrinkt die moglichen Kombina-
tionen ein, da die Eigenwerte nach der Grofe sortiert sind. Die Ecken und Kanten
dieses Bereichs sind von besonderen Orientierungszustinden besetzt. Beispielsweise
kennzeichnet der Punkt T sowohl eine triaxiale als auch eine statistisch verteilte Fa-
serorientierung. Jeder beliebige Punkt, aufer dem Punkt U, wo alle Fasern unidirek-
tional orientiert sind, kann durch verschiedene Orientierungszustinde erreicht werden.
Auf die Orientierungstensoren bezogen, bedeutet dies, dass derselbe Orientierungsten-
sor zweiter Stufe (P'a aus mehreren verschiedenen Orientierungstensoren vierter Stufe
“a gebildet werden kann. Die umgekehrte Zuordnung hingegen ist immer eindeutig

moglich.
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0.5 1
A

Abbildung 2.2: Mégliche Kombinationen der Eigenwerte und entsprechende Faserori-

entierung nach [22]

2.2 Bestimmung effektiver Eigenschaften

In der Literatur werden verschiedene Losungsansitze beschrieben, wie sich effektive
Materialeigenschaften, z.B. der E-Modul, fiir Faserverbundwerkstoffe bestimmen las-
sen. Klassische, analytische Ansétze basieren zum Teil auf den einfachen Mischungs-
regeln. Hier wird der E-Modul der Fasern und der Matrix durch Federn reprisentiert.
Die Kombination zweier Federn ist moglich in paralleler oder in sequenzieller Anord-
nung. Bei paralleler Schaltung der Federn addieren sich die Steifigkeit von Faser und
Matrix entsprechend Gl. (2.3)

Eeffektiv - Z E’L (23)

und bei sequenzieller Anordnung addieren sich die reziproken E-Moduln:

1 1
= - 2.4
Eeffektiv p Ez ( )

Vor allem fiir Langfaserverbundwerkstoffe liasst sich die Modellvorstellung parallel-
geschalteter Werkstoffe sehr gut nachvollziehen. Fiir Kurzfaserverbunde jedoch lasst
sich keine eindeutige Zuordnung, ob eine Reihen- oder Parallelschaltung in die jewei-

lige Richtung vorliegt, erkennen. Diese beiden Schaltungen bilden letztendlich immer



2.2. BESTIMMUNG EFFEKTIVER EIGENSCHAFTEN 12

die Grenzen fiir die effektiven Eigenschaften, da der tatsidchliche Schaltungszustand

irgendwo zwischen einer reinen Parallel- und einer reinen Reihenschaltung liegt.

Zur Bestimmung der elastischen Materialeigenschaften von Kurzfaserverbunden gibt es
eine Reihe anderer Approximationen, die in den folgenden Abschnitten in Grundziigen
erlautert werden sollen. Ausgangspunkt ist meist die Bestimmung der Eigenschaften
des Werkstoffes fiir den Fall, dass alle Fasern unidirektional (UD) orientiert sind. Die
UD-Eigenschaften lassen sich mithilfe verschiedener analytischer und phinomenologi-
scher Ansétze bestimmen. Aus den UD-Eigenschaften erfolgt hiufig die Bestimmung
der effektiven Eigenschaften, die die verschiedenen Orientierungszustinde der Fasern
beriicksichtigen. Zu diesem Zweck werden die UD-Eigenschaften zum Ende immer ei-

ner Mittelungsprozedur unterworfen (siehe Abschn. 2.3).

2.2.1 Spannungs- und Verzerrungs-Konzentrationstensoren

Die Bestimmung effektiver Eigenschaften bedeutet gleichzeitig auch immer, dass die ei-
gentlich punktweise im Werkstoff verdnderlichen Eigenschaften {iber ein infinitesimales
Volumenelement gemittelt werden [23]. Daraus folgt, dass auch mikromechanische Mo-
delle immer der Zielstellung unterliegen, ,yerschmierte, d.h. gemittelte Ergebnisse zu
liefern. In diesem Zusammenhang lieferte Hill [17] einen wesentlichen Beitrag mit sei-
nem Konzept der Spannungs- und Verzerrungs-Konzentrationstensoren. Anhand dieses
Konzeptes lésst sich der mittlere Steifigkeitstensor eines Volumenelementes iiber eine
einfache Prozedur bestimmen, sobald der Spannungs- oder Verzerrungs-Konzentrator
bekannt ist . Ausgangspunkt ist die Einfithrung der Verzerrungs-Konzentrationstensoren
fiir beide Phasen des Komposites A; und A,, als Verhéltnis der mittleren Konstituen-

tenverzerrungen £ bzw. €, und der Gesamtverzerrung €
gg=A;~ € und g, =A, - € (2.5)

sowie des Spannungs-Konzentrationstensors By als Verhialtnis der mittleren Faserspan-

nung or und der Gesamtspannung o:

O = Bf -0 (26)

Die mittlere Gesamtspannung im Komposit ldsst sich, nur auf das Faservolumen v

bezogen, ausdriicken als:

o =vCt- &+ (1 — l/f) C,.- en (27)
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Dabei symbolisieren C; und C, die Steifigkeiten von Faser und Matrix. Durch Einset-
zen von Gl (2.5) lassen sich aus Gl. (2.7) die Verzerrungen der Konstituenten e¢ und

€m, durch die mittlere Verzerrung € ersetzen:

o = (l/fof e Af + (1 - l/f) Cm e Am) -« € (28)

Die Verzerrungs-Konzentratoren sind iiber die Beziehung
(1 — l/f) Am + l/fAf =1 (29)

gekoppelt.
Mithilfe der Gln. (2.7) und (2.9) lésst sich die effektive Gesamtsteifigkeit C' des Kom-

posites ausdriicken als:

C =Ch+ 1 (Cr— Cu) -~ A (2.10)

Fiir die spitere Verwendung soll analog zu [23| noch ein weiterer Verzerrungs-Konz-
entrator eingefiihrt werden, der die mittlere Faserverzerrung und die mittlere Matrix-

verzerrung in Relation bringt:

gg=A- g, (2.11)

Die Verbindung dieser beiden Verzerrungs-Konzentratoren ist mit

n 1

A=A |(1-v)I+yA|l (2.12)

gegeben.

2.2.2 Konzept des dquivalenten Komposites

Eshelby untersuchte [16] die elastischen Felder um einen Einschluss oder eine Inhomo-
genitit, die spontan eine homogene Verzerrung erfihrt und in ein unendliches Kon-
tinuum eingebettet ist. Ein Einschlus im Sinne Eshelbys ist ein bestimmter Bereich
des Kontinuums aus demselben Material, eine Inhomogenitit hingegen stellt einen
Bereich anderen Materials als das Kontiuum dar. Fiir die Betrachtung von Faserver-
bunden, ist mit Inhomogenitit die Faser und mit Kontinuum die umgebende Matrix

gemeint. Fiir sehr geringe Faseranteile lasst sich mit Eshelbys Theorie des Konzeptes
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des dquivalenten, homogenen Komposites die Verbundsteifigkeit bestimmen (Abb. 2.3).
Bei diesem Konzept wird letztendlich die Transformationsverzerrung er gesucht, die
im Einschlussproblem und im Inhomogenitédtsproblem nach der Entlastung, dieselbe
behinderte Verzerrung €. hervorruft und damit die Probleme beziiglich des verursach-
ten elastischen Feldes dquivalent macht. Aufgrund vernachlissigter Wechselwirkungen
zwischen den Inhomogenitédten und durch die Annahme eines unendlichen Kontiuums
ist diese Methodik jedoch nicht geeignet, um die Eigenschaften von Faserverbundwerk-
stoffen mit héherem Fasergehalt zu berechnen. Trotz dieser Einschrinkung bilden die
Ergebnisse Eshelbys die Grundlage fiir zahlreiche Theorien, um die effektiven Kenn-
werte von Kompositen zu bestimmen.

Aquivalenter

Inhomogener Komposit homogener Komposit

T /Cm\ H }
||-—\Cf T
1111111 11111
/ \ w,  frei schneiden /
D - > -]
jRasEng G e =0 =0 4 S
mmmm ATEETETTS belasten mmnn
7
T .iTh- E=€ E=€T - L~ T T
. \ M . . \ % .
m wieder einpassen e N EN
Bag 1001 ) «— 17 A
1 T p i I
I TR Ne =0 e=0""1 =X I
HAHC ] identischer Spanungszustand  [FrEEEER
/F AEEEEEE] E f4l 1
HHH !
| O O | 8:8C 8:8C IIT‘II |||L|L

0 =Ci- (e. — &) =Cy, - (ec —€71)

Abbildung 2.3: Methode des dquivalenten Komposites [24]

Das Konzept des dquivalenten Einschlusses lasst sich fiir den Fall erweitern, dass die
Inhomogenitét keine spontane Verzerrung (¢, = 0), sondern eine durch die Matrix
induzierte Verzerrung erfihrt [24, 23]. Angenommen sei wieder das Kontinuum, auf

das diesmal jedoch eine dufsere Verzerrung €, aufgebracht wird. Die Spannung o; im
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Einschluss ist gegeben durch

g; :Cm“ (8f—ET) :Cf“ &y, (2.13)

wobei die Verzerrung in der Inhomogenitit durch die Uberlagerung der aufgebrachten

Verzerrung €, und der behinderten Verzerrung €. gegeben ist:

Ef = €, + E¢ (2.14)

Aus GI. (2.13) folgt durch Einsetzen von Gl. (2.14):

Ch(eate.—€7)=Cs- (e, + &) (2.15)

Das Verhiltnis der transformierten, also unbehinderten, und der behinderten Verzer-
rung wird durch den Eshelby-Tensor E charakterisiert:

ec=FE-ep (2.16)
Ist der Anteil der Inhomogenitéten gering, entspricht die im Unendlichen aufgebrachte

Verzerrung €, der mittleren Gesamtverzerrung €

E=—¢. (2.17)

Nun lésst sich aus Gl. (2.15) durch Einsetzen von Gl. (2.16) e eliminieren:
Ci+(eate)=Cpn (eate.—E ' g,) (2.18)
Im néchsten Schritt werden nacheinander mithilfe der Gln. (2.14) und 2.17) die Ver-
zerrungen €. und €, ersetzt:
Ci e=Chn [+ E~" - (6 — )] (2.19)
Durch Umstellen lisst sich Gl. (2.19) in einer fiir die weiteren Betrachtungen giinstigen

Form schreiben:

e=[I+E- Sy~ (Ci—Cy)~& (2.20)

-

v~

-1
AEshelby

Aus dieser Darstellung ist durch den Vergleich der Gl. (2.5) mit Gl. (2.20) ein Teil der
Konstanten zum Verzerrungs-Konzentrationstensor nach Eshelby zusammenfassbar.
Mithilfe dieses Tensors lésst sich aus der Gesamtverzerrung die Verzerrung und damit

auch die Spannung in den Fasern ermitteln.
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Die Giiltigkeit dieses Ansatzes ist zusammenfassend an folgende Annahmen gekoppelt:
e geringer Faseranteil im Werkstoff
e die Fasern sind unidirektional ausgerichtet
e Fasern und Matrix zeigen elastisches Materialverhalten
e die Fasern haften perfekt an der Matrix

Die Herleitung der Berechnungsvorschrift der Komponenten des Eshelby-Tensors E
soll an dieser Stelle nicht erfolgen. Stattdessen werden lediglich die Bildungsvorschrif-
ten fiir eine isotrope Matrix aufgefiihrt. Die Herleitung kann bei Bedarf in der Spe-
zialliteratur nachgeschlagen werden [25, 16|. Die Komponenten fiir eine ellipsoidale

Inhomogenitét, die die Faser approximieren soll, werden wie folgt berechnet [26]:

3a? g 9

E =F. = — 1-2 m 71 o |

= B = T S 9 +4(1—ym){ g +4(1—042)}

1 1 g 3

E - 2 — Vm — _4 2 m )

3333 1—mn{ g 1—M]+2u—%g{ +l/+1—a4

1 1

Eiigs = Egg1y = 1—

1122 2211 8 (1 _ I/In) |: 1 _ O[2:|

g 3
— |—4(1 -2 m ;
+1m1—%g{ ( V)+1—a4
a? g 3a?

E =F. = — 1—2u, )

MRS T 0 T ) (1 - a?) zu1—m%)[ . +1—@4
E E L (1= 20) + —

- = S/ N | — 4V
3311 B2 = 5 =2

+ZH%7Q[2“_2%J_13@4’
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1 1+ a?
E = L. = 7 /1 o\ 1_2111 T 5
1313 2323 4(1_2Vm>|: Vm + _&2}
g 1—a?
S S R YR S—
8(1—2ym)[ Vin 1—a2]
a? g 3
E = — 4(1 -2 m
112 8(1—um)(1—a2)+16(1—ym){ ( V)+1—042]
mit
« o\ 1/2
gzi[arccos&—& 11—« }
(1_&2)3/2 ( )

Die Komponenten des Eshelby-Tensors hingen lediglich von der Querkontraktionszahl
vy, der umgebenden Matrix und dem Faktor g ab, welcher wiederum nur vom Aspekt-
verhéltnis a der Faser, welches den Quotient der Faserlinge und des Faserdurchmessers

bezeichnet, abhiangt.

2.2.3 Shear-Lag-Modelle

Bei Shear-Lag-Modellen wird zunéchst immer ein Zylinder der Matrix, in den eine
zylindrische Faser koaxial eingebettet ist, betrachtet. In Abb. 2.4 ist ein solches Ein-

faserelement mit den zugehorigen Mafen skizziert.

Abbildung 2.4: Modellvorstellung einer in einem Matrixzylinder eingebetteten Faser

Im Falle einer auf die Enden des Matrixzylinders wirkenden dufseren Belastung entsteht
aufgrund unterschiedlicher Steifigkeiten von Faser und Matrix eine relative Verschie-

bung der Lage zwischen dem &uferen Zylinderrand und der Langsachse, wo sich die
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steifere Faser befindet. Diese Gleitung ist in Abb. 2.5 durch die Verzerrung der vormals
geraden Linien dargestellt. Die entstehende Schubspannung ist im Wesentlichen fiir den
Lasttransfer zwischen Matrix und Faser verantwortlich. Die Spannung, die an den Fa-
serenden als Normalspannung auftritt, wird meist vernachléssigt. Shear-Lag-Modelle
basieren auf der Annahme, dass die Schubspannung zwischen Faser und Matrix pro-
portional zu dem auftretenden Gleitungsunterschied zwischen dem von der Faser un-

beeinflussten, dufieren Zylinderrand und dem duferen Rand der Faser ist [27, 23].

a) b)

Abbildung 2.5: Darstellung einer in einem Zylinder aus Matrixmaterial eingebetteten
Faser in entlasteter (a) und belasteter (b) Konfiguration [4]

Gleichung (2.21) beschreibt den Gleichgewichtszustand zwischen der Schubspannung

T, und der Faserspannung in z-Richtung oy ,.

dos , 27,4(x)

= 2.21
dil? T ( )
Cox l6st Gl. (2.21) in [27] auf zu
B tanh(S1/2)
=F l1-— 2.22
mit
H
2=— 2.2
b e By (2.23)
und
271Gy
H=—7+—. 2.24
In(R/re) ( )

Gleichung (2.22) stellt einen Zusammenhang zwischen der Matrixspannung und der
daraus resultierenden Faserspannung her. Der Term in eckigen Klammern lésst sich

zu

B _tanh(ﬁl/Q)
A=) (225)
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zusammenfassen. Der E-Modul der Faser wird um diesen Term, der in der Literatur als
JEffektivitatsfaktor bezeichnet wird, reduziert [27|. Fiir grofse Werte von [51/2 strebt
A gegen Eins und fiir kleine gegen Null. Bei Anwendung der Mischungsregel wird A

nun an den elastischen Modul der Faser geschrieben:

E, = AsE; + (1 — 1) By, (2.26)

Je nach relativer Anordnung der Einfaserelemente zueinander ergeben sich zum Teil
grofe Unterschiede in der Steifigkeit des so modellierten Verbundes [23]. Entscheidend
hierbei ist immer die Wahl des in Abb. 2.6 angedeuteten Radius des Abstandes der
Einfaserelemente aus Abb. 2.5, da dieser indirekt iiber H den g-Parameter und damit
die Effektivitat A des Lasttransfers beeinflusst.

c)

Abbildung 2.6: Zusammenfassung verschiedener Anordnungen der Fasern und Defini-
tionen des Radius R nach [23].
a) R =Distanz zweier benachbarter Faserldngsachsen,
b) R =halbe Distanz zweier benachbarter Faserlingsachsen (hexago-
nale Anordnung),
¢) R =halbe Distanz zweier benachbarter Faserldngsachsen (kubische

Anordnung)

Mit konventionellen Shear-Lag-Modellen lésst sich nur der E-Modul des Komposites
in Faserrichtung bestimmen. Die Querkontraktion bleibt bei diesen Betrachtungen

unberiicksichtigt.
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2.2.4 Mori-Tanaka-Ansatz

Eine Schwachstelle der Theorie nach Eshelby ist die Giiltigkeit bei nur sehr geringen
Volumenanteilen von Fasern oder anderen Fiillstoffen. Die Ursache wurde im Abschn.
2.2.2 angedeutet. Die Annahme einer unendlichen Matrix, in der ein einzelnes Teilchen
eines Fiillstoffes eingebettet ist, unterschliagt bei Anwendung auf gréfere Volumenan-
teile die Interaktion der Partikel. Die Einschrinkung der Steifigkeitsbestimmung fiir
nur sehr kleine Volumenanteile wird durch Mori und Tanaka [18] abgeschwécht. Der
Wechselwirkung der Einschliisse wird durch ein elastisches Feld im Hintergrund Rech-
nung getragen. Angenommen sei ein homogener Korper aus reinem Matrixmaterial.
Wirkt auf diesen eine Spannung, wird er dieser nach dem Hookeschen Gesetz nachge-

ben:

oc=C, - & (2.27)

Die dabei auftretende Verzerrung wird als Referenzverzerrung €, bezeichnet [25, 23|.
Im Gegensatz zu einem Komposit mit sehr geringem Fasergehalt ist diese Referenzver-
zerrung €, nicht gleichzeitig auch die Matrixverzerrung €,,. Die Matrixverzerrung im
Komposit ist die Summe aus der Referenzverzerrung und einer zusétzlichen Verzerrung

€m, die durch das Spannungsfeld im Hintergrund entsteht.

Em = Eo + Em (2.28)

Analog zu Gl. (2.28) wird nun die Faserverzerrung definiert:

Ef =€)+ En +E =&y +Ef (2,29)

Die Anwendung des Konzeptes des dquivalenten Komposites fithrt mit den Gln. (2.28)
und (2.29) zu:

Cf o (em + gf) - Cm °* (6111 - 6T) (230)

In diesem Fall verkniipft der Eshelby-Tensor ebenfalls wie in Gl. (2.16) die zusétzliche

Faserverzerrungsstorung und die Transformationsverzerrung [23|:

& =E-er (2.31)
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Mit Gl. (2.31) folgt, nach Umstellen aus Gl. (2.30):

(Ct—Cu) et =—Co E' & (2.32)

Mit Gl. (2.29) lasst sich €7 aus Gl. (2.32) eliminieren:

E .. Sm .. (Cf — Cm) e Ef = E&Em —Er (233)

Nach einigen Umformungen erhilt man folgende Formulierung, die die Verzerrung der
Matrix und der Faser zueinander in Relation bringt:

en=[I+E-8,~(C;—C,)| e (2.34)

N~

-~

A;lslhelby
Im Gegensatz zu Gl (2.20) ist in Gl. (2.34) nicht die mittlere Gesamtverzerrung
€, sondern die Matrixverzerrung mit der Faserverzerrung &¢ iiber den Verzerrungs-
Konzentrator verkniipft. Damit kann die Mori-Tanaka-Annahme mithilfe von GI. (2.11)

wie folgt formuliert werden:

& = AEshelby - Em (235)

Aus dem Vergleich der Gln. (2.11) und (2.35) wird sofort deutlich, wie die Verzerrungs-
Konzentratoren fiir geringe und hohere Faservolumenanteile miteinander verbunden

sind:

Ayt = Apgrany (2.36)

Mit GL (2.12) lasst sich letztendlich eine Formulierung fiir den Verzerrungs-Konzentrator
nach Eshelby aufstellen:

Anit = Aggneiny + [(1 —ve) T — VfAEshelby]il (2.37)

Mit diesem Verzerrungs-Konzentrator nach Mori-Tanaka ist es moglich, auch fiir ho-
here Faservolumenanteile, den Elastizitatstensor zu berechnen. Die praktische Umset-
zung und Bildung eines Algorithmus zur Bestimmung der Ingenieurkonstanten, auf-
bauend auf den vorgestellten Konzepten nach Eshelby und Mori-Tanaka, erfolgte durch
Tandon und Weng [28].
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2.2.5 Selbst-konsistente Methode

Ausgehend von Eshelbys Losung ldsst sich in einem iterativen Schema zuerst der
Verzerrungs-Konzentrator und mit dessen Hilfe der Steifigkeitstensor ermitteln. Die
Modellvorstellung hinter solchen selbst-konsistenten Methoden ist erneut auf der Lo-
gik Eshelbys aufgebaut und in Abb. 2.7 dargestellt. Ein Partikel ist in eine unendliche
Matrix eingebettet. Diese Matrix besitzt im Gegensatz zu herkémmlichen Ansétzen
die Eigenschaften des Komposites [29, 23|. Das bedeutet, dass das umgebende Medi-
um nun ebenfalls transversal isotrope Eigenschaften besitzt und der Eshelby-Tensor

entsprechend gebildet werden muss.

Modell nach Eshelby selbst-konsistentes Modell
isotrope Matrix — transversal isotrope Matrix
Faser /Partikel Faser /Partikel

J |
m Cf C

Abbildung 2.7: Berechnungsschema der selbst-konsistenten Steifigkeitsbestimmung

Durch Ersetzen der Matrixsteifigkeit C',, und der Matrixnachgiebigkeit S, durch die
jeweiligen effektiven Tensoren des Komposites lisst sich aus Gl. (2.20) der Verzerrungs-

Konzentrator in der selbst-konsistenten Form darstellen [23]:

Asc=[I+E-S-(C;—0C)" (2.38)

Der schematische Ablauf einer selbst-konsistenten Bestimmung des Steifigkeitstensors
ist in Abb. 2.8 angedeutet. Der Verzerrungs-Konzentrator wird dabei in Gl. (2.10)
eingesetzt, um den Gesamtsteifigkeitstensor zu bestimmen. Diese Prozedur wird wie-
derholt, bis die Anderung des Steifigkeitstensors des Verbundes kleiner als ein Grenz-
wert ist. Die Konvergenz wird selbst bei schlechten Startparametern nach wenigen
Iterationen erreicht [17].
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Startwert fiir C

v

Eshelby-Tensor E bestimmen

v

Asc=[I+E-8-(C;—C)| ' cin 7 J2_p A bbruch
— Ca < Krit,

A 4

C =Cu+ v (Cr — Ch) - Agc

Abbildung 2.8: Berechnungsschema der selbst-konsistenten Steifigkeitsbestimmung

Dieses Berechnungsschema ist in der Lage, die Faserinteraktion, die in einem durch
weitere Einschliisse gestorten Verzerrungsfeld im Sinne von [18] auftreten, zu beriick-
sichtigen oder bei einem ungestorten Verzerrungsfeld zu vernachlissigen [30]. Weiter-
hin ist es mit einem solchen Schema moglich, mehrphasige Komposite zu analysieren.
Gerade wenn keine exakte analytische Formulierung des Problems gefunden werden

kann, eignet sich die selbst-konsistente Berechnung des Steifigkeitstensors [31].

2.3 Orientierungsmittelung

Im Abschn. 2.1 wurde bereits auf die Orientierungsdarstellung durch einen Tensor
zweiter Stufe hingewiesen. Da der Elastizitdtstensor beziiglich der tatséchlichen Ori-
entierung, iiber die gemittelt werden soll, ein Tensor vierter Stufe ist, muss der Orien-
tierungstensor vierter Stufe (Ya mithilfe einer Closure Approximation aus dem Orien-
tierungstensor zweiter Stufe (?a abgeleitet werden. Die Closure Approximation stellt

demzufolge immer eine Funktion zu Ableitung von Wa aus Pa dar [22]:

(g = f () (2.39)
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Je nach Methode dieser Abschitzung lisst sich (Y'a unterschiedlich gut aus ?a abschiit-
zen. Die Giite solcher Ableitungen wurde in zahlreichen Veroffentlichungen dargestellt
und diskutiert |32, 22, 21, 33, 34, 35, 36|.

Ist Wa mithilfe einer Closure ermittelt, kann unter Zuhilfenahme dieses Tensors die
Orientierungsmittelung des Elastizitdtstensors durchgefiihrt werden. Ausgangspunkt
hierfiir ist die Annahme der transversalen Isotropie des Elastizitétstensors [21]. Sind
die Fasern entlang der Symmetrieachse, die durch den Vektor p dargestellt wird, aus-
gerichtet, lasst sich, der auf diese Achse ausgerichtete Elastizitidtstensor, wie folgt

darstellen:

Ciji (p) = B1 (pipjprp1)
+ By (pip;om + prpidi;)
+ Bs (piprdji + pipi0jk + pipidik + piprdin)
+ By (0ij6r1) + Bs (03101 + 016 (2.40)

Analog zur Bildung des Orientierungstensors zweiter Stufe nach Gl. (2.2) wird auch der
mittlere Elastizitdtstensor eines Volumenelements gebildet. Es wird fiir alle moglichen
Raumrichtungen die Steifigkeit bei unidirektionaler Orientierung mit der Wahrschein-
lichkeit Fasern in dieser Richtung zu finden multipliziert und auf die Richtung, fiir die

gemittelt werden soll, bezogen:
C=fCwvm i (2.41)

Mit den Gln. (2.40) und (2.41) ldsst sich nun der gemittelte Elastizitatstensor nach
folgender Vorschrift bilden:

Cijit = By (aijir) + B2 (@ij6p + aridij)
+ Bs (@051 + aydji + a0, + a;10:)
+ By (0i§631) + Bs (03101 + 06 (2.42)
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2.3.1 Lineare und quadratische Closure

Um die Stufe von Pa zu erhdhen, wird in den einfachsten Fillen Pa durch Multipli-

kationen mit dem Einheitstensor zweiter Stufe 4 (lineare Closure, Gl. (2.43))

(04j0k1 + 0301 + 0

Qijkl = —

+ = (aij0m + aindji + aydjr + ardi; + ajidi + a;iq) (2.43)

\II>—‘$|H

oder durch Multiplikation mit sich selbst (quadratische Closure, Gl. (2.44)) in einen
Tensor vierter Stufe iiberfithrt [35]:

Aijrl = AgjQg] (2-44)

Weder mithilfe der linearen noch der quadratischen Closure ist eine gute Bestimmung
eines kompletten Sets von Werkstoffkennwerten mdoglich. Sie liefern zwar unter Umstén-
den genaue Losungen [34, 22|, sind aber nicht in der Lage fiir den Grofteil unterschied-
licher Stromungsfelder den Orientierungstensor (Ya abzuschitzen. Dementsprechend
gibt es eine Vielzahl anderer Varianten von Closures. Im Folgenden soll, stellvertre-
tend fiir alle orthotropen Closures, die orthotrope, angepasste Closure abgehandelt
werden, da diese Gattung von Closures einen deutlichen Zuwachs der Approximierungs-
genauigkeit bringt [22, 34, 35].

2.3.2 Orthotrope Closure

In diesem Abschnitt soll zunéchst die Definition der orthotropen Closure nach [22]
und danach ein Vertreter dieser Kategorie erldutert werden. Ein symmetrischer Ten-
sor, wie Pa, der als 3 x 3 Matrix abgebildet werden kann, besitzt immer drei senkrecht
aufeinander stehende Eigenvektoren [37]. Diese drei unabhéngigen Eigenvektoren sind
die Basisvektoren des Eigenvektorraums. Wird ein symmetrischer Tensor in den Eigen-
vektorraum gedreht, werden alle Nichtdiagonalkomponenten des Tensors Null [37]. Die
Diagonalelemente, des in den Eigenvektorraum gedrehten Tensors, sind die Eigenwerte
des urspriinglichen Tensors. Durch die Drehung in den Eigenvektorraum ist der Ori-
entierungstensor, ?a aufgrund der Normierung, durch zwei unabhingige Eigenwerte
und drei Hauptachsen anstelle von neun Komponenten, vollstdndig beschrieben. Da

@a nur aus Pa abgeschitzt werden soll, muss (Ya zwar nicht diagonal, aber zumindest
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ebenfalls orthotrop sein. Wenn dem nicht so wére, wiirde eine Richtungsinformation
in Wa enthalten sein, die vorher nicht in Ya enthalten war [22]. Die Komponenten
von Wa kénnen aufgrund der Gleichheit der Richtungen der Tensoren nur noch eine

Funktion der Eigenwerte A; und A, von Pa sein.

Orthotrope, angepasste Closure

Die Grundidee dieser Closure ist, eine bestimmte, parametrisierte Berechnungsvor-
schrift von Wa aus Pa moglichst gut an die Verteilungsfunktion der Faserorientierung
1 (p) anzupassen. In [22] werden zunéchst verschiedene Stromungsfelder generiert, die
eine moglichst hohe Anzahl verschiedener Faserorientierungen mit sich bringen. Die
Auswahl der Stromungsfelder erfolgt dabei so, dass die graue Fliche in Abb. 2.2 mog-
lichst gleichméfig mit Orientierungszustinden belegt wird. In [22] werden fiinf Stro-

mungsfelder verwendet:
e cinfache Scherstromung
e zwei Uberlagerungen von Scher- und Dehnstromung
e cinachsige Dehnstromung
e zweiachsige Dehnstromung

Die Verteilungsfunktion der Faserorientierung v (p) wird fiir die genannten Stromungs-
felder punktuell ausgewertet. Mithilfe einer Parameteranpassung der Bildungsvorschrift
von Wa aus Pa wird anschliekend die Abweichung zwischen der Abschiitzung von “Ya

aus Pa und den Werten, die von 1 (p) geliefert werden, minimiert.

Cintra und Tucker geben in [22] die Koordinaten des Orientierungstensors vierter Stufe
in verkiirzter Darstellung wie folgt an:
aj, ay ajz 00
ajg Ay a0 0
ays agy azgz 00
mn 0 0 0 a 0
0 0 0 0 ai
0 0 0 0 0 a

(2.45)

o O O o O

(X1

Die Symmetrien des Orientierungstensors vierter Stufe entsprechen denen des ortho-
tropen Elastizitdtstensors:

Cijki = Cjit = Cijik = Chuij (2.46)
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Aus GI. (2.46) ergeben sich damit folgende Vereinfachungen:

v v v _ v v J— v
A1 = Qyy Qg3 = Qgg Q13 = Ags (2.47)

Weiterhin werden in [22] die Abhingigkeiten der Komponenten des Tensors Ya® von

den Komponenten des Orientierungstensors zweiter Stufe ?a folgendermafen angege-

ben:
ayy + agg + ags = an (2.48)
agg + Aoy + ag, = ag (2.49)
ats + ay, + ass = ass (2.50)

Damit sind drei Gleichungen mit sechs Unbekannten gegeben. Die fehlenden drei Kom-
ponenten kénnen, wie eingangs bereits beschrieben, durch eine punktuelle Berechnung
aus der Orientierungsverteilungsfunktion fiir verschiedene Orientierungszustéinde, die
durch die Eigenwerte A\; und Ay charakterisiert sind, berechnet werden. Mit dem Er-
gebnis aus der Parameteranpassung und den beiden unabhéngigen Eigenwerten \; und

Ao lassen sich nun die restlichen drei Komponenten von (Ya? bestimmen [22]:

aiy 0.06096 0.37124 0.55530 —0.36916 0.31827 0.37122
as, | = 10.12471 —0.38940 0.25884 0.08617 0.79608 0.54499
as 1.22898 —2.05412 0.82155 —2.26057 1.05391 1.81976

1
A
A
A2
A3

At

(2.51)

Die in Gl. (2.51) als 6 x 3 Matrix abgebildete Zahlenkolonne stellt die finalen Werte
der beschriebenen Minimierung der Differenz zwischen der Abschitzung von Ya aus

g und dem Wert, der aus der Orientierungsverteilungsfunktion 1 (p) folgt, dar [22].
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Die Giite dieser Closure hingt von den Stromungsfeldern ab, die fiir die Auswertung
von 1 (p) verwendet werden. Eine andere Auswahl von Stromungen oder eine andere
Uberlagerungen der Scher- und der Dehnstromung fiihrt zu einer anderen Anpassung.

Die orthotrope angepasste Closure stellt somit kein Naturgesetz dar.



3 Kriechen der Polymermatrix

Der Begriff des viskoelastischen Verhaltens deutet auf die Kombination von elasti-
schem und viskosem Verhalten hin. Elastisches Verhalten ist gekennzeichnet durch
eine spontane, spannungsproportionale Reaktion der Dehnung zur Spannung. Die sich
einstellende Deformation ist vollstéindig riickstellbar. Viskoses Verhalten hingegen ist
gekennzeichnet durch bleibende Deformationen, die sich vergrofern, solange eine Span-
nung anliegt [38]|. Die Kombination aus beiden Typen resultiert in einem Verhalten,
das sowohl spontane, riickstellbare Anteile der Deformation aufweist, als auch solche,
die von der Zeit abhdngen und zum Teil bleibender Natur sind. Schematisch ist dieser
Zusammenhang in Abb. 3.1 dargestellt. Die Gesamtdehnung ist dort aufgespalten in
einen spontanen, elastischen Anteil ey, einen verzogerten aber riickstellbaren Anteil
evel und einen plastischen Anteil ¢,,.

1 Kriechen Erholung

Abbildung 3.1: Kriech- und Erholungsexperiment - schematisch
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3.1 Phanomenologische Beschreibung

Neben rheologischen Ersatzschaltungen werden hiufig phanomenologische Ansétze der
Kurven- und Flachenanpassung gewéhlt, um sich Effekten der Viskoelastizitét, wie des
Kriechens und der Relaxation, zu nihern. Solche Modelle konnen bestimmte Aspekte
des Werkstoffverhaltens der Realitdt nachempfinden. Schwachstellen einfacher rheolo-
gischer Modelle sind ihr mangelndes Darstellungsvermdogen eines Spektrums an Rela-
xationszeiten oder bei umfangreicheren Modellen die Unmoglichkeit der Bestimmung
aller Kennwerte ohne weitere Annahmen. Das Dilemma aus Approximierungsgiite und
experimentellem Aufwand zur Bestimmung aller Parameter fiir aufwendigere Modelle
ist nicht zu umgehen. Mathematischen Modellen hingegen fehlt der kausale Zusam-
menhang zum Werkstoffverhalten. Sie greifen den Werkstoff als Black-Box auf und
emulieren das Verhalten. Der fehlende kausale Zusammenhang zwischen den Modell-
parametern und dem Werkstoff ermdglicht die Aufstellung von Funktionen, die mit
wenigen Parametern wichtige Teile des Werkstoffverhaltens darstellen konnen [39]. Auf
der anderen Seite bereitet es jedoch grofe Schwierigkeiten mit solchen Modellen ein
geschlossenes, in sich konsistentes Modell zu finden, dass alle Aspekte der Viskoelasti-
zitdt abdeckt [39).

Einen Ansatz zur phidnomenologischen Beschreibung des Kriechens und der Relaxati-
on stellen Exponentialfunktionen dar. Aufgrund der schlechten Adaptivitit einer ein-
zelnen Eponentialfunktion werden hiufig Reihen solcher Funktionen verwendet. Auf
diese Weise lésst sich das Werkstoffverhalten auch iiber grofere Zeitskalen modellieren
[40, 41], als das mit einer einzelnen Funktion moglich wére. Diese Reihen von Exponen-
tialfunktionen werden als Prony-Reihen bezeichnet [42] und sind in einschligigen FEM
Codes implementiert [40]. Die Anzahl der Parameter, die benétigt wird, richtet sich
hierbei nach dem Werkstoff und der Zeitdauer, die modelliert werden soll. Jede dieser
abklingenden Exponentialfunktionen stellt einen Teil des Relaxationsspektrums des
Werkstoffes dar. Je langer die Reihe dieser Exponentialfunktionen ist, umso besser ist
die Adaptivitdt der gesamten Reihe. Aus diesem Grund kann die Anzahl an Parame-
tern, die fiir die Prony-Darstellung benotigt werden, stark gegeniiber einer einzelnen

Funktion ansteigen.

Ein weiterer, bekannter, phdnomenologischer Ansatz zur Beschreibung des Werkstoft-
kriechens geht auf Findley [10] zuriick. Die Gesamtdehnung e wird in einen elastischen

und einen plastischen Dehnungsanteil aufgespalten und mit den Ansatzparametern k,
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ko und k3 ersetzt.
€ (t) = Eelastisch + €inelastisch — kl + k2tk3 (31)

Diese Formulierung zeichnet sich, je nach Wahl der Ansatzfunktionen fiir die k;, durch
den Bedarf nur weniger Parameter aus. Exemplarisch sind in Tabelle 3.1 Varianten der
Findley-Modellierung aufgefiihrt. Durch die Wahl spannungsabhéngiger Ansatzfunk-
tionen eignet sich die Findley-Formulierung auch fiir die Modellierung nichtlinearer,
viskoelastischer Effekte.

Tabelle 3.1: Verschiedene Ansatzfunktionen des Findley-Ansatzes nach [9]

Gleichung ka ko ks  Quelle
% ao? c 9]
€ (t> = Eelastisch + €inelastisch — kl + thkS % sinh (O’) C [43]
% ac® co+d [44]

3.2 Rheologische Ersatzschaltungen

Die Modellierung viskoelastischer Werkstoffe kann nach verschiedenen Prinzipien er-
folgen. Da Federn und Déampfer jeweils ideal elastisch und viskos auf eine dufsere Span-
nung reagieren, werden sie hiufig zur Modellierung eingesetzt [42, 45]. Diese Art der
Modellierung ist analytischer Natur und besitzt im Gegensatz zu phinomenologischen
Modellierungsversuchen, einen klaren kausalen Hintergrund. Vor diesem Hintergrund
sind demzufolge auch alle Parameter eindeutig physikalisch interpretierbar, wenn auch
nicht messbar. Nachteile rheologischer Schaltungen sind die hohe Anzahl an Elementen
und Parametern, die fiir ein breites Relaxationsspektrum benétigt werden. Die aufwen-
dige und zum Teil unmogliche experimentelle Bestimmung aller Parameter definiert
Grenzen der Einsetzbarkeit solcher Modelle. Hinzu kommt, dass diese Modelle das

Werkstoffverhalten nur fiir kleine Dehnungen ausreichend genau wiedergeben [9, 46].
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3.2.1 Maxwell-Modell und Kelvin-Voigt-Modell

Traditionell werden rheologische Ersatzschaltungen mit linearen Federn und Dampfern
verwendet. Das Verhalten dieser Elemente ist jeweils beschreibbar durch das Hookesche
Gesetz

OfF = ESF (32)
und das Newtonsche Gesetz
op = T]éD (33)

Die Reihenschaltung dieser Elemente wird als Maxwell-Modell und die Parallelschal-
tung als Kelvin-Voigt-Modell bezeichnet [47].

o

Abbildung 3.2: Maxwell-Modell

Abbildung 3.3: Kelvin-Voigt-Modell

0 = 0p = 0Of 3.4 E=Ep =E€f (37)

£ =¢€p+E€p 3.5 o =0+ o0p (3.8)
_ g g = Fe +ne (3.9)
=—=+— 3.6 7 U

g E+77 (3.6)

Diese Grundmodelle sind jeweils nicht in der Lage sowohl Kriech- als auch Erholungs-

prozesse qualitativ korrekt wiederzugeben (vergl. Abb. 3.4). Dennoch haben sie eine
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Maxwell-Modell Kelvin-Voigt-Modell
€ €
t t
Reaktion auf Spannungssprung Reaktion auf Spannungssprung
o o
Dehnungssprung

ist nicht moglich

t t
Reaktion auf Dehnungssprung Reaktion auf Dehnungssprung

Abbildung 3.4: Vergleich Maxwell- und Kelvin-Voigt-Modell (qualitativ)

grofse Bedeutung, da sie die Grundelemente, aus denen komplexere Schaltungen auf-

gebaut werden konnen, enthalten.

3.2.2 Standard-Modell und Burgers-Modell

Zwei einfache Schaltungen, die qualitativ sowohl das Kriechen als auch die Erholung
beschreiben kénnen, sind zum einen das Standard-Modell (Abb. 3.5) und zum anderen
das Burgers-Modell (Abb. 3.6) [38].
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o o
E
Ey ’
To
nii E1
LJ ThljJJ El
o o
Abbildung 3.5: Standard Modell Abbildung 3.6: Burgers-Modell

Beide Modelle haben aufgrund ihrer schlechten Adaptivitéit eher didaktischen Charak-

ter, als dass sie fiir eine reale Modellierung eingesetzt werden konnen.

3.2.3 n-Parameter Modelle

Reale Kunststoffe zeigen im Gegensatz zu den bisher erwihnten Modellen mehr als
nur eine relevante Relaxationszeit. Vielmehr zeigen sie ein Spektrum von Relaxations-
zeiten. Um dies zu beriicksichtigen, konnen die Grundelemente in immer umfangrei-
cheren Schaltungen zusammengeschaltet werden. Auf diese Weise lisst sich ein Rela-
xationspektrum, auch iiber grofere Zeitskalen modellieren. Beispiele hierfiir sind die
verallgemeinerten Maxwell- und Kelvin-Voigt-Modelle, die beide, je nach Anzahl der
Elemente, ein breites Spektrum an Relaxationszeiten abbilden kénnen [47]. In Abb.
3.7 ist zur Veranschaulichung das verallgemeinerte Maxwell-Modell mit einer zusétz-
lich parallel geschalteten Feder abgebildet, um auch eine Riickstellung der Dehnung
zu modellieren. Abbildung 3.8 zeigt das generalisierte Kelvin-Voigt-Modell.
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Abbildung 3.7: Generalisiertes Maxwell-Modell
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Abbildung 3.8: Generalisiertes Kelvin-Voigt-Modell

3.2.4 Fraktionale Ableitungen

Die in Abschn. 3.2 aufgefiihrten Schaltungen bestanden alle aus zwei Grundelemen-
ten: Federn und Dampfern. Tatséchlich lasst sich noch ein weiteres, verallgemeinertes
(fraktionales) Element definieren, welches zwischen den Stoffgesetzen der Feder und des
Déampfers interpoliert. Es gibt einige Arbeiten [48, 41|, in denen fiir Schwingungsproble-
me gezeigt wird, dass die Substitution von Newtonschen Dampfern durch fraktionale

Grundelemente die Gesamtschaltung deutlich vereinfachen kénnen.
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Der Vergleich von Gl. (3.2) und Gl. (3.3) verdeutlicht, dass der Unterschied zwischen
dem Newtonschen und dem Hookeschen Gesetz in der Ordnung der Dehnungsableitung

und der Konstanten liegt:

0 dl
o= E@&‘ und o = N3c (3.10)
Das Stoffgesetz des fraktionalen Elements ist wie folgt definiert [48]:
dOl
=p— 3.11
0 =Pt (3.11)

In Gl (3.11) gibt der Parameter a die Differentiationsordnung an. Ist & = 0 oder
a = 1 ergeben sich jeweils die Stoffgesetze der Feder und des Dampfers, wie in den
Gln. (3.10) veranschaulicht wird.

3.2.4.1 Definition fraktionaler Ableitungen

Eine mogliche Definition der fraktionalen Ableitung lisst sich aus der Definition der
fraktionalen Integration gewinnen [49]. Den Startpunkt bildet die Formel nach Cauchy
fiir wiederholte Integration:
I"e (t) = — =) e () d 3.12

5()—m0(—7) e(r)dr (3.12)
In GL (3.12) steht die Fakultdt von n fiir die Hiufigkeit der Wiederholung und kann
zunachst nur ganzzahlig sein. Diese Fakultidtsfunktion ldsst sich jedoch mithilfe der
Gammafunktion I' verallgemeinern. Auferdem wird n durch die fraktionale Integrati-

onsordnung ersetzt:

e (1) = ﬁ /0 (t— 1) le (7) dr (3.13)

Diese Definition erlaubt somit die gebrochenzahlige Integration und dient als Basis
fiir die Definition der fraktionalen Ableitung. Durch die Kombination des fraktionalen
Integrationsoperators I* und eines gewohnlichen Differentialoperators % ist der frak-
tionale Operator der Differentiation definierbar. Die Reihenfolge der Ausfiihrung der

Integration und der Differetiation spielt dabei eine wesentliche Rolle.
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Die Gln. (3.14) und (3.15) stellen beide moglichen Varianten dar:

DHI
D% = Dim D™ mit m = [o] (3.14)
DHI
DO( — Dnl_a 3].5
Dim (3.15)

Die Anwendung von Gl. (3.14) auf Gl. (3.13) liefert letztendlich die Riemannsche Defi-
nition einer fraktionalen Ableitung [49]. Die Verwendung der invertierten Reihenfolge
der Ausfiihrung aus Gl. (3.15) fithrt zur Definition nach Caputo [49].

3.2.4.2 Eigenschaften fraktionaler Ableitungen

Zwischen beiden Definitionen bestehen zwei wesentliche Unterschiede.

1. Fiir den Fall, dass f(x) = const ist, divergiert die Ableitung nach Riemann,
wihrend die Ableitung nach Caputo, wie von gewohnlichen Ableitungen bekannt,
Null liefert [49].

2. Der néchste wichtige Unterschied ist relevant fiir die praktische Anwendbarkeit.
Die Randbedingungen von Diffentialgleichungen im Sinne von Riemann sind
ebenfalls fraktionaler Natur, wihrend die nach Caputo gewohnlich sind [50].
Randbedingungen stellen immer physikalische Grofsen, die eventuell im Expe-
riment gemessen werden konnen, dar. Deshalb sollten diese interpretierbar und

vergleichbar mit der Realitét sein.

Im Vergleich zur gewohnlichen Ableitung muss die fehlende Lokalitdt des Operators
hervorgehoben werden. Im Gegensatz zu dieser ist es nicht moglich, aus der direkten
Nachbarschaft eines Punktes die Ableitung zu bestimmen. Es muss immer die gesam-
te Vorgeschichte der Belastung mit in die Berechnung einbezogen werden. Fraktionale
Differentialgleichungen gewichten Ereignisse in der weiteren Vergangenheit allerdings
geringer als Ereignisse in der ndheren Vergangenheit. Dieser Umstand wird in der Li-
teratur mit dem verblassenden Gedéchtnis (fading memory) assoziiert [41, 51]. Genau
in diesem Verhalten liegt die Starke und die Schwiche solcher Differentialgleichungen.
Gewiinscht ist dieses Verhalten, weil es in der Realitéit -gerade bei Kunststoffen- auch
beobachtet wird. Negativ ist dieses Verhalten beziiglich des rechnerischen Aufwandes

zu sehen, da mit fortlaufender Anzahl berechneter Funktionswerte der Rechenaufwand
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in den folgenden Schritten immer weiter steigt. Es gibt Ansétze, um den Rechenauf-
wand zu reduzieren. Zu diesem Zweck wird ein Gedéachtnisldngenvektor eingefiihrt, der

festlegt, ab welchem Zeitpunkt vergangene Funktionswerte vernachléssigbar sind [52].

3.2.4.3 Lo6sung des Anfangswertproblems

In [52] sind einige Losungsmethoden fiir solche Differentialgleichungen, wie z.B. die
Laplace-Transformation, die Mellin-Transformation oder Potenzreihenentwicklung auf-
gezeigt. Probleme, die sich moglicherweise daraus ergeben, sind, dass sie nicht universal
einsetzbar sind, Linearitdt und/oder konstante Koeffizienten vorraussetzen oder dass

sie nicht zu formulieren sind.

Eine weitere Moglichkeit zur Losung kann aus [53] entnommen werden. Hier wird ein
Pridiktor-Korrektor-Verfahren [54] zur numerischen Integration entwickelt, das dem
gewohnlicher Differentialgleichungen &hnlich ist. Das nachlassende Gedéchtnis wird

durch eine Gewichtsfunktion dargestellt.

In dieser Arbeit wird ein geringfiigig anderes Verfahren aus [50| verwendet. Angenom-

men sei eine Differentialgleichung nach Caputo

D% (t) = f (t,e (t)), (3.16)
wobei

Die (t =0) = &) mit (j=0,1,2,...,m— 1)

die Anfangswerte sind. Von einem bekannten Funktionswert £, wird der Funktionswert

des néchsten Schrittes e, ; mithilfe der Eulermethode abgeschétzt:

m—1 k
t]
Ehil (t)_z £ (J Z bjkrf (tj,€5) (3.17)
J=0 j=0

Der obere Index P steht fiir Pradiktor und zeigt an, dass dieser Wert nur als erste
Néaherung fiir den korrigierten Wert fungiert. Unter Verwendung der Trapezformel

wird in einer oder mehreren Iterationen der finale Funktionswert fiir den Zeitschritt

bestimmt
m—1 t 1
€kc+]_ (t) g Z 'I;‘fl'l (]) _|_ T (Z U/] k+]_f (tj, 53) + ak+1 ]g+1f (tk+1, 85+1)> .
j=0 7

(3.18)
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Die Variable h ist die Schrittweite und die Gréfen a und b sind jeweils die Gewichte
des Korrektors und des Pradiktors. Nach [50] werden die Gewichte wie folgt definiert:

byiir = o (k4 1= )7~ (k= 5)°)
und
%(k‘a—i—l—(k—a)(k—i—l)a) ,j=0
Grir =\ o (k=G +2)" T+ (k=) =2k —j+1)™) ,1<j<k
D L i=k+1

3.2.4.4 Fraktionales Standard-Modell

Im Folgenden soll das Standardmodell aus Abb. 3.5 mithilfe eines fraktionalen Ele-
ments modifiziert und dann fiir das Kriechproblem angewendet werden. Dabei wird
der Démpfer durch das fraktionale Element ausgetauscht (Abb. 3.9).

B
ANVMA—

£y A\
—>
p,n

Abbildung 3.9: Standardmodell mit fraktionalem Element

Dieses Modell lisst sich durch die fraktionale Differentialgleichung

o(t) A C
D% (t) = —% 4+ =D"0 (t) — —¢(t 1
c(t) = 55+ £D7 (1) — £(0) (319)
mit den Koeffizienten
_ p . B= pE; .= E\Ey
E1—|—E2 E1+E2 E1+E2
und der Anfangsbedingung
d° oc+ocA
w ' =9=F5¢

beschreiben.
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3.3 Ergebnisse

Es wurden die Werkstoffe Ultramid A3K und Ultradur B4500 untersucht. Sie stellen
ndherungsweise den Werkstoff dar, der die Matrix in den untersuchten Kompositklas-
sen Ultramid A3W Gx und Ultradur B4300 Gx (mit x =2...6 ) ist. Die Matrixwerkstoffe
sind dennoch nicht identisch mit den als Matrixwerkstoff angenommenen Polymeren.
Sie unterscheiden sich durch Schlichten und eventuell zusétzliche Stabilisatoren so-
wie Verarbeitungshilfen. Beide Werkstoftklassen sind relativ steif und geeignet fiir den

technischen Einsatz, z.B. als Werkstoff fiir Gehduse, Konsolen und diverse Teile in
Kraftfahrzeugen [55, 56].

Die Modellierung des Werkstoffkriechens erfolgte mit rheologischen Ersatzschaltungen,
deren Elemente sich zunéchst ideal linear verhalten. Es wurde versucht das generalisier-
te Kelvin-Voigt-Modell und das fraktionale Standard-Modell an experimentelle Daten

aus [57] anzupassen.

3.3.1 Generalisiertes Kelvin-Voigt-Modell

Fiir jedes der parallel geschalteten Elemente und der einzelnen Feder aus Abb. 3.8

ldsst sich eine Differentialgleichung aufstellen.

) o . o F ) o E, ) .
o= 7=, &1=— — —€1, © * , &= — — —Ep, €= 2 (320)
Eqy m T M T Z:;

Die Differentialgleichungen werden numerisch integriert, da in der Literatur haufig
daraufhingewiesen wird, dass sich thermoplastische Polymere nichtlinear elastisch ver-
halten [38, 45, 9]. Aus diesem Grund wird bewusst auf die Laplace-Transformation

verzichtet.

Die Entscheidung iiber die Anzahl der verwendeten Teilschaltungen wurde wiahrend der
Modellanpassung an experimentelle Daten getroffen. Dabei gilt es einen Kompromiss
zwischen Anpassungsgiite und Performance zu finden. Je umfangreicher die Schaltung,
umso besser ist die Anpassungsgiite. Die Kehrseite ist die lingere Rechenzeit wiahrend
der Anpassung und der spiateren Anwendung des Modells. Fiir die Betrachtung des
Kriechens im Bereich von ¢ = 0...10° h wurde die Anzahl von zehn Teilschaltungen als

Kompromiss gewéhlt.
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Die Anpassung an einen breiter gefassten Spannungsbereich ist mithilfe des linearen
Modells weder fiir Ultramid A3K (vergl. Abb. 3.10) noch fiir Ultradur B4500 (vergl.
Abb. 3.11) moglich.
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Abbildung 3.10: Generalisiertes Kelvin-Voigt-Modell mit 10 Schaltungen und
linearen Dampfern fiir Ultramid A3K, Daten aus [57]

Die direkte Anpassung des linearen Modells an einen einzelnen Kriechversuch mit kon-
stanter Spannung ist mithilfe der Fehlerquadratmethode und einschlégiger Optimie-
rungsalgorithmen [58, 59| prinzipiell moglich. Die experimentellen Daten liegen dabei
zunichst aber nur sehr inhomogen beziiglich der Zeitachse verteilt vor. Das bedeu-
tet, dass im Anfangsbereich relativ viele Punkte, die in die Minimierung einbezogen
werden, vorliegen und im Endbereich relativ wenig. Dies fiihrt immer zu einer iiber-
proportionalen Gewichtung der Daten bei geringeren Zeiten wihrend der Optimierung.

Das Resultat daraus ist, dass die Kurvenanpassung auf dem direkten Weg nicht zufrie-
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denstellend funktioniert. Daher wurden Punkte fiir die Anpassung kiinstlich erzeugt.
Zuerst wurde eine Splinedarstellung der Kurven bestimmt. Innerhalb des Splineinter-
valls ist es nun moglich beliebig viele Punkte mit beliebiger Verteilung beziiglich der
Zeit zu erzeugen. Mit diesem Werkzeug der zwischenzeitlichen Splineinterpolation ge-

lingt die Anpassung deutlich besser, als nur mit den wenigen urspriinglichen Punkten.

In beiden Fillen wurde die Anpassung fiir die Kurve mit der geringsten Spannung
durchgefiithrt und es wurde dieselbe Verteilung von kiinstlichen Datenpunkten auf
der Zeitachse gewéhlt. Die Giite der Anpassung ist im Fall des Ultramid A3K jedoch
besser als fiir das Ultradur B4500. In Abb. 3.11 wird die tatséchliche Kriechdehnung fiir
die geringste Spannung leicht iiberschétzt. Moglicherweise konnte durch eine hohere
Dichte von Punkten im Endbereich die Uberschiitzung verringert werden, was aber

nicht weiter untersucht wurde.
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Abbildung 3.11: Generalisiertes Kelvin-Voigt-Modell mit 10 Schaltungen und
linearen Dampfern fiir Ultradur B4500, Daten aus [57]
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Fiir beide Werkstoffe wird mit steigender Spannung eine erhebliche Unterschitzung
der auftretenden Kriechdehnung beobachtet. Die Ursache ist in deren nichtlinearem,
viskoelastischen Werkstoffverhalten zu sehen. Die Konsequenz daraus ist, dass fiir eine

bessere Beschreibung nichtlineare Modelle verwendet werden miissen.

3.3.2 Fraktionales Modell

Die Differentialgleichung 3.19, welche das fraktionale Standard-Modell beschreibt, wur-
de mithilfe des Verfahrens aus Abschn. 3.2.4.3 geldst [50, 53].
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0.004} - : ,,,,,,, f, ,,,,,,,,, L = = gewohnl. Modell, gefitted fiir kleine ¢ |............... Lo
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Abbildung 3.12: Fraktionales und gewohnliches Standard-Modell am Beispiel Ultramid
A3K, Daten aus [57]

In Abb. 3.12 ist ein Vergleich der Ergebnisse zwischen dem konventionellen und dem
fraktionalen Standard-Modell dargestellt. Das gew6hnliche Modell kann fiir den dar-
gestellten Zeitbereich nicht an alle Daten angepasst werden. Es ist lediglich moglich
dieses Modell zum Beispiel im Anfangs- oder Endbereich an die Daten anzupassen.
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Fiir den restlichen Zeitbereich liefert es in jedem Fall unbrauchbare Ergebnisse. Das
fraktionale Modell hingegen besitzt eine wesentlich bessere Adaptivitiat. Es ist in der
Lage, die experimentellen Daten einer einzelnen Spannungskurve iiber einen deutlich
breiteren Zeitbereich ausreichend genau zu modellieren. Wie auch schon beim gene-
ralisierten Kelvin-Voigt-Modell, kann auch das fraktionale Modell in dieser Form die
werkstoffseitige Nichtlineritdt nicht abbilden (siche Abb. 3.13). Da das Modell an die
mittlere Kurve angepasst ist, iiberschitzt es die Kriechdehnung bei geringerer und
unterschétzt sie bei hoherer Spannung. Wire das Modell ebenfalls an die untere Span-
nung angepasst, wiirde es alle anderen Kurven analog zum linearen generalisierten

Kelvin-Voigt-Modell unterschitzen.
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Abbildung 3.13: Losung des fraktionalen Modells mit konstanten Koeffizienten fiir Ul-
tramid A3K, Daten aus [57]
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3.3.3 Nichtlineares, generalisiertes Kelvin-Voigt-Modell

Da das lineare Modell nur unzureichende Ergebnisse liefert, erscheint es sinnvoll das
Modell zu modifzieren. Deshalb wird fiir die Viskositéit aller Dampfer eine nichtlineare
Ansatzfunktion geméf Gl. (3.21) eingefiihrt, die die Dampferviskositit der linearen
Dampfer aus Abschn. 3.3.1 in Abhéngigkeit der anliegenden Dampferspannung modi-
fiziert. Folglich verhilt sich jeder Ddmpfer immer in dhnlicher Weise nichtlinear wie die
anderen Dédmpfer. Durch diese Annahme wird die Prozedur der Anpassung deutlich er-
leichtert, da die Anzahl der Parameter, die zusdtzlich ben6tigt werden, nur geringfiigig

steigt.
1N = incar fre~ 2 (fo(|o| + f5)) (3.21)

Die lineare Anpassung ist trotzdem der Ausgangspunkt fiir die nichtlineare Anpas-
sung. Das bedeutet, es wurde eine aufeinanderfolgende und keine simultane Anpassung
durchgefiihrt. Die absoluten Betridge in Gl. (3.21) in Kombination mit der Addition
von f5 sind dafiir verantwortlich, dass die Funktion iiberall definiert ist. Der Verlauf des
Faktors, mit dem die Viskositdt des linearen Dampfers multipliziert wird, ist in Abb.
3.14 aufgetragen. Da sich dieser Faktor mit steigendem Absolutwert der Dédmpferspan-
nung verkleinert, wird strukturviskoses oder scherverdiinnendes Verhalten modelliert
[47]. Mit zunehmender Belastung des Polymers sinkt dessen Viskositit. Die Ursache
fiir dieses Verhalten sind belastungsinduzierte Verdnderungen der Struktur auf der
Ebene der Polymerketten. Die Verschlaufungen der einzelnen Ketten werden bei stei-
gender Belastung zunehmend gel6st. Damit sinkt die Widerstandskraft der Ketten, die
sie einer Relativbewegung entgegensetzen konnen und sie kénnen besser aneinander

vorbeigleiten.



3.3. ERGEBNISSE 46

R =

1000+l

Faktor

500}

| | | | | | |

Abbildung 3.14: Darstellung des Faktors, der die Dampferviskositdt in Abhingigkeit
der Dampferspannung verindert (am Beispiel von Ultradur B4500)

In Abb. 3.15 sind die Kriechkurven von Ultramid A3K fiir den Spannungsbereich von
4 MPa bis 16 MPa aufgetragen. Alle Kurven liegen sehr dicht an den experimentellen
Punkten. Die grofste Abweichung wird bei der Kurve mit der héchsten Spannung
beobachtet. Sie wird leicht {iberschitzt, wobei der grokte Fehler kleiner als 10% ist.
Im Vergleich zu Abb. 3.10 lédsst sich kein Trend, dass zu hoheren Spannungen eine

Unterschitzung oder Uberschitzung auftritt, erkennen.
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Abbildung 3.15: Nichtlineares, generalisiertes Kelvin-Voigt-Modell fiir Ultramid A3K,

Daten aus [57]

In Abb. 3.16 sind die Kriechkurven von Ultradur B4500 fiir den Spannungsbereich
von 5 MPa bis 20 MPa aufgetragen. Auch fiir Ultradur B4500 bringt die nichtlineare
Modellierung einen deutlichen Zuwachs in der Genauigkeit. Ahnlich wie bereits beim
linearen Modell iiberschétzt das nichtlineare Modell die Kriechdehnung bei der nied-
rigsten Spannung leicht. Diese leichte Uberschitzung bleibt fiir alle weiteren Kriech-

kurven erhalten. Ein Trend, dass sie prozentual grofer oder kleiner wird, ist ebenfalls

wie beim Ultramid A3K nicht zu entdecken. Der maximale Fehler aller Kurven liegt
fiir Ultradur B4500 bei ca. 10%.
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Abbildung 3.16: Nichtlineares, generalisiertes Kelvin-Voigt-Modell fiir Ultradur B4500,
Daten aus [57]

Die nichtlineare Modifizierung bringt fiir beide untersuchten Werkstoffe eine deutliche
Verbesserung in der Giite der Abbildung der experimentellen Werte. Die Abweichung
zwischen Experiment und Modell liegt fiir beide Werkstoffe und alle Kurven bei ca.
10%. Gerade bei Kriechexperimenten ist die Messunsicherheit hiufig grofer als die-
se Abweichung. Alle verwendeten Kennwerte und Modellparameter sind in Tab. 3.2
dargestellt.
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Tabelle 3.2: Zusammenfassung aller Kennwerte und Daten des generalisierten
Kelvin-Voigt-Modells

Kennwerte Ultramid A3K Ultradur B4500 Einheit

E, 1100 2600 MPa
E, 2400 2280 MPa
E,, Es 2200 2090 MPa
E, 2100 1995 MPa
Es, E:, Es, By, Eig 2000 1900 MPa
Eg 3300 3610 MPa

m 6.3 - 106 2.52 - 10° MPa - h

n  3.43-107 7.1-108 MPa - h

ns  7.12- 104 2.34 - 107 MPa - h

n 6.89-108 1.41-101°  MPa-h

ns  1.843 .10 584101  MPa-h

ns  2.02- 10U 3.00-101  MPa-h

n 1.0-104 1.11-10'  MPa-h

ns  9.23-1012 3.78-102  MPa-h

ny  1.94-10% 6.82-102  MPa-h

Mo 2.48-10 3.11-104  MPa-h

3.3.4 Nichtlineares, fraktionales Modell

Wie auch beim verallgemeinerten Kelvin-Voigt-Modell ist das lineare, fraktionale Zeu-
ner-Modell nicht in der Lage die werkstofflichen Nichtlinearitdten wiederzugeben. Aus
diesem Grund wurde auch hier, analog zu Abschn. 3.3.3, versucht, eine Nichtlinearitat

einzufiihren.

In der Literatur wurde fiir fraktionale Modelle kein Hinweis auf eine nichtlineare Modi-
fizierung fiir die Kriechbeschreibung gefunden, weshalb nach einer neuen Formulierung

gesucht wurde.
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Der fraktionale Parameter p und die Federsteifigkeit der einzelnen Feder wurden als

Funktion der am jeweiligen Element anliegenden Spannung formuliert:

a

— 3.22
b Po (’Ufraktional‘ + C)b ( )
B, = EQ,O% (3.23)

(lo] +9)

Mit dieser Veranderung konnte der eindimensionale Kriechversuch nachgebildet wer-
den. Die erhaltenen Ergebnisse liegen deutlich ndher an den experimentellen Daten
als mit dem linearen, fraktionalen Modell, siehe Abb. 3.17.
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Abbildung 3.17: Nichtlineares, fraktionales Standard-Modell fiir Ultramid A3K, Daten
aus [57]
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Die Werte aller verwendeten Parameter sowie die zugehorigen Einheiten sind in Tab.

3.3 fiir Ultramid A3K zusammengefasst.

Tabelle 3.3: Zusammenfassung der Kennwerte und Einheiten aller Parameter des nicht-
linearen, fraktionalen Modells

Parameter  FE} Eyy « Do a b c d f g

Wert 360.2 2971 0.3 3077 237 052 0.59 0.9 4 0.1
N «

Einheit MPa MPa - > 5 MPaP ~  MPa -~ MPa! MPa
mim

Die Verwendung des fraktionalen Grundelementes und die nichtlineare Modifizierung
erlauben es, das rheologisch sehr einfache Standard-Modell als Ersatzschaltung zu
verwenden. Selbst mit diesem einfachen Modell kann das Kriechverhalten des Kunst-
stoffs gut dargestellt werden. Das Verfahren aus Abschn. 3.2.4.3 ist in dieser Form nur
fiir dquidistante Zeitschritte anwendbar. Durch die Beachtung der vollstdndigen Ver-
gangenheit aufgrund der fehlenden Nichtlokalitét des Differentialoperators steigt der
Rechenaufwand dieses Verfahrens sehr schnell. Das bedeutet, es muss mit einer relativ
grofsen, einheitlichen Schrittweite gerechnet werden oder die numerische Integration
wird sehr rechenintensiv fiir hohere Zeiten. Fiir den ersten Fall mit der relativ grofsen
Schrittweite muss beachtet werden, dass im Anfangsbereich der Rechnung damit ein
relativ grofler Fehler gemacht wird, da zu Beginn die gréfiten Kriechverzerrungen auf-
treten.



4 Anisotropes Kriechen des

Komposites

Die Verwendung der Modelle aus Kap. 3 ist auch fiir anisotrope Werkstoffe denkbar.
Problematisch ist die benttigte Anzahl von Parametern, die selbst im isotropen Fall
schon recht grof sein kann. Fiir den orthotropen Fall steigt sie selbst fiir einfache Mo-
delle dramatisch an [6]. Der Versuch faserverstarkte Kunststoffe analog zu isotropen
Werkstoffen zu modellieren, erscheint vor dem Hintergrund der Abhéngigkeit der Ei-
genschaften sowohl von Zeit, Spannung und Temperatur als auch von der Richtung

und dem Grad der Faserorientierung zweifelhaft bis aussichtslos.

4.1 Beschreibung des anisotropen Kriechens

Ein alternativer Zugang zum anisotropen Kriechen ergibt sich durch die Betrachtung
aus einem anderen Blickwinkel. Auf makroskopischer Ebene ist der Werkstoff homogen
mit verschmierten Eigenschaften. Auf mikroskopischer Ebene besteht der Werkstoff
aus zwei verschieden Konstituenten - Fasern und Polymermatrix. Die Eigenschaften
dieser Werkstoffe sind, aus mechanischer Sicht, sehr verschieden. Die Fasern koénnen
als rein elastischer, isotroper Werkstoff angenommen werden, die Polymermatrix hin-
gegen zeigt viskoelastisches, isotropes Werkstoffverhalten. An diesem Punkt wird die
Frage aufgeworfen, ob sich aus dieser Betrachtung nicht auch fiir die Beschreibung
Vereinfachungen ergeben, die ausgenutzt werden kénnen, um die Modelle {iberschau-
bar zu halten. Ausgehend von einem iterativen Berechnungsschema ist es moglich
die verénderliche Verbundsteifigkeit C' in Abhéngigkeit der Zeit und Temperatur zu
beriicksichtigen, indem sie in jedem Iterationsschritt neu, als Funktion der verénderli-
chen Eigenschaften der Polymermatrix, berechnet wird. Diese Herangehensweise setzt

voraus, dass der Spannungstensor, der auf die Matrix wirkt und ein Algorithmus zur
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Bestimmung der Verbundsteifigkeit aus den Konstituenten bekannt sind. Unter diesen
Umstédnden kann ein beliebiges viskoelastisches Modell, das fiir die Matrix Giiltigkeit
besitzt, zur Modellierung des Komposites verwendet werden - ohne dass zuséitzliche

Werkstoftkennwerte bendtigt werden.

4.1.1 Bestimmung der Matrixspannung

Fiir die Beschreibung des kurzfaserverstarkten Komposites werden einige Grundlagen
aus Abschn. 2 sowie das in Abschn. 3.3.3 vorgestellte nichtlineare, generalisierte Kelvin-
Voigt-Modell fiir die Polymermatrix ben6tigt. Da ausschlieflich die Polymermatrix
zeitabhéngiges Verhalten zeigt, wird angenommen, dass sie fiir das Werkstoftkriechen

im Komposit entscheidend ist.

Ausgangspunkt der Betrachtung ist ein vorliegender Spannungszustand in einem Vo-
lumenelement. Innerhalb dieses Elements ist der makroskopische Spannungstensor ho-
mogen und der Orientierungszustand der Fasern durch den Orientierungstensor sta-
tistisch beschrieben. Im betrachteten Volumenelement lésst sich im ersten Schritt der
Spannungstensor & durch die Spannungs-Konzentratoren B , By und B,, in die Anteile
aufspalten, die die jeweiligen Konstituenten aufnehmen. Fiir die weitere Betrachtung

ist nur der Anteil wichtig, der von der Matrix aufgenommen wird.

A

om=B- B G (4.1)

B; und B sind analog zu A; und A aus Abschn. 2.2.1 zu bestimmen.

4.1.2 Reduzierung des Raumes der Matrixspannung

Da das viskoelastische Modell der Matrix skalarer Natur ist, muss die tensorielle Ma-
trixspannung a,, ebenfalls auf einen skalaren Wert reduziert werden. Zu diesem Zweck
ist es in der Mechanik {iblich eine Vergleichsspannung o, zu bilden. Dafiir gibt es ver-
schiedene Moglichkeiten, die sich nach dem mechanischen Verhalten des betrachteten
Werkstoffes richten [51]. Da die untersuchten Kunststoffe eher duktilen als sproden

Charakter haben, wird die Vergleichsspannung nach von Mises verwendet:

3
Oeq,vonMises — 53 -] (42)
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Konsequenzen, die sich aus der Verwendung der Vergleichsspannung nach von Mises

ergeben, sind:

e Zug-Druck-Insensitivitat
e hydrostatische Spannungszustinde tragen nicht zum Kriechen bei

e isotropes Werkstoffverhalten

4.1.3 Effektive Matrixspannung

Es ist von grofer Bedeutung hervorzuheben, dass die so bestimmte Spannung der
Matrix homogen in dem betrachteten Volumenelement angenommen wird. Im rea-
len Komposit treten aufgrund der Heterogenitit des Werkstoffes auf der Mikroebene
Spannungskonzentrationen auf. Nah an den Fasern, besonders an deren Enden (bei uni-
direktionaler Orientierung und gleichzeitigem Zug), wird die Matrix besonders stark
beansprucht. Fiir das Werkstoffkriechen spielen diese Spannungskonzentrationen ei-
ne groke Rolle. Da sich die Polymermatrix nichtlinear viskoelastisch verhélt, leisten
hoher beanspruchte Regionen eines Volumenelementes einen iiberproportional grofse-
ren Beitrag zum Kriechen als geringer beanspruchte. Da der Spannungszustand der
Matrix nur gemittelt berechnet werden kann, wird dieser Spannungsanteil der Ma-
trix das Kriechen des Komposites immer unterschitzen. Aus diesem Grund muss eine
effektive Matrixspannung bestimmt werden. Zu diesem Zweck wird die mittlere Ma-
trixspannung mit einem Faktor multipliziert. Dieser Faktor beschreibt das Mafs der

Spannungsiiberh6hung und héngt theoretisch ab von:

e der Form der Fasern
e dem Orientierungszustand der Fasern

e dem Verhéltnis der E-Moduln [60]

In [61] wurde numerisch mithilfe der BEM die Gréfse und Haufigkeit von iiberhohten
Spannungen an der Grenzfliche zwischen Fasern und Matrix untersucht. Die Ergebnis-
se fiir gewohnliche Kurzfasern sind in Abb. 4.1 dargestellt. Diese Ergebnisse erlauben
zwar keine Aussage iiber die Grofe und Haufigkeit von Elementen mit {iberhohter
Spannung im Volumen der Matrix, dennoch geben sie einen wichtigen Anhaltspunkt

iiber die mogliche Hohe des Faktors.
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Abbildung 4.1: Haufigkeit der Spannungsiiberh6hung bei unidirektional orientierten

Fasern nach [61]

Unabhingig von der Untersuchung in [61] wurde in dieser Arbeit der Uberhéhungsfak-
tor durch ein iteratives Vorgehen bestimmt. Dazu wurde der komplette Algorithmus

zur Simulation des Zug-Kriechversuches angewandt, wobei die Matrixspannung jeweils

mit diesem Faktor multipliziert wurde. Die Differenz zwischen der Modellierung und

den experimentellen Daten wurde dabei minimiert.

Fiir den Fall, dass die Fasern nahezu unidirektional orientiert und die Fasern als Rota-
tionsellipsoide modelliert sind, wird der Faktor damit zu 3,25 bestimmt. Im Vergleich

mit den Ergebnissen aus [61] ist der so ermittelte Wert als realistisch einzustufen.
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4.1.4 Auswertung des Kriechmodells der Matrix

Die so ermittelte Vergleichsspannung ist die Eingangsgrofe fiir das Kriechmodell der
Polymermatrix. Die Integration der Differentialgleichungen (3.20) fithrt auf eine eindi-
mensionale Dehnung e,,. Mit

Oeq,vonMises
E, (t) = 4.3
(1) = P (13)
lasst sich der Kriechmodul E. (t) zu dem betrachteten Zeitschritt ermitteln. Die De-
finition ist analog zu der des elastischen Moduls. Der Unterschied liegt darin, dass
die Dehnung &, zeitlich nicht konstant ist. Damit wird der Kriechprozess der Matrix
lediglich als ein Erweichen interpretiert. E. (f) ist im Folgenden die Grundlage zur

Bestimmung der effektiven Eigenschaften.

4.1.5 Skaleniibergang auf die Makroebene

Durch die vereinfachende Interpretation des Kriechens als Erweichen ohne mikrosko-
pische Spannungsumlagerungen erdffnet sich die Mdoglichkeit bestimmte Prozeduren,
die zur Bestimmung effektiver Kennwerte fiir elastische Werkstoffe geeignet sind, zu
verwenden. In einem realen faserverstirkten Werkstoff kommt es jedoch wihrend eines
nichtlinearen Kriechprozesses immer zur Umlagerung von Spannungen. Regionen ho-
herer Spannung relaxieren unter Belastung weniger beanspruchter Bereiche. Das fiihrt
dazu, dass sich nicht nur die Hohe, sondern auch die Koordinaten der Spannungskon-

zentrationen verandern.

Die in Abschn. 2.2.4 vorgestellte Mean-Field-Theorie nach Mori-Tanaka [18] ist in ver-
schiedenen Veroffentlichungen schon fiir die Modellierung relativ kleiner, inelastischer
Vorgénge in Kompositen verwendet worden [15, 62, 63|. Diese Verfahrensweise baut
wesentlich auf der Arbeit von Eshelby [16] auf, da fiir die Bestimmung der Spannungs-
und Verzerrungskonzentratoren nach Mori-Tanaka, die Konzentratoren nach Eshelby
bendtigt werden. Ein zentrales Ergebnis von Eshelby war es zu zeigen, dass im elasti-
schen Fall im Inneren eines Einschlusses die elastischen Felder homogen sind. Treten
inelastische Prozesse wie z.B. Kriechen auf, fiihrt das dazu, dass die Felder im Inne-
ren der Einschliisse inhomogen werden. Damit wiren eingangs getroffene Annahmen

Eshelbys verletzt und das Ergebnis wére fehlerhaft.
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Dennoch soll dieses Konzept die Grundlage fiir die in dieser Arbeit vorgestellte Model-
lierung sein. Zur Bestimmung eines vollstdndigen Satzes von unidirektionalen Kennwer-
ten wird der auf Mori-Tanaka aufbauende Tandon-Weng-Algorithmus 28] verwendet.
Der Fehler, der durch diese Modellierung entsteht, soll in Abschn. 4.2 anhand von

Kriechsimulationen analysiert werden.

Die Fasern in kurzfaserverstirkten Kunststoffen liegen im Gegensatz zu langfaserver-
starkten nicht unidirektional orientiert vor. Daher muss die vorliegende Orientierung
der Fasern mithilfe einer Mittelung iiber alle Orientierungen beriicksichtigt werden.
Zu diesem Zweck wird die in Abschn. 2.3.2 vorgestellte Orientierungsmittelung un-
ter Verwendung der orthotropen, angepassten Closure verwendet. Das Resultat dieser

Prozedur ist der effektive ,Steifigkeitstensor fiir das betrachtete Zeitinkrement.

Die wesentlichen Punkte des Algoritmus zur Beschreibung des nichtlinearen anisotro-

pen Kriechens und dessen Einbettung in Abaqus sind in Abb. 4.2 zusammengefasst.

néchstes Zeitinkrement

Schrittweite reduzieren

UMAT

Matrixspannung bestimmen
l nein nein

Vergleichsspannung bilden

A 4
Matrixkriechmodell integrieren

Zeit
[Konvergenz? erreicht?

A 4

Kriechmodul bestimmen

v

UD-Eigenschaften ermitteln

'

Orientierungsmittelung

Abbildung 4.2: Ablauf einer Kriechsimulation unter Verwendung des entwickelten

Ende der Simulation

Algorithmus
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4.2 Ergebnisse

Im folgenden Abschnitt sollen die Ergebnisse, die sich mit dieser Prozedur erzielen
lassen, fiir zwei verschiedene Matrixwerkstoffe mit jeweils zwei unterschiedlichen Fiill-
graden von Glasfasern vorgestellt werden. In diesem Zusammenhang sind zwei Dinge
besonders hervorzuheben: Der Orientierungszustand und das Aspektverhéltnis der Fa-
sern sind fiir die Daten [57] nicht bestimmt worden. Aus diesem Grund mussten hierfiir,

mithilfe numerischer Experimente, Werte approximiert werden.

4.2.1 Orientierungszustand im Schulterstab

Fiir die Bestimmung des Orientierungszustandes wurden dreidimensionale Fiillsimu-
lationen eines Schulterstabes mit Moldflow durchgefiihrt. Uber die Dicke wurden an
jeder Stelle mindestens sechs Elemente aufgegeben. Die Schmelzeinjektion wurde als
Band- und als Punktanguf simuliert. Die Wahl des Angusses hat keinen Einfluss auf
die Faserorientierung, zumindest im Bereich der Messldnge (siehe Abb. 4.3). In die-
sem Bereich wurde der Faserorientierungstensor als weitestgehend konstant mit den
Eigenwerten A\; =~ 0.9, Ay = A3 = 0.05 bestimmt.

jan)
ot
I

-
0.8

Abbildung 4.3: Fiillstudie eines Schulterstabes aus Ultramid A3W G6 zur Ermittlung

der Eigenwerte des Tensors der Orientierung der Fasern
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4.2.2 Bestimmung des Aspektverhaltnisses der Fasern

Das Aspektverhéltnis der Fasern wurde fiir den elastischen Fall bei niedriger Span-
nung aus dem Spannungs-Dehnungs-Diagramm bestimmt. Es wurde eine Varianten-
rechnung mithilfe der bekannten elastischen Kennwerte und dem Orientierungszustand
aus Moldflow durchgefiihrt. Dabei ist das Aspektverhiltnis solange verdndert worden,
bis dieselbe Dehnung im Modell wie im Spannungs-Dehnungs-Diagramm bei der anlie-
genden Spannung erzielt wurde. Das ermittelte Aspektverhéltnis beriicksichtigt jedoch
keine Verteilung der Faserlédngen. Es stellt vielmehr einen effektiven Wert dar, der das
Verhalten, das durch die Faserlingenverteilung charakterisiert ist, widerspiegelt. Die

so ermittelten Werte entsprechen denen aus [9).

Obwohl die Ergebnisse der beschriebenen Prozedur nah an den durch Schliffbilder in
[9] ermittelten Werten liegen, existieren Differenzen. Mogliche Ursachen dafiir kénnen

sein:

1. Die visuelle Bestimmung der Dehnung zur zugehorigen Spannung aus dem Span-
nungs-Dehnungs-Diagramm ist fehlerbehaftet. Es wurde dafiir zwar der Wert
mit der geringsten Spannung ausgewihlt, um den Einfluss von Kurzzeitkriech-
prozessen wihrend der langsamen Messung zu minimieren, dennoch sind diese

nicht auszuschlielen.

2. Im Modell zur Bestimmung der effektiven Eigenschaften werden Rotationsellip-

soide anstelle von zylinderfomigen Fasern verwendet.

3. Die experimentelle Bestimmung des Aspektverhéltnisses ist ebenfalls mit Fehlern
behaftet. Dabei wird immer eine Verteilung von Fasern verschiedener Linge

gefunden, woraus letztendlich ein einziger skalarer Wert gebildet wird.

4.2.3 Ultramid A3W G

In Abb. 4.4 ist die Dehnung in Belastungsrichtung fiir den Zug-Kriechversuch an dem
mit 15 Gew.-% gefiillten Ultramid A3W G3 dargestellt und in Abb. 4.5 die fiir das
mit 30 Gew.-% gefiillte Ultramid A3W G6.
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Abbildung 4.4: Zug-Kriechversuch an Ultramid A3W G3 mit £ = 32, Daten aus [57]

Das Aspektverhéltnis wurde entsprechend der eingangs beschriebenen Verfahrensweise
zu é = 32 bestimmt. Dieser Wert liegt sehr nah an dem durch Analyse von Schliftbil-
dern in [9] gefundenen Wert von 4 = 30.

Die Abweichung zwischen der Modellierung und den Ergebnissen des Zug-Kriechver-
suches sind fiir Ultramid A3W G3 duferst gering. Sie liegt immer unter 6%. Aufkerdem
ist fiir diesen Werkstoff kein Trend zu erkennen, ob das Verhalten unterschéitzt oder

iberschatzt wird.
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Abbildung 4.5: Zug-Kriechversuch an Ultramid A3W G6 mit £ = 32, Daten aus [57]

Bei dem stérker gefiillten Ultramid A3W G6 wird ebenfalls eine gute Ubereinstimmung
zwischen Modell und Kriechdaten gefunden. Der Unterschied zwischen Modell und
Experiment ist allerdings grofer als bei Ultramid A3W G3.

Im Vergleich zwischen beiden Werkstoffen zeigt Ultramid A3W G3 erwartungsgeméfs
ein weniger steifes und weniger kriechresistentes Verhalten, da der Fiillgrad mafigeb-
lich die Steifigkeit erhoht und die Kriechneigung reduziert. Die Ursache dafiir ist in
der Verringerung des Abstandes der Fasern mit steigendem Fiillgrad zu sehen. Da jede
Faser immer einen bestimmten Einflussbereich hat, in dem sie die Matrix entlastet,
wird der Anteil der Matrix an der aufgebrachten Last geringer, je mehr sich die Ein-
flussbereiche iiberlappen. Die Folge daraus ist, dass die Eigenschaften des Komposites

stiarker in Richtung Faser verschoben werden.
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4.2.4 Ultradur B4300 G

In Abb. 4.6 ist die Dehnung in Belastungsrichtung fiir den Zug-Kriechversuch an dem
mit 20 Gew.-% gefiillten Ultradur B4300 G4 dargestellt und in Abb. 4.7 die fiir das
mit 30 Gew.-% gefiillte Ultradur B4300 G6. Auch bei dieser Werkstoffklasse wird
wieder beobachtet, dass mit steigendem Fasergehalt die Steifigkeit zunimmt und die
Kriechneigung abnimmt. In beiden Fillen wird eine gute Ubereinstimmung zwischen
Modell und Kriechdaten gefunden.

0.002f - SE— A SE— -

e e Exp. 10 MPa
e e Exp. 20 MPa
e e Exp. 40 MPa
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: : : ; : — Modell 20 MPa
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0.008

0.006

0.004

0.002
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Abbildung 4.6: Zug-Kriechversuch an Ultradur B4300 G4 mit 4 = 24, Daten aus [57]
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Abbildung 4.7: Zug-Kriechversuch an Ultradur B4300 G6 mit 4 = 24, Daten aus [57]

Der experimentell in [9] bestimmte Wert des Aspektverhiltnisses der Fasern ist mit
é ~ 28 ca. 15% grofer als der hier verwendete Wert, dessen Bestimmung in Abschn.
4.2.2 erldutert worden ist. Mogliche Ursachen dafiir sind bereits dort aufgezeigt worden.
Zusitzlich zu den bereits diskutierten Ursachen hingt die Faserorientierung stark von
der Beanspruchung der Polymerschmelze wahrend der Verarbeitung ab. Da weder die
Verarbeitungsbedingungen aus |57 noch von [9] bekannt sind, kann der Einfluss jedoch

nicht beurteilt werden.



5 Gekoppelte Analyse

kurzfaserverstarkter Kunststoffe

Die Berechnung kurzfaserverstirkter Kunststoffbauteile mit einem FEM-Programm

setzt verschiedene Dinge voraus:

e Die Faserorientierung aus dem Urformprozess muss ermittelbar sein.
e Die Faserorientierung muss dem Programm zur Strukturanalyse zugénglich sein.

e Es muss ein geeigneter Algorithmus zur Strukturanalyse existieren.

Ohne diese drei Grundvoraussetzungen ist eine verlédssliche Aussage iiber das Verhal-
ten des Bauteils nicht moglich. Es wird deutlich, dass zur gekoppelten Analyse des
Spritzgielprozesses und des spiteren strukturellen Einsatzes zwei verschiedene, spe-
zialisierte Simulationsprogramme bendtigt werden. In diesem Kapitel sollen Aspekte
beleuchtet und zum Teil vertiefend behandelt werden, deren Betrachtung fiir eine

Kopplung dieser beiden Simulationen notig erscheinen.

5.1 SpritzgieBsimulation

Die Spritzgieftsimulation wird durchgefiihrt, um unter anderem den Faserorientierungs-
zustand im Bauteil abzuschétzen. Die Orientierung der Fasern ist stark abhéngig von
den Stromungsverhéltnissen wihrend des Spritzgieftens. Typischerweise lisst sich ein
Stromungsprofil, wie in Abb. 5.1 dargestellt, nachweisen. Wird die Formmasse in die
Kavitat gespritzt, kiihlt sie sich an den Réndern am schnellsten ab. Das bedeutet, dass
die fliefsfihige Masse am Rand zuerst einfriert, wohingegen im Inneren noch eine be-
wegliche, plastische Seele vorliegt. Durch die Bewegung der noch fliefkfdhigen Schmelze
relativ zum bereits eingefrorenen Material, kommt es zur Ausbildung eines Scherstro-

mungsfeldes am Rand. An diesen Stellen orientieren sich die Fasern hauptséchlich in
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Fliefrichtung. Im Bereich der Dehnstromung hingegen orientieren sie sich senkrecht
zur Fliefrichtung [64]. Eine Besonderheit stellt noch der Anspritzpunkt dar. In die-
sem Bereich dominiert die Quellstromung, in der sich die Fasern nur wenig orientieren.
Dennoch lisst sich eine Hauptorientierungsrichtung feststellen, welche dort senkrecht

zur Fliefrichtung ausgerichtet ist.

Flielifronten fiir verschiedene Zeiten

Anguss Bereich der Dehnstromung

Bereich der Quellstrémung

Abbildung 5.1: Stromungsverhéltnisse in der Kavitit des Werkzeuges mit zugehoriger

Faserorientierung

Aufgrund der beschriebenen Abhéingigkeit der Faserorientierung vom Stromungsprofil,
werden im realen Bauteil iiber die Dicke verschieden orientierte Schichten gefunden
[64]. Aus diesem Grund werden wéhrend der Simulation des Spritzgiefiprozesses mit-
hilfe von zweidimensionalen Mittelflichenelementen ebenfalls mehrere Schichten pro
Element vorgegeben. Fiir dreidimensionale Volumenelemente hingegen erfolgt die Be-

riicksichtigung tiber eine ausreichende Anzahl von Elementen iiber die Dicke.

5.2 Ubertragung der Ergebnisse

Im Rahmen des Spritzgiefsprozesses approximiert Moldflow auch die Orientierung der

Fasern. Diese Ergebnisse liegen zunéchst nur moldflow-intern vor. Um sie nun der
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Strukturanalyse durch Abaqus zugénglich zu machen, miissen sie in geeigneter Form
exportiert werden. Nach dem Transfer der Faserorientierung liegt diese {iber das Bau-
teil verteilt und lokal aufgelost vor. Die Hoffnung, die mit einer solchen Kopplung
zweier spezialisierter Programme einhergeht, ist es Uberdimensionierungen zu vermei-

den.

5.2.1 Mesh-mapping

Die reine Ubertragung der Faserorientierungen der Spritzgieksimulation auf ein exakt
gleich vernetztes Modell zur Strukturanalyse ist moglich, hat aber den Nachteil, dass
die verwendeten Elemente der Spritzgiefsimulation in der Regel ungeeignet fiir eine
Strukturanalyse sind. Deshalb ist es vorteilhaft, wenn die erhaltenen Ergebnisse der
Spritzgiefsimulation auf ein Netz, das fiir die Strukturanalyse optimiert ist, iibertragen
werden. Es sollte deshalb ein Algorithmus verwendet werden, der die verschiedenen
Netze iibereinander legt und den Elementen zur Strukturanalyse, entsprechend ihrer
relativen Lage, Eigenschaften iibertrigt. Zu diesem Zweck wird die Mesh-mapping-

Prozedur durchgefiihrt. Diese besteht immer aus zwei Schritten:

1. Zuordnung der Abaqus-Knoten zu Moldflow-Elementen

2. Mittelung der Eigenschaften {iber alle Abaqus-Knoten eines Elementes

Mittelung der Figenschaften

Die Eigenschaften eines Abaqus-Elementes, dessen relative Lage zum Moldflow-Netz
bekannt ist, lassen sich durch eine Mittelungsprozedur, wie sie in Abb. 5.2 an zwei
Beispielelementen durchgefiihrt wird, berechnen. Diese einfache Mittelung ist prinzipi-
ell einem Vergleich der Schnittmengen der Elemente zueinander und deren Mittelung
unterlegen. Dennoch ist der Fehler dieser Prozedur sehr gering, solange keine grofien
Unterschiede der Eigenschaften in benachbarten Elementen vorliegen. Dies sollte oh-

nehin vermieden werden, da sonst das FE-Netz zu grob gewéhlt wire.
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Abaqus-Netz _— Moldflow-Netz

ME = Moldflow-Element
AE = Abaqus-Element

N = Abaqus-Knoten

‘ PM = Eigenschaften eines M E
MEq ME, PA = Eigenschaften eines AF

Nl AE, N3 PA, = X(PMs+ PM, + PM; + PMs)
MEs \ ME;

PA; = YPMy + (PM, + PMs)

o
\37\75 ME, NV
r———

Abbildung 5.2: Bestimmung der gemittelten Elementeigenschaften

Volumenelemente

Die Bestimmung der relativen Lage der Abaqus-Knoten zu den Moldflow-Elementen
entspricht fiir Volumenelemente der Aufgabe, zu ermitteln ob ein (Abaqus-) Punkt
in einem (Moldflow-) Tetraeder liegt. Diese Aufgabe kann mithilfe verschiedener Ver-
fahren gelost werden. In dieser Arbeit wurden zwei Verfahren anhand geometrischer

Uberlegungen erarbeitet:

1. Referenzrichtungsverfahren

Die Idee dieses Verfahren basiert auf der Uberlegung, dass ein Punkt immer dann
innerhalb eines Tetraeders liegt, wenn er, von jeder Seitenfliche aus betrachtet,
auf der Innenseite liegt. Um dies zu iiberpriifen, muss zuerst ein Punkt bestimmt
werden, der exakt auf einer Seitenfliche des Tetraeders liegt. Hier wurde eine ein-
fache Formulierung gew#hlt, die bei einem guten Aspektverhiltnis des Dreiecks
einen Punkt im Dreieck Pa liefert (siche Abb. 5.3):

'01:P2—P1 (51)

'02:P3—P2 (52)
1 1

PA = =1 + <y (53)

2 4
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Der Verbindungsvektor v, zwischen P, und P, zeigt immer von der Seitenflé-
che des Tetraeders nach innen. Damit besitzt er die Referenzrichtung, mit der
die Richtung des Verbindungsvektors vs zwischen den Punkten Pa und Papaq
verglichen werden muss. Der Vergleich erfolgt iiber die Projektion der Vektoren

aufeinander:

Haben die Vektoren eine Komponente, die in dieselbe Richtung zeigt, ist x > 0
ansonsten ist x < 0. Stehen die Vektoren senkrecht aufeinander folgt x = 0.
Damit liegt der Punkt im Tetraeder, wenn fiir alle vier Seiten des Tetraeders

x > 0 gilt.

Abbildung 5.3: Referenzrichtungsverfahren
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2. Durchstofpunkt-Parameterverfahren

Zu Beginn dieses Verfahrens wird eine Seitenfliche des Tetraeders (siehe Abb.

5.4) als Grundfliche definiert und deren Normalenvektor berechnet:

v, =Py — P, (5.5)
vy = Py — Py (5.6)
n=1v; XUy (5.7)
|
! &P Abaq

Abbildung 5.4: Durchstofpunkt-Parameterverfahren

Im néchsten Schritt wird der Durchstoffpunkt der Geraden P,P Abag durch die Grund-

flache gesucht. Es wird als erstes der Einheitsvektor, der die Gerade definiert, be-
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stimmt:

_PAbaq_Pg

v, = 5.8
! ‘PAbang‘ ( )

Da der Durchstofpunkt auf der Geraden P,P Abag liegen muss, lisst sich dieser mit

dem in GI. (5.8) eingefiihrten Vektor vgq und einem Parameter ¢, wie folgt ausdriicken:

Pd =v3 + to'UQ (59)

Der Parameter t, ist iiber folgende Beziehung ableitbar:

n-v;—n-v
A Sk B (5.10)
n-vq
Auf die gleiche Art und Weise lésst sich ein zweiter Parameter ¢, bestimmen, der die

Lage von Pap,q auf der Geraden P,P Abaq €indeutig festlegt:

:n~'v1—n~(PAbaq—P1)
n-vq

ta (5.11)

Um zu bewerten, ob der Punkt Pap,q zwischen den Punkten P, und Py liegt, miissen
nun lediglich die Parameter t5 und ¢, verglichen werden. Die potenzielle Innenlage des

Punktes wird damit durch die Bedingung

0<t, <t (5.12)

bestdtigt. Liegt t, aulerhalb dieses Intervalls, kann der Punkt Pap,q nicht in dem

betrachtetem Tetraeder liegen.

Die zweite Bedingung, die erfiillt sein muss, damit der Punkt tatsichlich im Tetraeder
liegt, betrifft die Lage des Durchstofspunktes P4 beziiglich der Grundfliche des Te-
traeders. Es muss iiberpriift werden, ob der Punkt innerhalb des Dreieckes bestehend
aus den Punkten P, Py und Pj liegt. Es werden zunéchst die Verbindungsvektoren

zwischen dem Durchstofpunkt P4 und den Ecken der Grundfliche berechnet:
Q,=0- Py (5.13)

QQ =V — Pd (514)
Qg =V — Pd (515)
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Nun wird iiber das Skalarprodukt die Summe der Winkel
Wees = Zwi (516)

zwischen allen Vektoren Q bestimmt. Uber diese Gesamtwinkelsumme Wges 1St nuUN
wieder ein Kriterium aufstellbar, das ermittelt, ob der Punkt in dem Dreieck liegt.
Wenn der Punkt innerhalb des Dreickes der Grundfliche liegen soll, muss folgende

Bedingung gelten:

Wees + Wrolleranz — 2m 2 0 (517)

Durch die Anwendung der beiden Kriterien aus den Gln. (5.12) und (5.17) kann die

Frage, ob ein Punkt innerhalb eines Tetraeders liegt, sofort entschieden werden.

Vergleich der Verfahren

Es sind beide vorgestellten Verfahren uneingeschrinkt funktionsfihig. Im Einsatz hat
sich das Referenzrichtungsverfahren als schneller herauskristallisiert, obwohl es von
der Programmierung weniger auf geschwindigkeitsoptimierte Module (,Math®, ,num-
py/scipy”) zuriickgreift als das Durchstofspunkt-Parameterverfahren. Die Ursachen da-
fiir sind zum einen statistischer Natur und zum anderen numerischer Art. Das Referenz-
richtungsverfahren kann nach jeder Uberpriifung der Lage des Punktes beziiglich einer
Tetraederfliche zum Abbruch kommen. Da ein Tetraeder vier Flachen besitzt, gibt
es drei Moglichkeiten friihzeitig vor Abschluss des gesamten Verfahrens einen Punkt
auszuschliefsen. Im Gegensatz dazu besitzt das Durchstofpunkt-Parameterverfahren
nur einen frithzeitigen Ausstiegspunkt (Anwendung des Kriteriums aus Gl. (5.12)).
Deshalb muss dieses Verfahren haufiger komplett durchlaufen werden, um eine Ent-
scheidung treffen zu kénnen. Unter numerischen Gesichtspunkten ist es wichtig hervor-
zuheben, dass bei diesem Verfahren trigonometrische Funktionen ausgewertet werden
miissen, was numerisch recht aufwendig ist. Bei dem Referenzrichtungsverfahren hinge-
gen werden ausschlieflich mathematische Grundoperationen benétigt. Dieser Umstand

fithrt zusétzlich zu einem Geschwindigkeitsvorteil.
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Flachenelemente

Die Bestimmung der Innenlage eines Punktes in einem Dreieck ist lediglich eine Mo-
difizierung des Durchstofpunkt-Parameterverfahrens. Im Gegensatz zum urspriingli-
chen Verfahren miissen bei der flichigen Variante keine Parameter ¢, und ¢, berechnet
werden. Es geniigt mit dem zweiten Teil des Verfahren anzufangen und nur das Win-

kelsummenkriterium aus Gl. (5.17) anzuwenden.

Vorabauswahl

Wiirden die Algorithmen zur Zuordnung der Abaqus-Punkte zu den entsprechenden
Moldflow-Elementen so implementiert, ergibe sich eine sehr ungiinstige Abhéngig-
keit der Laufzeit von der Anzahl der Abaqus-Knoten und der Moldflow-Elemente. Es
wiirden fiir jeden Abaqus-Knoten sehr viele Moldflow-Elemente mit einem relativ auf-
wendigen Algorithmus gepriift werden miissen, bis ein passendes Element gefunden
werden wiirde. Um die Laufzeit zu verkiirzen, kann ein Algorithmus zur Vorabauswahl
von Konstellationen aus Abaqus-Punkten und Moldflow-Elementen, die gegeneinander

iiberpriift werden sollen, eingesetzt werden.

Abbildung 5.5: Vorabauswahl
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Zu Beginn wird das Modell geometrisch, wie in Abb. 5.5 an einer Kunststoffbuchse
skizziert, aufgeteilt. Es wird ein Quader mit einer bestimmten Anzahl von Teilungen
der Kanten in den Raumrichtungen iiber die exakt gleich ausgerichteten Modelle gelegt.
Durch die Teilungen wird der Quader in viele, kleinere Unterrdume separiert. Danach
wird fiir alle Schwerpunkte der Moldflow-Elemente und alle Abaqus-Knoten entspre-
chend ihrer Koordinaten eine Zuordnung zu einem dieser Unterrdume vorgenommen.
Im eigentlichen Suchmodus wird spéter nur die Innenlage der Abaqus-Knoten gegen
die Moldflowelemente abgeglichen, die demselben Unterraum zugeordnet sind. Durch
diese Vorabauswahl wird die Anzahl der benétigten tatsichlichen Uberpriifungen deut-

lich reduziert.

5.2.2 Beispiel

Die in diesem Kapitel beschriebene Vorgehensweise zur Ubertragung der Faserorien-
tierung von einem Moldflow-Netz auf ein beliebiges Abaqus-Netz wurde mithilfe eines
Python-Skripts gelost. Dieses kann, nachdem alle Parameter eingestellt wurden, di-
rekt in der Kommandozeile des Pythoninterpreters von Abaqus ausgefiihrt werden.
Dabei wird fiir jedes Element, das in die Mesh-mapping-Prozedur einbezogen wurde,
ein User-Material sowie eine Section in Abaqus angelegt. Jedes der einbezogenen Ele-
mente bekommt die Eigenwerte als User-Material und die Eigenrichtungen des iiber
alle Knoten gemittelten Orientierungstensors als Materialrichtung zugewiesen. Fiir al-
le anderen Elemente wird nur ein gemeinsames Material und eine gemeinsame Section
angelegt, in der ein isotropes Material hinterlegt wird. Eine Vorzugsrichtung der Fa-

serorientierung kann in diesem Fall nicht bestimmt werden.

Die beschriebene Vorgehensweise zur Ubertragung der Ergebnisse aus Moldflow nach
Abaqus wurde zu Illustrationszwecken an dem in Abb. 5.6 gezeigten Beispiel einer
Lochplatte mit Schlitz durchgefiihrt. Das Loch und der Schlitz haben die Aufgabe die
Stromung umzulenken und eine entsprechene Umorientierung der Fasern zu bewirken.
Die Hauptrichtung der Faserorientierung ist in beiden Bildern durch die Ausrichtung
der Striche gekennzeichnet. Die Farben im oberen Bild charakterisieren den ersten
Eigenwert des Orientierungstensors und symbolisieren damit die Stérke der Faserori-
entierung in die entsprechende Richtung. Im Bereich um das Loch findet eine aus-
geprigte Umstromung statt. Dies wird im unteren Bild sehr gut wiedergegeben. Am

Anspritzpunkt wird die Orientierung zunéchst sehr chaotisch dargestellt, was daran
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liegt, dass A\; nahe 0, 33 liegt. Das bedeutet in diesem Bereich ldsst sich zwar eine Vor-

zugsorientierung bestimmen, dennoch sind die Eigenschaften nahezu isotrop. In den

ungestorten Bereichen bildet sich durch die Stromung ein sehr gleichméfiges Bild der

Hauptrichtungen bei gleichzeitig starker Orientierung entsprechend der Hauptrichtung

aus.
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Abbildung 5.6: Ergebnis der Mesh-mapping-Prozedur am Beispiel einer Platte mit

Loch und Schlitz (Moldflow oben, Abaqus unten)



6 Bauteilversuch

Der Algorithmus aus Abschn. 4 zur Beschreibung des Werkstoffkriechens wurde mithil-
fe einer anwenderspezifischen Materialsubroutine (UMAT) in Abaqus implementiert.
Der schematische Ablauf einer solchen Analyse inklusive der Ubertragung der Fa-
serorientierung entsprechend Abschn. 5 ist in Abb. 6.1 skizziert. Zu Beginn dieses
Abschnittes werden einige Fragen, die die Verifikation der verwendeten Subroutine be-
treffen, diskutiert. Danach sollen die Ergebnisse, die durch die beschriebene Prozedur
nach der Implementierung in das FE-Programm Abaqus erhalten wurden, am Beispiel

eines realen Bauteils erldutert werden.

CAD Modell

Export nach

Abaqus Moldflow
Bauteil vernetzen und instanzieren Flow-Simulation
Elemente zur Ubertragung markieren Export des FE-Netzes

Ubliche Modellierung (Loads, BC, Steps) Export des Orientierungstensors

\[@‘bc allch

Python-Skript

1. Netzprojektion

2. Auswertung der Faserorientierung

3. Elementweises Anlegen von Sections,
User-Materials und Materialrichtungen

UMAT

Job abschicken

Abbildung 6.1: Zusammenspiel der Programme
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6.1 Verifikation der Materialsubroutine

Es ist iiblich, die entwicktelte UMAT zunéchst immer nur an einem einzelnem Element
zu testen [40]. Auf diese Weise sind Fehler deutlich schneller einzugrenzen, da ein Ein-
fluss des FE-Modells ausgeschlossen werden kann. Auf dieses Einzelelement-Modell
wurde im ersten Test ein negativer Druck auf eine Stirnfliche und eine feste Einspan-
nung auf der gegeniiberliegenden Seite aufgegeben. Das Ergebnis dieses Tests war, dass

der aufgegebene Druck, der im Element anliegenden Zugspannung, entsprach.

Daraufhin wurde in einem weiteren Versuch ein auf 1000 h verkiirztes Kriechexperi-
ment an einem Schulterstab aus Ultradur B4300 G6 simuliert. Dabei wurde der gleiche
Werkstoff gewihlt, aus dem auch das reale Bauteil besteht. Das Ergebnis der Simula-
tion ist in Abb. 6.2 dargestellt.

OO g

0.008 e e Exp. 20 MPa

@ e Exp. 40 MPa
ee® Lxp. 60 MPa

0.006 — FEM 20 MPa
W — FEM 40 MPa
‘ ‘ ‘ ‘ | — FEM 60 MPa
T s e R
0.002 |

101! 10° 10t 102 10° 10* 10°
t[h]

Abbildung 6.2: Kriechsimulationen an Ultradur B4300 G6 als Benchmark der FE-

Implementierung
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Der Vergleich mit Abb. 4.7 zeigt, dass auch in der FE-Simulation bei geringer Span-
nung ein leichtes Unterschiitzen und bei groRerer Spannung ein leichtes Uberschiitzen
der experimentellen Werte zu beobachten ist. Wenn die Ergebnisse aus Abb. 4.7, wel-
che ebenfalls dreidimensional in Python gerechnet wurden und der FEM-Simulation
fast identisch sind, ist das ein Indiz dafiir, dass die Implementierung in Abaqus korrekt

ist.

6.2 Versuchsaufbau

Im Bauteilversuch wurde von [9] eine aus dem untersuchten Ultradur B4300 G6 ge-
fertigte, Elektronikabdeckung einer Belastung, in Form zweier auf die Befestigungs-
laschen wirkenden Krifte entsprechend Abb. 6.3, ausgesetzt. Diese Abdeckung soll
den Innenteil gegen Staub und Feuchtigkeit schiitzen. Deshalb muss sie formschliissig
mithilfe der Befestigungslaschen an die Struktur angepresst werden. An diesen beiden
Laschen sind im Versuch Krifte aufgebracht worden, die die Befestigung des Bauteils
mit der Struktur simulieren sollen. Eine Absenkung dieser Befestigungslaschen infolge
von Kriechprozessen reduziert die Anpresskraft und beeintrichtigt die exakte Verbin-
dung von Abdeckung und Struktur. Damit ist die korrekte Funktion der Abdeckung
gefihrdet.

Druck zur Fixierung

Abbildung 6.3: Versuchsaufbau zur Aufgabe der Last auf die Befestigungslaschen
nach [9]
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6.3 Simulation mit Moldflow

Die Orientierung der Fasern wurde mit Moldflow an einem dreidimensionalen Volu-
menmodell numerisch ermittelt. Die Lage der Anspritzpunkte kann aus Abb. 6.4 ent-
nommen werden. Die farbigen Striche stellen fiir jedes Element die Richtung der Fa-
serorientierung dar. Die farbliche Kodierung beschreibt den ersten Eigenwert \; des
Orientierungstensors und damit die Stirke der Faserorientierung. Zusitzlich ist eine
Messstelle eingetragen, an der in [9] die Faserorientierung experimentell untersucht
wurde. Um den Einfluss des Stromungsprofils auf die Faserorientierung gut darstellen
zu konnen, wurden fiir die Fliefsimulation sechs Elemente iiber die Dicke aufgege-
ben. Die ermittelten Faserorientierungen wurden mithilfe der in Kap. 5 vorgestellten

Prozedur auf ein Hexaeder-Netz iibertragen.

Stelle fiir Orientierungsbestimmung

0.5

0.25

Anspritzpunkt 0.0

Abbildung 6.4: Moldflow-Modell: Darstellung der Faserorientierung, des Anspritz-

punktes und der Orientierungsmessstelle
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6.4 Simulation mit Abaqus

Die Strukturanalyse wurde zunéichst nur elastisch fiir den isotropen Fall durchgefiihrt,
um mogliche geometrische Vereinfachungen zu untersuchen. Die Varianten, die unter-
sucht wurden, sind in Abb. 6.5 dargestellt.

a) b)

Abbildung 6.5: Mogliche FE-Modelle fiir die Strukturanalyse
Die Variante b) wire vom Rechenaufwand die optimale Losung gewesen, da nur ein
kleiner Ausschnitt der Struktur simuliert werden miisste. Sie vernachléssigt allerdings
den versteifenden Einfluss der Seitenwand sowie alle Locher. Auferdem ist die Fi-
xierung in y-Richtung auf der Riickseite der Abdeckung nur unzureichend durch die
Beschrinkung der Bewegung in z-Richtung darzustellen. Das Verhalten der Struktur
wird auf diese Weise zu steif dargestellt. Lisst man diese Bewegung zu, wird die Struk-
tur zu nachgiebig. Dasselbe Problem besteht bei der Variante c¢). Variante d) zeigt in

Bezug auf die originale Struktur lediglich eine sehr kleine, vernachlissigbare Differenz

der Absenkung der Lasche. Aus diesem Grund soll fiir alle weiteren Betrachtungen die
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halbe Elektronikabdeckung mit den Randbedingungen entsprechnd Abb. 6.5 Variante
d) als Modell dienen. Mit der genannten Vereinfachung muss im Vergleich zu Variante
a) nur noch ein reichliches Drittel des Volumens vernetzt werden. Dies schligt sich in
einer entsprechenden Reduzierung der Elementanzahl und der ben6tigten Rechenzeit
nieder. In Tab. 6.1 ist die benotigte Zeit fiir zwei gekoppelte Analysen aufgeschliisselt.
Die Anzahl an Moldflow-Elementen wurden dabei konstant bei ca. 350000 belassen.

Die Vorbereitung der Ubertragung stellt die mathematische Ausfiihrung des Mesh-
mappings dar, wohingegen die Ausfiihrung der Ubertragung nur das Schreiben der
Ergebnisse in Abaqus bezeichnet. Die Veréinderung der Simulationszeit in Abaqus ent-
spricht in etwa der Faustformel, wonach die Rechenzeit mit dem Quadrat der Elemente

ansteigt.

Es wird deutlich, dass die Ausfithrung der Ubertragung und das Schreiben des Input-
file in Abaqus den Flaschenhals der gesamten Prozedur darstellen. Die Ursache fiir den
starken Anstieg der benotigten Zeit ist nicht klar. Moglicherweise wird nach jeder An-
lage eines Materialdatensatzes das Modell regeneriert, was mit steigendem Fortschritt

der Ubertragung in immer stirkeren Verzogerungen der Ausfiihrung resultiert.

Eine Beschleunigung beider Punkte ist moglich, indem die Materialdaten direkt in
ein von Abaqus zuvor fiir den Solver erstelltes Inputfile geschrieben werden. Diese
Anderung sollte die Verkiirzung der zur Ausfiihrung dieser beiden Punkte bendtigten
Zeit in den Minutenbereich ermoglichen, da nur eine flache Textdatei bearbeitet werden

miisste.

Tabelle 6.1: Abhingigkeit der benétigten Zeit fiir eine gekoppelte Analyse von der
Elementzahl in Abaqus

Prozess Zeit[h] Zeit[h] Zeit[h]
Elemente in Abaqus 2500 7800 18000
Simulation-Modlfow 1.5 1.5 1.5
Vorbereitung der Ubertragung 0.3 1.2 5t
Ausfiihrung der Ubertragung 0.01 7 150
Schreiben des Inputfile 0.05 18 =72
Simulation-Abaqus 0.5 5 -

Gesamt 2.36 32.7  >228.5
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Es ist bekannt, dass das mechanische Verhalten einer FE-Struktur auch von der Form
der Elemente abhingen kann. Aus diesem Grund wurde am isotropen Modell eine Ver-
gleichsrechnung fiir verschiedene Vernetzungen durchgefiihrt. Zu Beginn wurde das
Modell vollstandig durch quadratische Elemente in Tetraederform vernetzt. Im An-
schluss wurde das geometrische Modell partitioniert, um es zum grofiten Teil mit

quadratischen Hexaedern vernetzen zu kénnen. Beide FE-Netze sind in Abb. 6.6 zur

[lustration gegeniibergestellt.

Abbildung 6.6: Vergleich der verwendeten FE-Netze fiir die Untersuchung der Ab-

hingigkeit der Losung von der Elementform

Die erhaltenen Unterschiede der Absenkung der Lasche sind allerdings vernachléssig-
bar klein. Zur Illustration dieser Aussage kann Abb. 6.7 herangezogen werden. Aus me-
chanischer Sicht macht es demnach, zumindest in diesem Fall, keinen Unterschied wel-
che Elementform verwendet wird. Vor dem Hintergrund der Mesh-Mapping-Prozedur
spielt die Anzahl der Elemente in Abaqus eine wichtige Rolle, da sie die Dauer der
Ubertragung bestimmt. Daher ist es sinnvoll die Hexaeder zu verwenden, da die An-
zahl an benotigten Elementen deutlich geringer ist. Bei der Verwendung von Hexaedern
wurden knapp 8000 Elemente und bei Tetraedern mehr als 27000 Elemente benotigt.
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Abbildung 6.7: Darstellung der Abhéngigkeit der Absenkung der Lasche von der Ele-

mentform fiir isotropes Material

Im Anschluss wurde die Abdeckung zunichst als isotrop verstiarkter Werkstoff und
danach als anisotroper Werkstoff unter Beriicksichtigung der durch Moldflow approxi-
mierten Faserorientierung simuliert. Zusétzlich wurde eine Variantenrechnung beziig-

lich des Einflusses der Lage des Anspritzpunktes durchgefiihrt.

6.4.1 Absenkung der Befestigungslasche

In Abb. 6.8 ist die gesamte Absenkung der Befestigungslasche im Laufe der Zeit auf-
getragen. Es sind die experimentell bestimmte Absenkung der Lasche, die Ergebnisse
der numerischen Simulationen mit Abaqus und die Standardabweichung (nur fiir die
Elastizitdt bekannt) der Messwerte dargestellt.
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Abbildung 6.8: Absenkung der Lasche fiir isotropes und anisotropes Werkstoff-

verhalten

Der erste Punkt bei ¢t ~ 0 stellt die elastische Antwort auf die aufgebrachte Kraft dar.

Die isotrope Simulation liegt sehr nah an den experimentellen Daten, die anisotrope

Simulation hingegen unterschétzt die tatsdchliche Absenkung stiarker. Zu Beginn liegen

beide Simulationen im Bereich der elastischen Standardabweichung der Daten. Einige

mogliche Ursachen fiir die Diskrepanz der Daten und der anisotropen Simulation sind:

e Mogliche Messfehler bei der Bestimmung der experimentellen Daten

e Anpassung geometrischer Details bzw. Ungenauigkeiten des Konstruktionsplans

e Effektive Faserlinge muss nicht identisch mit vorherigen Versuchen sein

e Fehlerbehaftete Bestimmung der Orientierungstensoren durch Moldflow
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Die Sicherheit der Daten kann in dieser Arbeit nicht beurteilt werden, deshalb sollen

nur die letzten drei Punkte betrachtet werden.

Um Spannungssingularititen im Bereich des Stofles der Lasche auf den Grundkorper zu
vermeiden, wurden die Kanten abgerundet. Laut Konstruktionsplan der Abdeckung
sind zwar alle Kanten abgerundet, der Radius ist aber nicht vermerkt. Aus diesem
Grund wurde der Radius mit 0.5 mm frei gewdhlt. Aukerdem wurde unter der Lasche
noch ein kleiner Steg von ungefihr 1 mm Breite hinzugefiigt, um die unteren Ecken
im Bereich des Stofses zu ,entschirfen. Diese Modifikationen wirken beide versteifend

fiir die gesamte Struktur.

Beim néchsten Punkt der Aufzihlung erscheint ebenfalls eine weitere Diskussion not-
wendig. Der Haupteinflussparameter neben der Faserorientierung selbst, der die effek-
tiven Eigenschaften bestimmt, ist die Faserlinge. Das Aspektverhiltnis von [/d = 24
fiir die Simulationen wurde aus den Kriechversuchen der Schulterstibe iibernommen.
Auch in [9] wurde fiir das Aspektverhéltnis der Fasern in der Elektronikabdeckung
nur der Wert des Schulterstabes ibernommen, da die Eindscherung des Bauteils keine

verwertbaren Ergebnisse fiir die Faserlédnge lieferte.

In Abb. 6.9 und Abb. 6.10 ist die maximale (pro Element iiber die Zeit) Scherrate der
Formmasse wiahrend des Spritzgiefsvorgangs fiir den Schulterstab und die Elektronik-
abdeckung auf den jeweiligen Strukturen aufgetragen. Die maximale Scherrate ist ein
Mafs fiir die Belastung, der die Fasern in der Stromung ausgesetzt sind. Je hoher sie ist,
umso hoher ist die Wahrscheinlichkeit, dass Fasern unter der Belastung brechen. Das
Maximum der Scherrate in der Elektronikabdeckung ist im Vergleich zum Schulterstab
deutlich grofser. Deshalb liegt die Vermutung nahe, dass die Fasern in der Elektroni-
kabdeckung kiirzer als beim Schulterstab sind. Da die Fasern wahrscheinlich kiirzer als

angenommen sind, wird das Verhalten der gesamten Struktur als zu steif simuliert.
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Abbildung 6.9: Maximale Scherrate der Elektronikabdeckung wéhrend des Spritz-
gielsens

292.0'1 /]
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Abbildung 6.10: Maximale Scherrate des Schulterstabes wihrend des Spritzgiefens
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Der letzte Punkt der Aufzédhlung betrifft die Richtigkeit der bestimmten Orientierungs-
tensoren der Fasern wihrend des Spritzgiefprozesses. Moldflow liefert bei einfachen
Stromungsfeldern durchaus verlissliche Werte. In komplizierteren Stromungsfeldern,
wie in der Elektronikabdeckung, hingegen werden grofsere Abweichungen zur Realitéit
beobachtet. Der Vergleich von simulierter und experimentell bestimmter Faserorientie-
rung ist in Abb. 6.11 dargestellt. Die experimentellen Daten wurden von [9], an der
in Abb. 6.4 skizzierten Messstelle mithilfe von Schliffbildern erzeugt. Die Moldflow-
Daten wurden an entsprechender Stelle aus der dreidimensionalen Fiillsimulation ex-
trahiert. Der Vergleich beider Datensétze zeigt, dass die Fasern tendenziell zu hoch
orientiert werden. Die Konsequenz daraus ist, dass der Werkstoff unter Verwendung

der Moldflow-Daten zu steif modelliert wird.

03* """""" HMGSSUHg """"""""""" y

e—e@ Moldflow
[ Standardabweichung
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| |
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Abbildung 6.11: Darstellung des 1. Eigenwertes des Orientierungstensors iiber die

Dicke: Moldflow-Simulation vs. Experiment
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Die Ergebnisse der Simulation kénnten durch eine Reduzierung des Aspektverhilt-
nisses der Fasern verbessert werden. Diese Reduzierung liefse sich mit dem genannten
Vergleich der maximalen Scherrate qualitativ rechtfertigen. Damit wiirde sich die aniso-
trope Simulation ndher an die experimentellen Werte verschieben, wohingegen sich der
Abstand zwischen den Ergebnisse der isotropen Simulation und den experimentellen
Daten vergrofern wiirde. Durch die Koexistenz von drei unabhéngigen Faktoren, die
die Simulation in nicht unerheblichem Mafe beeinflussen, liefe sich die Reduzierung
des Aspektverhéltnisses nur willkiirlich durchfiihren, da die Quantifizierung der ande-
ren Einfliisse ebenfalls nicht moglich ist. Aus diesem Grund wird das Aspektverhéltnis

aus den vorherigen Versuchen verwendet.

Grundsétzlich verbessert die Beriicksichtigung aller Faserinformationen die Qualitét
der Simulationsergebnisse. Vorraussetzung dafiir sind die genaue Kenntnis der Faser-
orientierung und der Lénge der Fasern. Es wurde bereits gezeigt, dass beide Faktoren
bei der Elektronikabdeckung mit Unsicherheiten behaftet sind. Aus diesem Grund
wird der potenzielle Vorteil, der sich aus der Beriicksichtigung der Faserorientierung
ergibt, in diesem Beispiel verwirkt. Deshalb ist der Schluss, dass die isotrope Simula-

tion bessere Ergebnisse liefert, nicht zuléssig.

Durch die Beriicksichtigung der Faserorientierung im Bauteil entsteht wiahrend der

Strukturanalyse ein zusétzlicher Informationsgewinn:

e Beispielsweise dufern sich Anderungen der Richtung einer ansonsten konstanten

anliegenden Spannung in einer Anderung der Grofe der Deformation.

e Informationen iiber Effekte hoherer Ordnung, wie z.B. Versagenskriterien, las-
sen sich unter Zuhilfenahme der Faserorientierung wirksamer Einsetzen, da eine
Unterscheidung zwischen matrix- und faserdeterminiertem Versagen bzw. eine

sinnvolle Kombination aus beiden moglich ist.

e Die Anwendung von Modellen zur Beriicksichtigung der Umorientierung der Fa-

sern infolge von Kriechprozessen ist denkbar.

All diese Informationen gehen bei einem isotropen Modell verloren. Daher ist die mog-
lichst genaue Kenntnis der Faserorientierung fiir eine exakte Auslegung eines Bauteiles
wichtig. Auch wenn die numerische Bestimmung der Faserorientierung aus der Spritz-
giefsimulation fehlerbehaftet ist, ist sie alternativlos, um die Orientierung in einem

kompletten Bauteil abzuschétzen.
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6.4.2 Einfluss des Anspritzpunktes

Neben dem urspriinglichen Anguss, wie er in Abb. 6.4 positioniert ist, wurden zwei wei-
tere Anspritzpunkte eingefiigt. Die Wahl der Lage der weiteren Anspritzpunkte wurde
nicht davon abhingig gemacht, ob sie sinnvoll in Bezug auf Verarbeitungsparameter
(Zykluszeit, Bindenéhte, etc.) ist. Das Ziel war lediglich verschiedene Orientierungen zu
erhalten und zu untersuchen welchen Einfluss sie auf die Struktursimulation haben. In
Abb. 6.12 sind die Anspritzpunkte mit den daraus resultierenden Faserorientierungen

entsprechend der Moldflow-Simulationen dargestellt.

Variante 2 \

Variante 1

Abbildung 6.12: Darstellung der Variation des Anspritzpunktes und der daraus resul-

tierenden Faserorientierungen

Die erste Variation des Anspritzpunktes fiithrt zu einer sehr starken Faserorientierung
fast im gesamten Bauteil. Im Bereich des Angusses und des Stofes der Lasche auf
den Grundkérper sind die Fasern in kleineren Bereichen weniger stark orientiert. Bei
der zweiten Variante ist ein grofser Teil der Frontseite und das dufsere Ende der Befes-
tigungslasche gering orientiert. Die anderen Bereiche sind zum groften Teil ebenfalls
stark orientiert. Die Ausrichtung der Fasern ist zwischen beiden Varianten jedoch un-
terschiedlich. Gerade im oberen Bereich der Abdeckung und im oberen Bereich der

Verbindung zwischen Lasche und Abdeckung existieren Unterschiede. Bei Variante 2
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sind die Fasern stirker in Belastungsrichtung orientiert. Die stirkere Orientierung in
Belastungsrichtung steigert die Steifigkeit und die Kriechresistenz in begrenztem Mafe,
was zu einer geringeren Absenkung der Befestigungslasche fiihrt (vgl. Abb. 6.13).
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Abbildung 6.13: Studie zur Absenkung der Befestigungslasche in Abhéngigkeit der La-
ge des Anspritzpunktes

In Bezug auf die Kriechresistenz hat die Lage des Anspritzpunktes nur einen begrenz-
ten Einfluss. Die zwei untersuchten Varianten und die des originalen Einspritzpunktes
liegen recht nah beisammen. Die grofte Differenz der Absenkung von ca. 8% ist zwi-
schen Variante 1 und Variante 2 festzustellen. Der originale Anspritzpunkt fiihrt zu

einer Absenkung, die zwischen beiden Varianten liegt.



7 Zusammenfassung

Die Beschreibung des Kriechverhaltens von kurzfaserverstiarkten Kompositen ist von
mehreren Faktoren abhéngig. Besonders wichtig fiir das Verhalten des Komposites ist
dabei das Langzeitverhalten der thermoplastischen Matrix, in die die Fasern eingebet-
tet sind. Ein weiterer Faktor, der einen wesentlichen Einfluss hat, ist die faserinduzierte
Anisotropie. Entscheidend ist in diesem Zusammenhang nicht nur die Hauptorientie-
rungsrichtung bezogen auf die Hauptbelastungsrichtung, sondern auch der Grad der
Faserorientierung. Im Gegensatz zu Langfaserverbunden sind in kurzfaserverstirkten
Kompositen nicht alle Fasern in die Hauptorientierungsrichtung ausgerichtet. Deshalb
muss das Werkstoffmodell die vielfdltigen Orientierungzustinde beriicksichtigen kon-

nemn.

Um die genannten Aspekte des Werkstoffverhaltens entsprechend zu beriicksichtigen,
wurde ein 2-Skalenansatz gewahlt. Es wird angenommen, dass ausschliefslich die Zeit-
abhingigkeit der Eigenschaften der Matrix fiir das makroskopisch beobachtete zeit-
abhéngige Verhalten des Komposites ursichlich ist. Mithilfe mikromechanischer An-
sitze wird die makroskopisch aufgebrachte Spannung in die Anteile zerlegt, die die
einzelnen Konstituenten aufnehmen. Die von der Matrix aufgenommene Spannung
ist der Eingangswert fiir die Auswertung eines nichtlinearen, generalisierten Kelvin-
Voigt-Modells. Aus der Deformation dieses mechanischen Ersatzmodells wird analog
zur Bestimmung des elastischen Moduls der Kriechmodul bestimmt. Mit diesem wird
zunéchst ein vollstdndiger Satz von transversal-isotropen Kennwerten bestimmt. Auf-
grund der Verwendung des Kriechmoduls sind diese im Laufe der Zeit und in Abhén-
gigkeit der Belastung verdnderlich. Im Anschluss wird der angenommenen Faserorien-

tierung durch eine Orientierungsmittelung Rechnung getragen.

Mafsgeblich fiir die Kriechvorgéinge im Werkstoff ist neben der polymeren Matrix,
die Priasenz der Fasern und deren Orientierungszustand. Da dieser experimentell nur
schwer zugéinglich ist, wird er numerisch mithilfe von Moldflow abgeschitzt. Es wer-

den in diesem Zusammenhang die Ergebnisse dreidimensionaler Fiillsimulationen ei-
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nes Schulterstabes und eines Bauteils préasentiert. Im Bauteil wird an einer Stelle die
experimentell bestimmte Faserorientierung mit der Vorhersage der Orientierung aus

Moldflow verglichen.

Die erarbeitete Vorgehensweise ist mithilfe einer anwenderspezifischen Subroutine in
Abaqus implementiert. Sie wird auf zwei verschiedene Polymer-Fasersysteme mit je-
weils zwei unterschiedlichen Fiillgraden angewendet. Zunéchst werden Zug-Kriech-
versuche fiir jeden Werkstoff anhand dieses Algorithmus nachvollzogen. Die Ergebnisse
werden den Daten aus der Campus-Datenbank©gegeniibergestellt. Das erste Polymer-
Fasersystem ist ein Polyamid mit dem Namen Ultramid A3W Gx und das Zweite
ein Polybutylenterephtalat mit dem Namen Ultradur B4300 Gx. Bei Ultramid lasst
sich feststellen, dass das geringer gefiillte Polymer (15 Gew.-%) mit einer Abweichung
von maximal 6% und das stirker gefiillte (30 Gew.-%) mit ungefihr 12% nah an
den Campus-Daten liegen. Die Tendenz einer Vergroferung des Fehlers bei hoherem
Fiillgrad lasst sich im Gegensatz zum Ultramid beim Ultradur nicht beobachten. In
der Zusammenschau der Ergebnisse ist der Fehler beim Ultradur fiir beide Fiillgrade
punktuell bei h6heren Spannungen etwas grofer. Im Durchschnitt liegt der Fehler bei
dem mit 30 Gew.-% gefiillten Ultradur bei weniger als 10%, bei dem mit 20 Gew.-%
gefiillten sind es ca. 15%.

Am Beispiel einer Elektronikabdeckung wird die Faserorientierung aus der Spritzgief-
simulation zur Strukturanalyse nach Abaqus auf ein inkompatibles, zur Strukturana-
lyse optimiertes Netz transferiert. Die Belastung der Abdeckung wird entsprechend
eines experimentellen Setups simuliert und die gewonnenen Ergebnisse des Kriechver-
suches werden mit experimentellen Werten verglichen. Zusétzlich sind die Ergebnisse
einer isotropen Simulation gegeniibergestellt. Im Vergleich zu den experimentellen Er-
gebnissen, unterschitzt die anisotrope Simulation diese im Durchschnitt um ca. 15%,
wahrend die Ergebnisse der isotropen Simulation sehr nah an den experimentellen Da-
ten liegen. Bereits im ersten Zeitschritt, wo von elastischem Verhalten ausgegangen
werden kann, liegt die anisotrope Rechnung ca. 10% unter dem experimentellen Wert.
Diese Differenz der anisotropen Rechnung ist das Resultat von diversen Unsicherhei-
ten in den verwendeteten Parametern. Wichtige aber nicht quantifizierbare Ursachen
fiir die beobachtete Abweichung sind die verwendete Faserlinge und der numerisch
durch Moldflow ermittelte Orientierungszustand der Fasern. Diese Ursachen sind je-
doch nicht abhingig vom verwendeten Algorithmus und wiirden auch bei anderen

Modellierungen das Ergebnis beeinflussen.
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Der Einfluss des Orientierungszustandes der Fasern wird durch Variation des Anspritz-
punktes untersucht, wobei das Augenmerk nur auf das Erzielen unterschiedlicher Ori-
entierungszustinde gelegt wird. Andere Aspekte, wie die Fiillzeit oder die vollstédndige
Fiillung der Kavitit sind nicht beriicksichtigt. Die grofste Differenz der simulierten
Varianten liegt bei ca. 8%. Diese Differenz, die sich nur aus der Variation eines Pa-
rameters, namlich der Stelle des Anspritzpunktes, ergibt, illustriert exemplarisch mit
welchen Problemen und Unsicherheiten eine Auslegung von spritzgegossenen Bauteilen
behaftet ist.
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